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RESUME  

Les défaillances par le phénomène de fatigue représentent 90% de rupture des structures 

mécaniques en service. La phase d’amorçage représentant la première étape d’études antérieures 

dépend principalement du chargement cyclique, la microstructure et l’environnement et de la présence 

d’entailles. La phase de propagation stable dépend de la nature du matériau utilisé et du niveau de 

chargement. Cette phase est caractérisée par la présence de stries de fatigue et phénomène de 

fermeture de fissure associé à la plastification au niveau de la pointe de fissure. L’objectif de cette 

thèse s’inscrit dans le cadre général de l’étude de l’endommagement des alliages légers utilisés dans 

l’industrie aéronautique à savoir l’alliage d’aluminium 2024 T351. Le thème de recherche porte plus 

particulièrement sur l’amorçage des fissures de fatigue associé aux effets d’entailles en absence et en 

présence des contraintes résiduelles et l’effet de fermeture permettant d’obtenir une courbe intrinsèque 

du matériau étudié à différent rapport de charge. 

L’étude de l’effet de l’amplitude de chargement sur la durée de vie à l’amorçage a permit 

d’identifier une loi d’amorçage reliant la contrainte au niveau de l’entaille à la durée de vie à 

l’amorçage. La distribution des contraintes déterminée analytiquement et numériquement à partir du 

fond d’entaille, dépend du rayon à fond d’entaille et du niveau du chargement appliqué. Les résultats 

liés à la phase d’amorçage ont montré que la durée de vie à l’amorçage est affectée par le rapport de 

charge "R" où l’augmentation de ce dernier l’a fait augmentée (éprouvette type Charpy en flexion 

quatre points). Les contraintes résiduelles de compression introduites par flexion quatre points, ont 

présenté un effet bénéfique sur la phase d’amorçage.  En absence des contraintes résiduelles, les 

surfaces de rupture présente une rupture cristallographique. Aux zones des contraintes résiduelles de 

compression un effet de frottement est constaté. 

Les résultats de la fissuration stable ont permis d’obtenir un modèle amélioré de fermeture de 

fissure basé sur le modèle d’Elber et la théorie d’Aliega. La simulation numérique a pour objet 

d’étudier une autre type d’éprouvette (éprouvette plate à trou centrale en traction). Les résultats 

obtenus présentent les mêmes effets des paramètres de chargement et de géométrie comparativement à 

celle de l’éprouvette type Charpy. 

 

Mots clés : Fatigue, Alliage d’aluminium, effet d’entaille, amorçage de fissures, propagation de 

fissure, Rapport de charge, contraintes résiduelles, surface de rupture 
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  ملخـص

بدء مرحلة . لخدمةخلال ا ٪ من تمزق الهياكل الميكانيكية 90 أو الإجهاد تمثل ظاهرة التعب

تحميل دوري، العتمد أساسا على التي ت الخطوة الأولى من الدراسات السابقة تمثلالتشققات 

خدمة عتمد على طبيعة المواد المستتمستقر المرحلة الانتشار .  البيئة ووجود الشقوقت،المجهرية

عند التصفيح بالمرتبطة الشقوق ظاهرة إغلاق ووجود السطور بوتتميز هذه المرحلة  .ومستوى التحميل

  . رأس التشقق

الهدف من هذه الرسالة يندرج ضمن الإطار العام لدراسة ضرر السبائك الخفيفة المستخدمة في 

دراسة بداية حديدا على كز تتموضوع البحث ير.  T351 2024نيوممالألصناعة الطيران وهي سبائك 

تأثير الإجهاد الداخلي و وجود  التعب بوجود تأثير عامل الشق بانعدام أو بظاهرةالتشقق الناتج عن 

  .ليحمتالمع تنوع عامل نسب للحصول على منحنى ذاتي الشقوق غلاق ان

لإجهاد مدة بدء التشقق سمحت بإيجاد معادلة بين مدة بدء التشقق وادراسة تأثير التحميل على 

توزيع الإجهاد بدءا من حافة التركيز تم . الناتج عن التحميل المطبق بدءا من حافة تركيز الإجهاد

بدء أظهرت النتائج المتعلقة بعملية ". Eprouvette de type Charpy"وذج شاربي ملن تحليليا وعدديا

سمحت بتأخير بدء  الأخير حيث زيادة هذا" R"ل يحمتنسبة البعامل  تتأثرمدة بدء التشقق أن شقق الت

كما أظهرت سطوح . إجهاد ضغطي داخلي اعتبر إيجابيا على مدة تأخير بدء التشققوجود . شققالت

أما وجود الإجهاد الداخلي سمح بوجود . التكسير في غياب الإجهاد الداخلي سطوح ذات تكسير بلوري

  .   سطح احتكاكي

 ، الشروخ، نسبةالتشقق، بدء ركيز الإجهاداتتألومنيوم، تأثير  الإجهاد، :كلمات مفتاحية

  .داخلي، سطوح التكسيرتحميل، الإجهاد الال
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ABSTRACT  

Fatigue phenomenon presents 90% of damaged and fracture of mechanical structures in 

service. Initiation stage depends specially of parameters loading, microstructure, environment 

and presence of notch and defects. Stable propagation phase depend only of studied materials 

and level of applied load. This stage is characterized by the presence of fatigue striations on 

fractured surface and crack closure effect. The aim of this thesis concern the study of damage 

in Al-alloys used in aeronautical structures, especially 2024 T351 Al-alloy. 

The scope of this research focuses specially on fatigue crack initiation combined to the 

notch effects in absence or presence of residuals stresses at notch and crack closure effects 

permit to obtain an intrinsic curve of studied material at different stress ratio. Amplitude 

loading effect on initiation fatigue life was studied and initiation law was identified. This law 

present stress function at notch to initiation life for specified initiation length. Distribution of 

stress was determined analytically and numerically from notch font in function of radius at 

notch and the level of applied load. The results shown in initiation stage that the initiation life 

was affected by stress ratio “R” when fatigue initiation life was increased by increasing in of 

stress ratio (Charpy specimen in fourth bending fatigue test). Compressive residuals stresses 

at notches induced by preload have presented beneficial effects on fatigue crack initiation. 

Additionally, in absence of residuals stresses, fractured surfaces present crystallographic 

fracture. In zones of compressive residuals stresses, rubbed zone is identified. 

Results of stable propagation for different stress ratio “R” have used to obtain an enhanced 

of crack closure model based on Elber model and Aliega approach. Numerical simulation has 

the second scope to investigate another sample (finite plate with central hole in tension). The 

obtained results shown the same effects of loading parameter and geometrical comparatively 

to the Charpy specimens in fourth bending fatigue tests. 

 

Key words: Fatigue, Aluminum alloy, notch effects, crack initiation, crack growth, stress 

ration, residuals stresses, fractured surface  
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INTRODUCTION GENERALE 
 

Les défaillances par le phénomène de fatigue représentent 90% de rupture des 

structures mécaniques en service. L’étude du comportement en fatigue dépend de 

plusieurs paramètres liés aux conditions de service, des matériaux utilisés, les formes 

géométriques, l’environnement, etc. Les structures aéronautiques représentent l’une 

des structures qui sont soumises aux phénomènes de fatigue sous chargement 

complexes. L’étude en fatigue sous chargement à amplitude constante représente la 

1ère étape de caractérisation du comportement cyclique du matériau. Il existe en effet 

différents paramètres  influençant  la durée de vie à l’initiation et à la propagation des 

fissures telles que le rapport de charge, la fréquence, l’environnement, l’état de surface, 

la présence des contraintes résiduelles, etc. 

La prévision de  l’amorçage  des fissures de fatigue constitue un problème crucial 

pour le dimensionnement des pièces et structures tel que les fuselages des avions 

réalisés en alliages d’aluminium à durcissement structural (séries 2000 et 7000).   

Les paramètres géométriques (effet d’entaille), de chargement (rapport de charge) et 

l’état du matériau caractérisé par la présences des contraintes résiduelles représentent 

des effets déterminants pour le service des structures aéronautiques. L’effet d’entaille 

est caractérisé par des zones de concentration de contrainte qui constituent des sites 

privilégiés pour l’amorçage et par conséquent sur la propagation de fissure de fatigue. 

La propagation de fissures de fatigue est liée au niveau de chargement réellement 

contribuant à l’avancée de fissures de fatigue caractérisant l’effet de fermeture de 

fissure.  

La présente thèse s’inscrit dans le thème : Influence des effets de la géométrie des 

entailles sur l’amorçage et la fermeture des fissures. Le but visé est d’étudier l’effet du 

rapport de charge, les contraintes résiduelles en présence d’entailles sur la durée de vie 

à l’amorçage et l’effet de fermeture de fissures, caractérisé par l’effet du rapport de 

charge en phase stable de fissuration. Le matériau étudié est l’alliage d’aluminium 

2024 T351.    
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Ce travail est présenté en quatre chapitres : 

Le premier chapitre est consacré à une étude bibliographique détaillée se divise en 

deux parties. Dans une première partie nous d´écrirons les différentes étapes menant à 

l’amorçage d’une fissure de fatigue ou l’on présente les mécanismes d’amorçages et 

les techniques de prévision. Un état d’art sur les effets du rapport de charge, des 

contraintes résiduelles et de la géométrie des entailles sur la durée de vie à l’initiation 

est présenté. La deuxième partie présente un aperçu sur la propagation des fissures de 

fatigue et les différentes lois et modèles proposés  ainsi que l’effet du rapport de 

charge R sur la fissuration par fatigue. L’effet de fermeture de fissure et les paramètres 

d’influences sur la vitesse de propagation des alliages d’aluminium ont été présentés. 

 Le deuxième chapitre présente les procédures expérimentales ainsi que les moyens 

de caractérisation de l’amorçage et la propagation de fissure de l’alliage d’aluminium 

2024 T351.  

Le troisième chapitre a fait l’objet de l’étude de l’amorçage de fissure de fatigue à 

partir d’une entaille sur éprouvette de type Charpy. L’amplitude de chargement, le 

rapport de charge et la présence des contraintes résiduelles de compression ont fait 

l’objet de la présente investigation. L’effet de fermeture de fissure sur la vitesse de 

fissuration de l’alliage 2024 T351 en appliquant différents modèles développés 

ultérieurement pour les alliages d’aluminium. Une amélioration est portée au modèle 

d’Elber pour l’alliage d’aluminium étudié.  

Le quatrième chapitre fait l’objet d’une simulation numérique basé sur l’utilisation 

du code de calcul de fatigue ayant pour objet la prédiction de la durée de vie à 

l’amorçage et à la propagation de l’alliage d’aluminium 2024 T351 à entaille large 

(plaque à trou central).  

La dernière partie présente une conclusion générale et des perspectives qui pourront 

faire l’objet de continuité des effets des contraintes résiduelles induites par différentes 

méthodes sur l’amorçage des fissures de fatigue.  
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I. INTRODUCTION  

L’endommagement par fatigue est un phénomène connu depuis le 19ème siècle. Ce 

phénomène a été observé pour la première fois en 1829 par Alber [1] sur des ruptures 

de convoyeurs de charbon. Le développement des industries aéronautiques, spatiales, 

nucléaire, transport de gaz et pétrole…. durant le 20ème siècle a contribué à l’étude et la 

compréhension du phénomène de rupture par fatigue et principalement à l’étude de la 

propagation des fissures dans des structures complexes aux différents stades 

d’évolution de l’endommagement. Les états d’utilisation de ces structures ont été pris 

en compte (histoire de chargement, l’état des matériaux, l’environnement,…). Le mot 

fatigue est admis pour désigner le processus d’endommagement et de rupture des 

matériaux sous chargements cycliques. Le phénomène de fatigue est à l’origine de 

nombreux cas de rupture catastrophiques.  Les plus célèbres accidents dus au 

phénomène de rupture par fatigue, le crash du premier avion commercial propulsé pat 

turboréacteur Comet I en 1954 du fait de l’amorçage de fissure [2] sur les coins des 

hublots rectangulaires et de la propagation de ces fissures par fatigue (figure 1). 

L’incident de l’avion de la compagnie Aloha Airlines en 1988 (figure 2) a généré la 

perte de la moitié de son fuselage. Cela a été dû à l’amorçage et la propagation de 

fissures multiples émanant des trous de rivet [3].  

 

 

 

 

 

 

 

Figure 1. Fissure de fatigue amorcée au coin d’un hublot au cours d’un essai de fatigue en 
piscine sur un avion Comet I [2] 
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Figure 2. Accident du Boeing d’Aloha Airlines en 1988 [3] 

 

Les recherches sur la fatigue des matériaux métalliques ont eu depuis lors un intérêt 

croissant. L’histoire de la fatigue de 1836 à 1996 a été décrite par Schutz [4].  Les 

chercheurs ont pu découpler l’endommagement par fatigue en trois étapes distinctes :  

 Une phase d’amorçage qui correspond à l’initiation des premières 

microfissures au sein du matériau  

 Une phase de propagation où les microfissures amorcées dans le matériau 

vont croître de façon stable. 

 Une phase de rupture où les fissures ont atteint une taille instable et 

provoquent la rupture de la pièce ou de la structure.           
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La figure 3 résume  les différentes étapes d’endommagement par fatigue. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 3. Différents stades de fissuration par fatigue 
 

Le processus d’endommagement montre plusieurs stades de fissuration et modes de 

rupture par fatigue. Forsyth [5] a identifié le stade I, la fissure propagée, est incliné par 

rapport à la direction de chargement qui correspond à un glissement où les contraintes 

les plus élevés sont des contraintes de cisaillement (figure 4).  Après un certains 

nombres faibles de grains, la propagation de la fissure tend à s’orienter 

perpendiculairement à la direction de chargement, ce stade est nommé stade II.    

 

Figure 4. Illustration des différents stades de rupture par fatigue (alliage d’Al) [5] 

ICK
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II. AMORÇAGE DES FISSURES DE FATIGUES  

II.1. Définition et mécanismes d’amorçage  

L’application d’une charge cyclique (d’amplitude constante ou variable) à une pièce 

se traduit par l’apparition d’un dommage qui comprend deux phases [6]. La première 

phase, dite d’amorçage, correspond à la formation, le plus souvent à la surface de la 

pièce à partir de bandes de glissement persistantes ou au droit d’inclusions, de 

microfissures et à leur propagation ; ces microfissures cheminent à travers quelques 

grains suivant des directions cristallographiques. Elles apparaissent très tôt dans la 

durée de vie de la pièce. La deuxième phase correspond à la propagation lente d’une 

de ces fissures dans un plan perpendiculaire à la direction de l’effort appliqué, 

propagation qui se produit en général jusqu’à rupture de la pièce.  

L’amorçage dans les matériaux métalliques cristallins peut essentiellement naître de 

trois sources différentes: 

 le glissement cyclique irréversible, 

 l’amorçage à partir de micro hétérogénéités de la microstructure ; 

 l’amorçage à fond d’entaille. 

L’amorçage des fissures de fatigue résulte de la concentration de contraintes et de 

déformations plastiques localisées liées au mécanisme de formation d’extrusions et 

d’intrusions. Ces défauts microscopiques (extrusions et intrusions) qui apparaissent 

dans la majorité des cas en surface (figure 5), résultent des déformations irréversibles 

qui se concentrent dans les bandes de glissement persistantes [7-10] et constituent les 

amorces de micro fissures. Elle se propagent par scission le long d’un plan de 

cisaillement maximal de à 45° de celui de la contrainte maximale de traction. La figure 

6 représente l’amorçage d’une micro fissure après extrusions et intrusions [11].  
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Figure 5. Formation d’intrusions et extrusions dans des bandes de glissement 

 

Les intrusions et les extrusions ne sont pas les seuls mécanismes d’amorçage des 

fissures de fatigue. Les inclusions en surface peuvent aussi être des sites préférentiels 

pour l’amorçage des fissures de fatigue [12]. La figure 6 représente une fissure 

amorcée auprès d’une inclusion [13] de l’alliage d’Aluminium 7075 T651. 

L’amorçage de microfissures de fatigue peut aussi se produire par décohésion de 

l’interface inclusion-matrice suivie de la formation dans la matrice de micropores qui 

sont les germes de la macro fissuration [14]. 

L’étude de l’amorçage de fissure de fatigue menée par Xin Bing [15] sur des 

alliages d’aluminium a montré que l’amorçage pouvait s’effectuer au niveau des 

bandes de glissement ou des inclusions, selon l’amplitude de chargement appliqué. 

Pour un chargement important, c’est l’inclusion rompue qui favorise l’amorçage d’une 

fissure ; de plus, si les inclusions rompues se trouvent groupées, les microfissures se 

rejoignent facilement et la fissure principale se développe rapidement. Pour un faible 

chargement, ce sont les bandes de glissement persistantes qui favorisent 

principalement l’amorçage de microfissures, même s’il y a des inclusions rompues. Le 

σ σ

σσ 
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résultat obtenu a montré que la durée de vie liée à la nucléation de fissures amorcées à 

partir d’une inclusion est plus faible que lors d’un amorçage à partir d’une bande de 

glissement. 

 
 
Figure 6. Amorçage d’une fissure après formations d’intrusions et extrusions [11] 
 
 

 

 

Figure 7. Amorçage des fissures près d’une inclusion [12] 
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Figure 8. Amorçage des fissures près d’une inclusion : alliage d’aluminium 7075 T651 [13]  

 

II.2. Amorçage à fond d’entaille  

Dans une structure réelle, les coins, conges ou trous ne peuvent généralement pas 

être évités. Le fait que ces particularités géométriques soient des sites préférentielles 

d’amorçage des fissures de fatigue est connu sous le nom d’effet d’entaille. Celui-ci 

est dû à la concentration de contraintes qu’ils génèrent à leur voisinage. On définit le 

facteur de concentration de contrainte Kt comme le rapport entre la contrainte σpic et la 

contrainte nominale σnom : 

nom

pic
tK

σ

σ
=        (1) 

Kt est un facteur adimensionnel et peut dépendre des dimensions de la pièce du fait du 

gradient de contrainte en bord d’entaille. 

Pour une plaque à trous centrale de diamètre D et de largeur W (figure 9), la 

contrainte nominale est définie par :  

DW
WSpnom −

×=σ       (2) 
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Heywood [17] a donné une relation pour le facteur de concentration de contrainte 

pour ce type de géométrie (figure 9).  

3

t W
D12K ⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ −+=       (3) 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 9. Concentration de contrainte au niveau d’un trou central d’une plaque  
 

Pour une barre cylindrique en acier E 360, entaillée et soumise à un moment 

fléchissant, la distribution de contrainte en fond d’entaille est montrée par la figure 10 

où le matériau est supposé élastique. La contrainte présente un maximum σmax en 

relation avec la contrainte globale σ par la relation suivante : 

σ=σ .Ktmax         (4) 

Le facteur de concentration de contrainte élastique est calculé selon la formule de 

Roark [19]. 

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
ρ

=
a,

D
afKt         (5) 

où ρ et D sont respectivement le rayon en fond d’entaille et le diamètre de l’arbre. 
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Figure 10. Distribution de contrainte en fond d’entaille pour une barre cylindrique entaillée en 

acier E360 [18]. 
 

Quand la concentration de contrainte est élevée, la contrainte maximale est 

généralement plastique. Une relaxation de contrainte se produit en fond d’entaille et on 

définit dans ce cas les facteurs de concentration de contrainte et de déformation 

élastoplastique Kσ et Kε selon les formules suivantes :  

N

maxK
σ
σ

=σ         (6) 

N

maxK
ε
ε

=ε         (7) 

σmax et εmax sont respectivement les contrainte et déformation maximales, σN et εN 

sont respectivement les contrainte et déformation nominales. 
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III. METHODES D’ANALYSE DE L’AMORÇAGE  

III.1. Analyse élastique  

a- Analyse globale   

Cette analyse est liée à la mécanique linéaire de la rupture. Elle fait intervenir le 

facteur d’intensité de contrainte et le rayon à fond d‘entaille, où la réparation des 

contraintes est décrites par le paramètre ∆K/ρ introduit initialement par Clark [20] et 

Heckel et Warner [21]. Un certain  nombre d’auteurs supposent qu’ils existe une 

courbe maîtresse donnant le nombre de cycle à amorçage, Na en fonction du paramètre 

∆K/ρ. Cette approche a été utilisé par Jack et Price [22], Barsom  [23] et Clark [20]. 

Le domaine analysé par l’approche globale est compris entre 102 et 105 cycles [22]. 

Pour un rayon à fond d’entaille inférieur à 0.25 mm, le nombre de cycle d’amorçage 

est indépendant de ce dernier.  

L’étude menée par Hammouda et al. [24] a montré que la durée de vie à l’amorçage 

d’une éprouvette SENT sous les mêmes conditions de chargement dépend du rayon à 

fond de l’entaille ρ. A ρ=1 la durée de vie à l’amorçage est de l’ordre de 4828×103 

cycles. Par contre à ρ égale à 0.5 et 0.3, la durée de vie a diminuée respectivement à 

988×103 et 38×103 cycles. Dans une autre étude, Hammouda et El-Batanony [25] ont 

élaboré un modèle d’estimation de la durée de vie à l’amorçage pour plaque à entaille 

tenant compte de l’amplitude de chargement, du rapport de charge, et du rayon à fond 

d’entaille.     

b- Analyse locale  

Dans le domaine de la plasticité confiné, le comportement de la zone plastique est 

gouverné par le champ de contraintes et de déformations qui l’entoure. Un critère 

reliant le nombre de cycle à amorçage à l’amplitude de contraintes, ∆σθθ prise à une 

distance caractéristique, d, a été proposé par Descatha et al. [26]. Sous la variation des 

rayons à fond d’entaille, il a été montré que le nombre de cycle d’initiation est bien 

corrélé par le seul paramètre ∆σθθ. La figure 11 montre l’évolution de l’amplitude de 

contrainte d’ouverture ∆σθθ en fonction du nombre de cycle sur l’acier 
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inoxydable 316L. Cette méthode a fait l’objet d’investigation par plusieurs auteurs 

pour prédire la fissuration [27, 28] pour différents matériaux.    

 

Figure 11. Evolution de la contrainte d’ouverture en fonction du nombre de cycle à 

l’amorçage [26]. 

III.2. Analyse élastoplastique  

Le facteur de concentration de contrainte étant défini comme étant le rapport de la 

contrainte locale sur la contrainte nominale (équation  1). Cette définition n’est vraie 

que si le comportement du matériau à fond d’entaille est élastique. EN présence d’un 

comportement plastique (non linéarité du matériau) à fond d’entaille, Neuber [29] a 

défini un autre facteur de concentration de contraintes Kt égale à la moyenne 

géométriques des facteurs de concentration de contraintes Kσ et de déformation Kε 

(équation 8) 

εσt K.KK =          (8) 

où Kσ et Kε sont respectivement les coefficients de concentration de contraintes  et de 

déformations calculés en conditions élastoplastique. 
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Certains auteurs ont montré que cette analyse surestime l’effet d’entaille en fatigue 

[30, 31]. Certains auteurs [31-35] ont utilisé la méthode énergétique de calcul élasto 

plastique des contraintes et des déformations en fond d’entaille. Des expressions 

empiriques d’évaluation du cœfficient d’effet d’entaille en fatigue Kf, défini comme 

étant le rapport des limites d’endurance d’une éprouvette lisse et d’une éprouvette 

entaillée ont été déterminé par Peterson [36, 37] (équation 9), Brand [38] (équation). 

L’expression de Peterson a été utilisée par Topper et al. [39]. 

ρα+
−

+=
/1
1K1K t

f        (9) 

où ρ est le rayon à fond d’entaille et α constante caractéristique dépendant du matériau 

et de la géométrie de l’entaille déterminée expérimentalement. 

f

t
f K

K
=δ         (10) 

où δf  est le cœfficient d’adaptation dynamique  

Afin d’appliquer la règle de Neuber à des éprouvettes entaillées et sollicitées en 

fatigue, Topper et al [39] ont transposé le facteur Kf à la place de Kt, soit 

εσf K.KK = . Tenant compte des expressions de Kσ et Kε (équations 6 et7), Kf est 

exprimée sous la forme : 

2/1

NN
f ε

ε.
σ
σK ⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
∆
∆

∆
∆

=       (11) 

où ∆σ et ∆ε sont les amplitudes des contraintes et les déformations locales en fond 

d’entailles et ∆σN et ∆εN sont les amplitudes des contraintes et les déformations 

nominales.   

La relation (11) peut s’écrire sous la forme suivante :  

( )NN
2

f ..K. ε∆σ∆=ε∆σ∆       (12) 
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La variation de l’amplitude de la déformation est régie par la loi de comportement 

suivante : 

'n/1
'

E
K

E
⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ σ∆

+
σ∆

=ε∆       (13) 

avec :  E : Module de Young  

K’: Cœfficient de la loi d’écrouissage cyclique   

n’ : Exposant de la loi d’écrouissage cyclique   

Pour un chargement d’amplitude constante, on peut écrire : 

Cst. =ε∆σ∆         (14) 

Si le chargement nominal est élastique, on a :  

E
N

N
σ∆

=ε∆         (15) 

et on peut écrire  

( )
E

.K.
2

Nf σ∆
=ε∆σ∆        (16) 

La courbe de base donnant la résistance à la fatigue du matériau peut être 

caractérisée par la loi de Manson-Coffin [40]. 

 
222

pet ε∆
+

ε∆
=

ε∆       (17) 

( )br

'
fe N2

E2
σ

=
ε∆        (18) 

( )cr
'
f

p N2
2

ε=
ε∆

       (19) 

où : '
fσ  : Cœfficient de la contrainte en fatigue 

b : Exposant de la contrainte en fatigue 
'
fε  Coefficient de la ductilité en fatigue 

c : Exposant de la ductilité en fatigue 
E : Module de Young.  
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Le nombre de cycles à l’amorçage peut être déterminé en connaissant le 

cœfficient de concentration de contrainte en fatigue Kf et les caractéristiques du 

matériau pour un chargement donnée. Cela est expliqué graphiquement selon la règle 

de Neuber (figure 12).  

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figure 12. Méthodologie d’application de la règle de Neuber 

 

III. EFFET DU CHARGEMENT EN FATIGUE SUR L’AMORÇAGE DES 
FISSURES 

L’estimation de la durée de vie à l’amorçage a été évaluée par plusieurs auteurs   

[41-43] où plusieurs approches ont été utilisées à savoir le concept du facteur de 

concentration de contrainte, le concept Contrainte - Déformation locales et le concept 

de la contrainte nominal (approche globale). D’autres chercheurs ont utilisé la méthode 

équivalente déformation – densité d’énergie pour prédire l’initiation des fissures de 

fatigue [32, 44, 45]. Les travaux  cités supposent que la durée de vie de propagation 

des fissures de fatigue est très petite comparativement à la durée de vie à l’amorçage.  

Généralement la durée de vie en fatigue des matériaux ou structures dépend de 

plusieurs paramètres. En phase d’amorçage, la durée de vie en fatigue est liée 
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fortement aux paramètres métallurgiques, géométriques et de chargements cycliques. 

Le paramètre important du chargement est le rapport de charge « R » où son effet 

est étudié par plusieurs chercheurs, spécialement dans la zone de propagation stable 

[46-49]. L’effet du chargement sur les proportions de la durée de vie totale en fatigue, 

caractérisée par les phases amorçage et propagations, a été discuté par Pearson [50]. 

Dans cette investigation, la durée de vie de propagation de la fissure varie à 100% de 

la durée de vie totale à une durée d’environ 2×104 cycles à une faible proportion 

approchant la limite de fatigue. Il a été remarqué que durée de vie à l’initiation 

(amorçage) à une longueur de 0.05 mm est affectée par le rapport de charge (figure 13). 

 

 
 

Figure 13. Effet du rapport de charge sur le nombre de cycles à l’initiation d’une fissure de 

longueur de 0.05 mm [50] 

 

L’initiation d’une fissure dans l’alliage d’aluminium 2024 T4 à partir d’une entaille 

a été investiguée par Grosskreutz et Shaw [51]. La majorité des fissures de fatigue 

dans les alliages d’aluminium utilisés pour les structures aéronautiques s’initient au 

niveau des entailles (trous de rivetage) [52].  
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L’effet du rapport de charge sur l’initiation d’une fissure de fatigue à partir d’un 

trou (entaille) a été étudié par Fujczak [53]. Pour des rapport de charge positive, 

l’augmentation du rapport de charge a fait diminuée le nombre de cycle à l’amorçage 

quand la charge appliquée demeure constante (figure 14).      

 

 

Figure 14. Effet du rapport de charge sur la durée de vie à l’initiation [53] 

 

Récemment, l’étude menée par Ranghantan et al. [54] sur l’évaluation de la durée 

de vie à l’amorçage de l’alliage d’aluminium 2024 T351 en utilisant la théorie des 

fissures courtes a montré une augmentation de la durée de vie à l’amorçage avec 

l’augmentation du rapport de charge « R » et la contrainte appliquée (Tableau 1). Dans 

l’alliage d’aluminium 7449 T7951 l’analyse de la croissance des fissures de fatigue 

montrent que pour l’essai à 120 MPa la durée d’initiation de la fissure semble être 

important (30% de la durée de vie totale) comparée à l’essai mené à 140 MPa où la 

durée d’initiation est négligeable. 
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Tableau 1. Comparaison des durées de vie à l’initiation de fissure de fatigue  prédites et 
expérimentales sous chargement à amplitude constante [54] 

Ni (cycles) prediction Ratio 
Max remote 
stress (MPa) R Corner crack 

(CC) 
Through 

thickness (TT) 

Ni (cycles) 
measured (M) CC/M TT/M 

160 
160 
160 
140 
140 
120 
120 
180 
180 
180 
180 
154 
216 
252 

0.1 
0.1 
0.1 
0.1 
0.1 
0.1 
0.1 
0.1 
0.1 
0.3 
0.3 
0.3 
0.5 
0.5 

32230 
34810 
34960 
57580 
57580 

119650 
119650 
24400 
24400 
58030 
58030 

120370 
119560 
57730 

20160 
21360 
21420 
31830 
31830 
57110 
57110 
15770 
15770 
32030 
32030 
57430 
57070 
31890 

36000 
32900 
27000 
40000 
58000 
82000 

189000 
29190 
29000 
37000 
40000 
63710 
49000 
29000 

0.90 
1.06 
1.29 
1.44 
0.99 
1.46 
0.63 
0.84 
0.84 
1.57 
1.45 
1.89 
2.44 
1.99 

0.56 
0.65 
0.79 
0.80 
0.55 
0.70 
0.30 
0.54 
0.54 
0.87 
0.80 
0.90 
1.16 
1.10 

 
 

L’effet du rapport de charge sur la durée de vie à l’initiation et à la propagation 

de d’une fissure de fatigue à partir d’une entaille a été étudié par Benachour et al. 

[55] sur l’alliage d’aluminium 2024 T351. L’étude a montré que l’augmentation du 

rapport de charge « R » a fait augmenté la durée de vie à l’initiation (Figure 15). 

Cette augmentation est due à la diminution de l’amplitude chargement pour une 

charge maximale constante. L’évolution des durées de vie à l’initiation est corrélée 

par une  équation exponentielle. Additionnement, l’effet d’entaille a été investigué 

pour un rapport de charge R=0.1. Il a été montré que l’augmentation de rayon de 

l’entaille (trou central au niveau d’une plaque fini) diminue la durée de vie en 

fatigue à l’initiation. Une augmentation du rayon de l’entaille de 2 mm à 7 mm a 

fait diminué la durée de vie à l’initiation approximativement de 8.5 fois (Figure 16).  
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L’évolution de la durée de vie à l’initiation en fonction du rayon de l’entaille est 

estimé par l’équation 20 et donnant une bonne corrélation. 

( )54322333
6
i rr30r10.3r10r10.410.4

10
N

−+−+−=    (20) 

 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 

 

Figure 15. Effet du rapport de charge sur la durée de vie à l’initiation [55] 
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Figure 16. Effet d’entaille sur la durée de vie à l’initiation à R=0.1 [55] 

 

Ngiau et Kujawski [56] ont montré que les séquences de chargement à faible 

amplitude de chargement à 100% de la limite d’endurance de l’alliage 2024 T351 ont 

accéléré la phase d’initiation que la propagation de la fissure  en particulier dans le 

domaine de la fatigue oligocyclique. Additionnellement, 0.5 mm de la longueur de la 

fissure a été considéré pour définir la phase d’initiation (nombre de cycle à l’initiation) 

(figure 17). 
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Figure 17. Phase d’initiation et propagation d’une fissure de fatigue du 2024 T351 [56] 

 

IV. EFFET DES CONTRAINTES RESIDUELLES SUR L’AMORÇAGE 
ET LA PROPAGATION DES FISSURES DE FATIGUE 

Les contraintes résiduelles sont celles qui subsistent dans une structure en équilibre 

et en absence de toute action extérieure. Ces contraintes ont diverses origines [57]. 

Généralement les contraintes résiduelles sont localisées dans les couches superficielles 

du matériau [58]. Les déformations à l’origine des contraintes résiduelles peuvent êtres 

de différents domaines. Elles sont divisées en trois catégories (figure 18) :  

 Les contraintes résiduelles du premier ordre : elles sont homogènes dans 

de large zones du matériau, elles sont équilibrés dans l’ensemble de la 

pièce et provoquent des déformations dans la pièce à l’échelle 

macroscopique. 

 Les contraintes résiduelles du deuxième ordre : elles sont homogènes à 

l’intérieur d’un grain ou d’une phase, elles sont équilibrés sur plusieurs 

grains et entraînent des déformations à l’échelle du grain. 
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 Les contraintes résiduelles du troisième ordre appelées contraintes 

résiduelles microscopiques hétérogènes. Elles sont en équilibres dans une 

partie d’un grain et sont reliées à toutes les déformations qui existent au 

niveau du réseau cristallin.  

Le champ des contraintes résiduelles apparaît comme la superposition des 

contraintes résiduelles des trois ordres. 

III
r

II
r

I
rr σ+σ+σ=σ                   (21) 

 

 

 

 

 

 

Figure 18.  Ordres des contraintes résiduelles 

 
Il existe différentes méthodes pour introduire intentionnellement les contraintes 

résiduelles. On peut citer : les traitements thermiques [59, 60], les déformations 

plastiques tel que le grenaillage [61, 62], l’expansion de trous [63-65], le 

préchargement mécanique [66-70], ….etc. Les séquences de chargement peuvent 

induire des contraintes résiduelles lors de la fissuration par fatigue (effets de surcharge) 

[71, 72].   

L’étude expérimentale menée par Amrouche et al. [64] de l’effet d’expansion à 

froid de l’alliage 6005 T5 a montré une amélioration de la durée de vie par 

l’introduction des contraintes résiduelles par expansion. L’augmentation du degré 

d’expansion a augmenté la durée de ré-initiation de la fissure (figure 19).  
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Figure 19. Longueur de la fissure en fonction du nombre de cycle [64] 

 
Une technique simple permettant d’investiguer les effets des contraintes résiduelles 

sur l’initiation et la propagation des fissures par l’utilisation d’une poutre en flexion 

déformée plastiquement. Cette technique utilisé dans notre étude a été utilisé par Jones 

et Dunn [66]. Les auteurs ont introduit les contraintes résiduelles par pré-déformation 

plastique en flexion sur l’alliage d’aluminium 2024 T351. La technique de 

prédeformation plastique a été aussi appliquée par Benachour et al. [73] sur une plaque 

trouée en alliage d’aluminium 2024 T351. Des contraintes de traction au niveau de 

l’entaille (trou) ont été générées. En absence des contraintes résiduelles, 

l’augmentation du rapport de charge a augmenté la durée de vie à l’initiation. La 

présence des contraintes résiduelles de traction a diminué la durée de vie à l’initiation 

(tableau 2).       

Tableau 2. Effet du rapport de charge et des contraintes résiduelles de tension sur la 

durée de vie à l’initiation [73]. Récemment, une autre étude sur l’effet des contraintes 

résiduelles sur la propagation des fissures de fatigue a été menée par Benachour et al. 

[74]. Des contraintes résiduelles de compression ont été générées par prédéformation 

au niveau des entailles (trous), appliquées à des alliages d’aluminium à durcissement 

structurales 2024 T351 et 6061 T6. Le champ des contraintes résiduelles est affecté par 

le niveau de prédéformation (figure 20). Les courbes des vitesses de fissuration (figure 
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21) montrent que l’augmentation du niveau de predeformation a diminué les vitesses 

de fissuration (présence des contraintes de compression au niveau de l’entaille). 

 

Tableau 2. Effet du rapport de charge et contraintes résiduelles de tension sur la durée de vie 
à l’initiation 

Ni (cycles) Contraintes 
résiduelles (CR) 

de tension R= 0.1 R = 0.2 R= 0.4 

Sans CR  1.21×106  3.43×106  1.85×107 

Niveau 1  2.14×105  4.32×105 1.15×106 

Niveau 2 1.96×105  3.07×105 6.02×105 

Niveau 3 1.78×105  2.71×105 7.84×105 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 20.a Effet du niveau de prédéformation sur la distribution des contraintes résiduelles (I) 
2024 T351 (II) 6061 T6 [74] 

-700

-600

-500

-400

-300

-200

-100

0

100

200

0,002 0,003 0,004 0,005 0,006 0,007 0,008 0,009 0,010

-500

-400

-300

-200

-100

0

100

0,002 0,003 0,004 0,005 0,006 0,007 0,008 0,009 0,010



Chapitre 1. Etude Bibliographique 

 25

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
 

Figure 20.b Effet du niveau de prédéformation sur la vitesse de fissuration (I) 2024 T351        
(II) 6061 T6 [74] 

 
La durée de vie à l’amorçage est affectée par la présence des contraintes résiduelles 

induites par prédéformations sur des éprouvettes DEN (Double Edge Notch) en acier 

1080 [75]. La durée de vie à l’amorçage pour une longueur de fissure de 0.1 mm 

représente 44% de la durée de vie à la rupture.  

L’étude de l’effet des contraintes résiduelles sur l’amorçage des fissures de fatigue 

de l’acier X65 menée par Mézière et al. [70], et générées par préchargement 

mécanique en flexion quatre points, a montré que dans le domaine d’endurance étudié, 

les contraintes résiduelles de compression conduit à une augmentation du nombre de 

cycles à amorçage (figure 21). En revanche, les contraintes résiduelles de traction ne 
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modifie pas, de façon significative, la courbe d’endurance par rapport aux éprouvettes 

sans contraintes résiduelles (éprouvettes détentionnées). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 21. Effet des contraintes résiduelles sur l’amorçage des fissures de fatigue de l’acier 
pour pipelines X65 [70] 

 
L’effet des contraintes résiduelles générées par expansion des trous pour rivetage de 

plaques en alliage d’aluminium 2024 T3 a montré que la durée de vie à l’initiation est 

importante aux faibles niveaux de chargement cycliques par rapport aux trous non 

expansés [76] (figure 22). Par contre aux forts niveaux de chargements, la durée de vie 

à l’amorçage pour les trous expansés est la même que les trous non expansés. Cela 

montre qu’aux faibles niveaux de chargement, le coefficient de concentration de 

contrainte est inférieur pour les trous expansés comparativement aux trous non 

expansés. L’effet des contraintes résiduelles sur la propagation des fissures a été aussi 

étudié. Les résultats montrent que la durée de vie en fatigue est affectée par le degré 

d’expansion des trous i.e. le niveau des contraintes résiduelles de compression au 

niveau des trous (figure 23). 

 

 Eprouvettes détentionnées 
 Contraintes résiduelles de traction 
 Contraintes résiduelles de compression 
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Figure 22. Durée de vie à l’initiation estimé par le code AFGROW de l’alliage 20245 T3 [76] 

 

Figure 23. Estimation de la durée de vie en fatigue en présence des contraintes 
résiduelles utilisant le code AFGROW du 20245 T3 : (a) 6 KN (b) 15 KN [76] 

 

L’effet des contraintes résiduelles générées par préchargement mécanique sur la 

fissuration par fatigue en flexion quatre points de l’alliage d’aluminium 2024 T351 a 

été étudié par Jones et Dunn [66] (figure 24). La fissuration à travers un champ de 

contraintes résiduelles a été prédite par l’utilisation du concept de la méthode de 



Chapitre 1. Etude Bibliographique 

 28

superposition où les contraintes résiduelles sont supposées stable durant la propagation 

et les caractéristiques mécaniques restent inchangeables. Les résultats ont montré que 

la propagation à travers un champ de contraintes résiduelles a été affectée. Une 

augmentation de la durée de vie a été constatée en présence des contraintes résiduelles 

de compression comparativement à la propagation en absence des contraintes 

résiduelles (figure 25).  

 

 

 

 

 

 

 

Figure 24. Profil des contraintes résiduelles obtenu par préchargement mécanique en flexion 
quatre points [66]  

 

 

Figure 25. Effet des contraintes résiduelles de compression sur la durée de vie en fatigue [66]  
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V. PROPAGATION DES FISSURES DE FATIGUE  

III.1. Approche de la mécanique de la rupture  

La mécanique de la rupture reste l’outil le plus adéquat pour décrire la propagation de 

fissures de fatigue. La fissuration par fatigue est régie par des lois exprimant la variation de la 

longueur de la fissure par cycle, da/dN, en fonction de variables prenant en compte le 

chargement appliqué, la géométrie de la structures et la longueur de la fissure. Parmi ces 

variables, on distingue le facteur d’intensité de contraintes « K », l’intégrale de contour « J », 

le taux de restitution d’énergie « G », le chargement cyclique appliqué (rapport de charge, 

amplitude de chargement, surcharge…), la microstructure, la fréquence.          

a- Facteur d’intensité de contrainte et modes de rupture  

La rupture d’un composant mécanique se produit par fissuration du matériau selon 

l’un ou une combinaison des trois modes élémentaires décrits ci-dessous (Figure 26). 

 

Figure 26.  Modes élémentaires de rupture  
 

 Mode I : Mode d’ouverture (Contrainte de traction appliquée 

perpendiculairement au plan de la fissure). 

 Mode II : Mode glissement plan (scission dans le plan de la fissure et 

appliquée perpendiculairement au front de la fissure). 

 Mode III : Cisaillement anti-plan (scission dans le plan de la fissure et 

appliquée parallèlement au front de la fissure). 
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Dans   le  cas   général,   la surface de rupture se développe suivant une 

combinaison de ces trois modes.  Notons  que les ruptures brutales résultent souvent de 

la propagation des fissures en  mode I. C’est   la raison   pour   laquelle   la mécanique  

de  la   rupture s’intéresse plus particulièrement à ce mode.  

Le champ des contraintes au voisinage de la pointe de fissure (figure 27) est donné 

dans le cadre de l’élasticité linéaire par l’équation de Westergaard [77]  

 

 

 

 

 

 

 

Figure 27.  Fissure en mode I - Etat de contrainte au niveau de la pointe de la fissure  

Le champ de contrainte pour une plaque sollicitée en mode I est décrit par le système 

d’équations 1:   
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où KI représente le facteur d’intensité de contrainte en mode I. 
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Le facteur d’intensité de contrainte « KI » est défini en fonction de la distribution des 

contraintes σyy par la relation :   

( ) 2/1
yy

0r
I f,rlim2K θσπ=

→
     (23) 

Le facteur K rassemble à lui tout seul l’influence de la dimension de la fissure, des 

forces appliquées et de la géométrie de la pièce fissurée et  s’exprime en mMPa .  

b. Zone plastique au niveau de la pointe de la fissure  

La mécanique linéaire de la rupture prédise des contraintes infinies à l’extrémité 

d’une fissure aigue. Mais dans les métaux réels, les contraintes à l’extrémité d’une 

fissure restent finies car le rayon en fond de fissure n’est pas nul. Ces contraintes 

dépassent la limite élastique du matériau et une déformation plastique résultant, 

conduit à une relaxation des contraintes à l’extrémité de la fissure.  

La contrainte normale en contraintes planes en un point situé à une distance r de la 

pointe d’une fissure sollicité en mode I (θ=0) est égale à :  

r2
KI

1 π
=σ         (24) 

Irwin [78], sur l’hypothèse d’une zone plastifié circulaire (figure 28), définit le rayon 

de la zone plastifiée par : 

2
y

2
I

p 2
Kr
πσ

=          (25) 

La taille et la forme de la zone plastifiée dépendent essentiellement de l’état de 

contraintes. Irwin propose pour un état de déformations planes la forme suivante :  

2
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=          (26) 
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Figure 28. Distribution des contraintes en pointe de fissure (Zone plastique) 

 

En réalité la zone plastique possède une forme complexe. En mode I, la zone 

plastifiée est constituée de deux ailes. Les critères de plasticité de Von Mises et Tresca 

nous permettent de déterminer la forme de la zone plastifiée en contraintes planes et 

déformations (Figure 29) exprimées par les relations suivantes :  
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• Critère de Von Mises  
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En déformations planes : 

• Critère de Von Mises  

( ) ( ) ⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ θ+ν−⎟

⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ θ

πσ
=θ

2
sin321

2
cos

2
K

r 222
2
E

2
I

p   (29) 

• Critère de Tresca  
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Figure 29. Contours des zones plastiques en mode I 
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III.2. Modèles de propagations  

a- Domaines de fissurations par fatigue 

Comme nous venons de le voir plus haut, les fissures de fatigue s’amorcent 

généralement à la surface du matériau, en un ou plusieurs endroits, la propagation est 

souvent transgranulaire dans une direction cristallographique définie, même lorsque 

l’amorçage est intergranulaire, c’est le stade I (état de contraintes planes). Ensuite, 

intervient le stade II au cours duquel la fissure quitte le plan de scission maximale pour 

se propager dans le plan de contrainte normale, c’est-à-dire perpendiculaire à la 

contrainte principale maximale (état de déformation plane) (figure 4). 

La compréhension du phénomène de fatigue réside dans l’étude de la vitesse de 

fissuration, dans  ce cadre la mécanique de la rupture a fortement contribuer à l’étude 

de nombreuses lois liant la vitesse de fissuration  en  fatigue  à  des paramètres 

caractéristiques déterminée analytiquement. D’une façon générale nous pouvons 

expliciter une loi semi – théorique « loi de propagation de fissure »  Si nous  considère 

une structure  contenant une fissure de longueur « a », et on  suit le comportement de 

cette fissure (la longueur en fonction du nombre  de cycle appliqué N) pendant un 

essai de fissuration, sous un spectre de chargement (amplitude constant ou amplitude 

variable), on constate que cette croissance continue jusqu’à la rupture (figure 30). 
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Figure  30. Evolution de la longueur de fissure en fonction du chargement appliquée [79] 

La durée de vie des structures avec des fissures initiales est très étroitement liée à la 

période de propagation de la fissure où la durée d’initiation est essentiellement courte, 

les approches élastiques linéaires actuelles tentent de décrire la croissance de fissures 

stable et instable par un taux de propagation de la fissure. Ce taux de propagation 

(vitesse de fissuration) est défini comme la croissance incrémentale de la fissure « da », 

divisé par le nombre incrémentale de cycles de chargement « dN » et fonction du 

facteur d’intensité de contrainte au cours du cycle de chargement. La figure 31 

représente une  illustration schématique de l’évolution de la vitesse de fissuration. 

Cette évolution de la vitesse de fissuration permet de faire distinguée trois domaines 

de fissuration décrits ci-dessus.   
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Figure 31 : Représentation schématique de l’évolution de la vitesse de fissuration [80] 

 

∗ Domaine I : domaine des faibles vitesses de fissuration où les effets de 

l’environnement et  de   la   microstructure   sont   prédominants.  Pour   décrire  

ce  domaine, on  effectue généralement des essais à ∆K décroissant pour 

déterminer la valeur de ∆Ks 

∗ Domaine II : domaine des vitesses moyennes ou de Paris où la vitesse de 

propagation varie linéairement avec ∆K en échelle bi-logarithmique.  La fissure 

se propage le plus souvent dans un plan perpendiculaire à la direction de l’effort 

appliqué. C’est le domaine où s’applique la loi de Paris [81, 82]; 

∗ Domaine III : domaine correspondant au cas des chargements élevés pour 

lesquels une déchirure  se  produit dans le matériau en pointe de fissure. Les 

vitesses de propagation sont très élevées et conduisent très vite à la rupture de la 

pièce (pour Kmax = KIC). 
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Pour  décrire  la  partie  linéaire  de  cette courbe  (domaine II), Paris  a proposé la 

relation empirique :                                      

( )mKC
dN
da

∆=                              (31)  

Où C et m sont des constantes dépendant du matériau, des conditions de chargement et 

de l’environnement.   

b. Lois de fissuration  

L’estimation de la vitesse de fissuration et la prédiction de la durée de vie résiduelle 

sont importantes pour la conception des structures sous l’effet du phénomène de 

fatigue. Plusieurs contributions ont été menées dans le but de développer des modèles 

de fissuration pour des chargements cycliques (chargement à amplitudes constantes ou 

chargements à amplitude variable). La majorité des modèles proposés ne tient pas 

compte de tous les paramètres et conditions, et la totalité de la courbe de propagation 

da/dN (figure 31). Les différentes lois et modèles proposés,  sont basées sur 

l’intégration de l’équation de la vitesse de fissuration afin de prédire de la durée de vie 

en fatigue.  

a.1. Modèle de Paris 

La plupart des applications actuelles des concepts de la mécanique linéaire de la 

rupture élastique pour décrire le comportement de fissure sont associées à la région II 

(figure 9). Le modèle de Paris [81, 82] décrit par l’équation 31,  représente la première 

application de la mécanique de la rupture à la fatigue. L’utilisation de la loi de Paris 

est limitée par son utilisation que dans la région II (propagation stable) et ne peut 

décrire les régions (I) et (III). Cette loi ne prend pas en compte l’effet du rapport de 

charge « R » et dépend du matériau utilisé où la valeur du coefficient « m » pour les 

alliages légers est entre 2 et 4.   

Pour décrire  plus  comlétement  la  courbe  de propagation à  des vitesse très lentes 

et pour la zone de propagation rapide ,certaine autruers ont intégré à la formulation des 

valeurs de K (seuil de propagation )et de Kc (valeur critique du facteur d’intensité de 
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contrainte). 

a.2. Modele de Walker 

La principale limite de la loi de Paris est son incapacité à de prendre compte de 

l’effet du rapport de charge. Cet inconvénient a été notifié par Walker [83] afin 

d’améliorer le modèle de Paris en incluant l’effet du rapport de charge. Walker a 

proposé le paramètre ∆K, qui est équivalent au facteur d’intensité de contrainte à R =0 

et qui provoque la même vitesse de propagation au Kmax réelle, et la combinaison du 

rapport R. Elle est exprimée par la relation suivante (équation 11) : 

( ) wR1KK max

___
γ−=∆       (32) 

Où ( )R1/KK max −∆=∆ et l’équation 32 devient :  

( ) w1
___

R1/KK γ−−∆=∆       (33) 

Par conséquent, la loi de Walker est représenté par :  

( )

wm

1w
R1
KC

dN
da

⎥
⎥
⎦

⎤

⎢
⎢
⎣

⎡

−

∆
= γ−      (34) 
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Pour R = 0, l’équation 34 est écrite sous la forme :  

( ) wm
w KC

dN
da

∆=        (35) 

Les paramètres Cw et mw sont respectivement équivalents aux paramètres C et m de 

la loi de Paris. Le modèle de Walker est une modification du modèle de Paris tenant 

compte de l’effet du rapport de charge où un troisième paramètre a été introduit « γw ».  

a.3.  Modè1e de Forman 

Forman [84] a amélioré le modèle de Walker en suggérant un nouveau modèle dont 

est capable décrire la région III de la courbe de la vitesse de propagation et inclut 

l’effet de rapport de charge. La loi de Forman est donnée par :  

( )
( ) ( )maxC

m

KK.R1
KC

dN
da

−−
∆

=      (36) 

où KC est la ténacité du matériau fonction de l’épaisseur considérée de la pièce ou de 

la structures.  

Le modèle de Forman est capable de représenter le stade de la propagation stable 

(région II) et le stade de la propagation instable (région III). Des modifications du 

modèle de Forman ont été proposés par Hartman et Schijve [85] afin de tenir compte 

du facteur d’intensité de contrainte seuil ∆Kth (région I). Le modèle modifié est 

représenté par l’équation 37.  

( )
( ) KK.R1

KKC
dN
da

C

m
th
∆−−

∆−∆
=       (37) 

a.4- Equation de Forman/Mettu : NASGRO équation  

Le modèle NASGRO utilisé dans la prédiction de la vitesse de propagation de 

fissuration de fatigue a été développé par Forman et Mettu [86]. Le modèle de 

NASGRO predit la vitesse de fissuration pour les trois domaines et est sous la forme : 
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q

crit

max

p
thn

K
K1

K
K1

K
R1
f1C

dN
da

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛

∆
∆

−

⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
∆⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛
−
−

=     (38) 

C, n, p, q sont des paramètres empériques et Kmax et Kcrit sont respectivement le facteur 

d’intensité de contrainte maximale et le facteur d’intensité de contrainte critique. 

f représente la contribution de la fermeture de la fissure : 

( )
⎪
⎩

⎪
⎨

⎧

−<−
<≤−+

≥+++
==

2RA2A
0R2RAA

0RRARARAA,Rmax

K
K

f

10

10

3
3

2
210

max

op   (39) 

Les coefficients Ai sont données par :  

( )
( )

⎪
⎪
⎪

⎩

⎪
⎪
⎪

⎨

⎧

−+=
−−−=

σσα−=

⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ σσ
π

α+α−=

=

α

1AA2A
AAA1A

/071.0415.0A

/
2

cos05.034.0825.0A

A

103

3102

0max1

1

0max
2

0

i    (40) 

α : Rapport de contrainte/déformation plane   
:/ 0max σσ Rapport de la contrainte maximale appliquée sur la contrainte d’écoulement  

thK∆  : Amplitude du facteur d’intensité de contrainte seuil donnée par : 

( )( )

( )RC1

0

2
1

0
0th

th

R1A1
f1/

aa
aKK

+

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−−

−
⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+

∆=∆    (41) 

0K∆  : Amplitude du facteur d’intensité de contrainte seuil à R = 0 

a : Longueur de la fissure  
a0 : Longueur de la fissure initiale 
Cth : Coefficient seuil  
Les valeurs de 0K∆  et Cth sont données par la base de données matériels  
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L’effet d’épaisseur est inclut dans le modèle et dépend du rapport ICcrit K/K  donné par :  

2

0
k

t

t
A

k
IC

crit eB1
K

K ⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜

⎝

⎛
−

+=     (42) 

 KIC : Ténacité du matériau  
 Ak, Bk : paramètres d’ajustement 
 t : Epaisseur  
 t0: Epaisseur de référence (condition de déformation plane) 

La condition de déformation plane est définie par :  

( )2eIC0 /K5.2t σ=       (43) 

On remarque que ce modèle décrit tous les domaines de propagations et tient 

compte des caractéristiques du matériau : la ténacité, la limité élastique et des 

paramètres de chargements : rapport de charge et effet de fermeture de fissure.  

a.5. Modèle exponentiel  

L’évaluation de la durée de vie en fatigue par l’équation de Forman/Mettu demande 

des procédures numériques lourdes pour l’évaluation des tous les paramètres et 

l’intégration numérique. Afin de balayer ces inconvénients, un nouveau modèle simple 

a été élaboré par Mohanty et al. [87, 88] nommé modèle exponentiel reliant la 

longueur de la fissure au nombre de cycles et dépend des paramètres du matériau et 

des paramètres de fissuration. La forme de l’équation exponentielle est de la forme :  

( )iJij NNm
ij eaa −=       (44) 

L’exposant ijm , spécifiant la vitesse de fissuration, est calculé à partir de l’équation 

suivante : 

( )ij

i

j

ij NN
a
a

ln
m

−

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛

=       (45) 
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Le comportement de fissuration par fatigue dépend de la longueur initiale et du 

chargement appliqué. En utilisant le modèle exponentiel décrit par l’équation (44) 

« ai » représente la fissure initiale et le terme ijm est calculé de façon incrémentale. Ce 

modèle a été appliqué pour la fissuration par fatigue sur les alliages d’aluminium 2024 

T3 et 7020 T7. Récemment ce modèle a été aussi appliqué pour la fissuration de 

l’alliage d’aluminium 2024 T351 [89]. 

Parmi les paramètres de chargement liés aux modèle de propagation, figure le 

rapport de charge exprimé par le rapport du facteur d’intensité de contrainte minimal 

sur le facteur d’intensité de contrainte maximale (R=Kmin/Kmax). L’influence de 

l’augmentation de ce paramètre se traduit par un décalage des courbes de fissuration 

vers les faible valeurs du facteur d’intensité de contrainte et augmentation de la vitesse 

de fissuration. (Figure 32).  

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 32 : Illustration de l’effet du rapport de charge R sur la fissuration par fatigue 

 
L’influence de ce paramètre de chargement sur la fissuration par fatigue des alliages 

d’aluminium de la série 2000 a fait l’objet de plusieurs études [90-94]. L’effet du 

rapport de charge sur la propagation des fissures longues de l’alliage d’aluminium 

2024 T351 (Figure 33) a été étudié expérimentalement par Kujawski [90] pour des 

valeurs positives et négatives. Un décalage des courbes vers les hautes vitesses 
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de fissuration avec l’augmentation du rapport de charge. L’effet du rapport de charge 

sur la durée de vie et la vitesse de fissuration de l’alliage d’aluminium 2024 T351 a été 

étudié par Benachour et al. [49]. L’augmentation du rapport de charge a fait augmenté 

la durée de vie et la vitesse de fissuration (Figures 34, 35). Aux hautes valeurs du 

facteur d’intensité de contrainte, un effet de microstructure se présente où une 

diminution de la vitesse de fissuration est remarquée. 

 

 

 

 

 

 

Figure 33 : Effet du rapport de charge sur la fissuration de l’alliage 2024 T351 [90] 

 

 

 

 

 
 
 
 
 
 

Figure 34. Effet du rapport de charge sur la durée de vie en fatigue du 2024 T351 [49] 
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Figure 35. Effet du rapport de charge sur la vitesse de fissuration du 2024 T351 [49] 
 

III.3. Fermeture de fissure  

L’explication du phénomène de fermeture de fissures et la mise en évidence 

expérimentale a été étudié par Elber [95, 96]. Ce phénomène est expliqué par la 

formation de zones plastique au niveau de la pointe de la fissure (figure 36). Le 

principe d’ouverture et fermeture de la fissure est illustré par la figure 37.  

 

 

  

 

 

 

 

Figure 36 : Développement d’enveloppe de zones plastiques autour d’une fissure de fatigue  
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Figure 37. Principe d’ouverture et fermeture de la fissure induit par plasticité 

 

D’autres mécanismes peuvent participer à la fermeture de la fissure, la fermeture 

induite par rugosité (figure 34.a) et la fermeture induite par oxydation (figure 34.b). 

 

 

 

 

Figure 38. Mécanismes de fermeture de fissure (a) par rugosité (b) par l’oxyde  

 

Elber a proposé en se basant sur le modèle de Paris une relation dans le cas où la 

fissure est entièrement ouverte :  

n
eff )K(C

dN
da

∆=             (46) 

où  ∆Keff = Kmax–Kouv  

Front de fissure Front de fissure
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Elber [96] a montré que la variation du facteur d’intensité de contrainte effective 

∆Keff peut s’écrire en fonction du rapport de charge:  

( ) KRUKeff ∆=∆             (47) 

avec :  

( )
minmax

ouvmax
KK
KKRU

−
−

=         (48) 

La fonction U(R) a fait l’objet de nombreuses études. Elber [96] fut le premier à 

déterminer la fonction U(R) pour l’alliage d’aluminium 2024 T3 dans un état de 

contrainte plane.  

( ) R4.05.0RU +=    -0.1 ≤ R ≤ 0.7     (49) 

Des recherches ont été menées afin de déterminer les contraintes d’ouverture et de 

fermetures à travers des études expérimentales [97-100], des analyses numériques 

[101-104] et des développements numériques [105-108]  

L’étude de l’effet du rapport de charge menée par Schijve [109] sur la fissuration 

par fatigue de l’alliage 2024 T3, pour un état de contrainte plane, a permit de 

déterminer une fonction de second ordre du rapport de fermeture de fissure (équation 

50). La figure 39 montre la variation de la vitesse de fissuration en fonction du facteur 

d’intensité de contrainte effective dont la fonction de fermeture a donnée une bonne 

corrélation.   

( ) 2R1.0R35.055.0RU ++=   -1 ≤ R ≤ 0.54  (50) 

Benguediab [110] a aussi déterminé une fonction U® de deuxième ordre pour 

l’alliage d’aluminium 2024 T351. Il montré que le rapport Kop/Kmax ne devient 

constant que lorsque Kmax dépasse une valeur critique de 15 mMPa (figure 40). La 

fonction U(R) déterminée, en déformation plane, est donnée par l’équation 51. 

L’évolution de la vitesse de fissuration da/dN en fonction de ∆Keff est donnée par la 

figure 37 où il a été constaté un regroupement de toutes les courbes quel que soit R. 

Un modèle similaire au modèle d’Elber a été aussi déterminé par Benguediab [110] 
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utilisant l’analyse d’Alliaga et al. [111]. les constantes a et b appliqués aux résultats 

obtenus (figure 41)   

( ) 2R6.0R081.035.0RU ++=    R ≥ 0.1   (51) 

 

Figure 39 : Relation da/dN - ∆Keff pour l’alliage 2024 T3 [109] 

   

 

 

 

 

 

 

Figure 40. Evolution du rapport U en fonction de Kmax [110] 
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Figure 41. Evolution de la vitesse de fissuration da/dN en fonction de ∆Keff pour l’alliage 
d’aluminium 2024 T3 [110] 

 
Des études sur la fermeture des fissures de fatigue ont montré que le rapport U ne 

dépend pas que du rapport de charge [112, 113] mais aussi du facteur d’intensité de 

contrainte [114, 115]. Kumar et Garg [113] ont étudié l’effet de fermeture de fissure 

sur l’alliage 6061 T6. Une fonction de fermeture de fissure de 2ème ordre en fonction 

du rapport de charge  a été évaluée (équation 52). L’évolution de la vitesse de 

fissuration en fonction du facteur d’intensité de contrainte effective, ∆Keff, par 

l’utilisation de la fonction U (équation 52) est représenté sur la figure 42. Les 

dispersions (écarts) ont été considérablement réduites par rapport à la variation de la 

vitesse en fonction de l’amplitude de facteur d’intensité de contrainte, ∆K. L’effet de 

predeformation sur la fermeture de fissure a été aussi investigué par les mêmes auteurs 

[116]. La fonction de fermeture de fissure U développée, est liée à la limite d’élasticité 

du matériau (predeformation) et au rapport de charge (équation 52).     

3.0R0R12.0R5.069.0U 2 <<++=    (51)  

3.0R0R12.0R5.0
40

U 2Y <<++
σ

=    (52)  
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Figure 42.a. Evolution de la vitesse de fissuration da/dN=f(∆Keff) pour l’alliage 6061 T6  [112] 

 

Figure 42.b. Evolution de la vitesse de fissuration da/dN=f(∆Keff) pour l’alliage 6063 T6  [112] 
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L’investigation menée par Petit et al. [117] sur l’effet de fermeture de fissure a montré que 

pour une large série d’alliages d’aluminium, les courbes de fissuration en régime II sont 

calées sur une seule courbe (figure 43), représenté par une droite de pente m= 4. Des essais 

sur l’alliage 2024 T351, effectués par McMaster et al. [118], ont montré que la pente m est de 

l’ordre de 4.19 en utilisant le modèle d’Elber. Le modèle ainsi déterminé est de la forme :  

1925.4
eff

14 K10x0237.1
dN
da

∆= −               (53) 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 43. Vitesse de propagation en fonction de ∆Keff  et R [117] 

 

Ibrahim et al. [119] ont développé un modèle analytique de fermeture de fissure 

basé sur le modèle de Dugdale. Ce modèle est exprimé par une équation empirique 

dépendant du rapport de charge, du  chargement maximum et de la limite élastique σY 

du matériau. 

⎥
⎥
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⎛
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max

max

op 1      (53) 
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Pour des valeurs positives du rapport de charge les paramètresα, β et γ sont données 

respectivement par l’équation :  

R45.045.1
)R1(56.0

)Rtan(2375.063.0

−=γ
−=β

+=α
               (54) 

Le modèle développé, pour un chargement à amplitude constante, a calé les vitesses 

de fissuration en fonction du facteur d’intensité de contrainte effective sur une seule 

courbe (figure 44) pour les alliages d’aluminum 2024 T3, 7050 T76 et 7050 T6. la 

pente de la courbe est de 3.85.  

L’investigation du phénomène de fermeture de fissure menée par Zhang et al. [120] 

sur l’alliage 7475 T735 a permit d’évaluer le rapport de fermeture U en utilisant la 

méthode NTCG (méthode de fissuration près du seuil : Near Threshold Crack Growth 

method). Ce rapport dépend seulement du rapport de charge (équation 55). Il a été 

constaté que l’effet de fermeture de fissure n’est pas important aux hautes valeurs du 

rapport de charge (R>0.8). Une étude similaire à celle d’Elber sur l’effet du rapport de 

charge et fermeture de fissure a été conduit par Katcher and Kaplan [112] sur la 

fissuration de l’alliage 2219 T851. Une fonction empirique linéaire du rapport de 

fermeture U a été déterminée (équation 56). L’évolution de U en fonction du rapport 

de charge est montrée par la figure 45   

2R326.0R10956.0U ++=      (55) 

32.0R08.0R91.068.0U <<+=   (56) 
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Figure 44. Vitesse de fissuration, da/dN fonction de ∆Keff pour les alliages d’aluminium  

2024 T3, 7050 T76 et 7075 T6 [119] 

 

 

 

 

 

 
 
 
 
 
 
 

Figure 45. Effet du rapport de charge sur la fermeture de fissure des alliages d’aluminium  

2219 T851 et 2024 T3 [112] 
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D’autres modèles développés, dépend non seulement du rapport de charge mais 

aussi du facteur d’intensité de contrainte maximale [121-123]. L’étude de la fissuration 

par fatigue de l’alliage 7091 T7 menée par Hudak et Davidson [122] a montré que le 

rapport de fermeture dépend des variables de chargement (Kmax, Kth). L’expression du 

rapport de fermeture est donnée par l’équation 63  

maxth K/K-1U =       (57) 

Dans d’autres travaux, Bachmann et Munz [123] ont montré que le rapport de 

fermeture de fissure U augmente avec l’augmentation de Kmax. Kop dépend du rapport 

de charge. En supposant une relation linéaire entre Kop et R sous la 

forme 27.4R67.6Kop += , Bachmann et Munz ont proposé une relation du rapport de 

fermeture exprimée par l’équation (58): 

⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
+−

−
=

maxmax K
27.4

K
R67.61

R1
1U       (58) 
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I. MATERIAU ET METHODES EXPERIMETALES  

I.1. Objectifs de l’étude expérimentale  

L’étude expérimentale utilisée pour notre étude a été initialement conduite au 

niveau de Centre des Matériaux par M. Benachour [124]. Le but de présentation de 

cette partie est de mettre en évidence les procédures expérimentales utilisées pour 

notre étude. L’étude des effets des paramètres de chargement (rapport de charge) sur 

l’amorçage en présence et en absence des contraintes résiduelles se fait par 

l’exploitation des résultats obtenus suivants les conditions expérimentales lors de la 

phase de prefissuration. Les effets de fermeture de fissure font aussi l’objet de la 

présente étude utilisant comme base de données les résultats obtenus par le modèle 

exponentiel amélioré [89, 125].  

I.2. Matériau d’étude   

Le matériau d’étude est l’alliage d’aluminium 2024 T351, trempé et revenu à la 

température ambiante. Cet alliage a été fourni par une société française de production 

des alliages d’aluminium au profit du Centre des Matériaux –Ecole des Mines de Paris 

sous forme d’une tôle rectangulaire d’une épaisseur de 30 mm. La composition 

chimique de cet alliage est donnée sur le Tableau 3. Les propriétés mécaniques sont 

présentées sur le Tableau 4 suivant le sens L et T. Ces résultats ont été actualisés par 

rapport aux résultats présentés à la référence [124] nous permettant ainsi de déterminer 

les propriétés mécanique dans les deux directions L et T ainsi que la loi de 

comportement (écrouissage isotrope)*.      

 

Tableau 3. Composition chimique de l’alliage d’aluminium 2024 T351  

Si Fe Cu Mn Mg Cr Zn Ti Ni Pb Al  

0.105 0.159 3.97 0.449 1.5 0.05 0.109 0.018 0.02 0.056 Al 

                                                 

* Essais supplémentaires réalisés à notre profit fin 2010 par Yazid Madi et Abdennour Meddour sous la direction 
du professeur émérite A. Pineau  (CDM d’Evry, Mines ParisTech - France) 
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Tableau 4. Propriétés mécaniques de l’alliage d’aluminium 2024 T351  

Orientation  E (GPa) σY0.2 
(MPa) 

UTS  
(MPa) A (%) 

2024 T351 L 74 321 478 19.1 

 2024 T351 T 74 363 465 22.1 

 

Les courbes conventionnelles de traction du matériau étudié obtenus sur éprouvettes 

de type TR12 (figure 46), sont présentées par la figure 47 où ∆LLp/L0 et ∆W/W0 

représentent respectivement la déformation plastique basée sur le déplacement du 

vérin et la déformation transverse. Les courbes rationnelles contraintes-déformations 

sont présenté par la figure 48. Vu la géométrie et le sens de prélèvement de 

l’éprouvette utilisée pour essais de fatigue (Eprouvette de type Charpy en flexion 

quatre point : T-S), on s’est intéressé aux propriétés dans le sens transversale. La loi de 

comportement plastique obéissant à un écrouissage isotrope est donnée par la relation 

59. Les paramètres de cette équation sont regroupés sur le tableau  5. 

( )p.b
p0p

pe1QRR −−+=       (59) 

 

Tableau 5. Paramètres du comportement élastique et d’écrouissage isotrope  

E (GPa) ν R0 (MPa) Qp bp 

74 0.33 336 270 10.55 
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Figure 46. Eprouvettes de traction de type TR12 en alliage d’aluminium 2024 T351 
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Figure 47. Courbe conventionnelle de traction de l’alliage d’aluminium 2024 T351 

 

 

 

 

 

 

 

 

   

 

Figure 48. Courbes rationnelles de traction de l’alliage d’aluminium 2024 T351 
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L’analyse métallographique de l’alliage 2024 T351 a révélé que la taille des grains est 

importante (620 x 270 x 350 µm3). La microstructure de ce matériau suivant les orientations 

(T-S) et (L-S) et (T-L) sont données par la figure 49(a, b, c).  

 (a) 

 (b) 

 © 

Figure 49. Microstructure de l’alliage 2024 T351 (a) sens T-S, (b) sens L-S, (c) sens T-L  
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II. ESSAIS DE FISSURATION PAR FATIGUE  

Les essais de fissuration par fatigue ont été conduits sur des éprouvettes de type Charpy 

(figures 50) avec une orientation (T-S) où l’entaille a été usinée dans le sens S (suivant 

l’épaisseur de la tôle). Les dimensions des éprouvettes d’essai de fatigue sont résumées sur le 

tableau 6. 

 

 
 
 
 
 

 

Figure 50. Géométrie des éprouvettes de fissuration 
 

Tableau 6 : Dimensions des éprouvettes (mm) 

Eprouvettes  Lt W B a0 

Essais de fatigue 

(effet de rapport de Charge)  
64 10 10 2 

Essais de fatigue (effets des 
contraintes résiduelles)  80 20 15 0.20 

 

Afin de détecter l’amorçage et le suivi de la fissure, un polissage a été effectué sur 

les faces avant et arrière de propagation de la fissure. Ce polissage a permis d’éliminer 

les rayures en surface. La figure 51(a) représente le modèle en flexion quatre points et 

la figure 51(b) présente la rupture final d’une éprouvette en flexion quatre points. Le 

facteur d’intensité de contrainte pour K pour cette géométrie est donné par la 

relation (60) [126].  

)w/a(f.
W.B

al.P3K 2
π

=            (60) 

où : 432 )w/a(14)w/a(08.13-)w/a(33.7)w/a(4.1-122.1)w/a(f ++=      

Lt 

a
0  

W

ρ=0.2 

B 

45° 
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Figure 51.a : Géométrie et dimension spécifique du montage  

 

 

Figure 51.b : Montage réel en fin de rupture de l’éprouvette en flexion quatre point  

 

Avec :  K ( )mMPa  : Facteur d’intensité de contrainte  

P (KN) : Chargement appliqué  

B : Epaisseur de l’éprouvette. 

W : Hauteur de l’éprouvette.  

a : Longueur de la fissure  

 f(a/W) : Fonction de calibration lié à la géométrie de l’éprouvette. 

Lt

P/2 P/2

a
0  

W

l = 14.5 P/2

L = 50 

P/2
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 Les essais de fatigue ont été menés à amplitude constante à température 

ambiante (23 °C) avec une fréquence de 10 Hz sur une machine servo-hydraulique, 

« MTS 810 » de capacité 100 KN asservie en charge (figure 52). La sollicitation 

appliquée varie périodiquement (forme sinusoïdale). Le cycle de contrainte se 

caractérise par une amplitude de contrainte σa et une contrainte moyenne σm (figure 

53). On définit le rapport de charge R=σmin/σmax=Pmin/Pmax et l’étendue de variation de 

la contrainte appliquée ∆σ = σmax-σmin (∆P= Pmax - Pmin). 

 La préfissuration en fatigue permet de créer une fissure droite (choix de 

l’orientation cristallographique de l’éprouvette) d’une taille adéquate pour mener 

ensuite l’essai de propagation de fissures à amplitude constant. La préfissuration est 

réalisé à ∆K décroissant (afin de limiter la taille de la zone plastique en pointe de la 

fissure) et ce jusqu’à obtenir un front d’avancée de fissure qui soit droit. La phase de 

prefissuration sera investigué dans le but de déterminer la durée de vie à l’initiation 

sous différentes conditions de chargement. Durant la phase de préfissuration on peut 

remarquer des effets de bifurcation dus principalement à la plasticité induite par 

l’entaille (figure 54). Il faut atteindre une longueur de fissuration d’un ou plusieurs 

millimètres avant que cette dernière se redresse et devienne alors perpendiculaire à la 

direction de sollicitation.  

 

 

 

 

 

 

Figure 53. Cycle de chargement 
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Figure 52. Machine servo-hydraulique MTS 810 pour essais de fatigue 
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Figure 54. Exemple de préfissuration avec bifurcations de fissures  

Au cours de la fissuration le couple (a, N) a été relevé pour les différents niveaux 

de chargement. Durant la fissuration à amplitude constante, la longueur moyenne de la 

fissure de la face avant et la face arrière a été utilisée pour  déterminer le facteur 

d’intensité de contrainte. La vitesse de fissuration au point ai(moy) est donnée par :  

i1i

i1i
NN
aa

dN
da

−
−

=
+

+        (61)  
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La fissuration à amplitude constante a fait l’objet de plusieurs essais pour un rapport 

de charge constant (R =0.1) à amplitude variable et à une fréquence de 10 Hz. La 

détection de l’amorçage et le suivi de la fissuration a été faite par un binoculaire à 

déplacement micrométrique (suivi optique).   

I. EFFET DE L’AMPLITUDE CHARGEMENT SUR LA DUREE DE VIE 
A L’AMORÇAGE  

Le tableau 7 résume les durées de vie à l’initiation pour une longueur de fissure 

comprise entre 170 µm et 180 µm. Les longueurs considérés sont dans l’ordre de la 

taille moyenne des grains voir inférieurs. Les cycles de chargements appliqués 

caractériser par l’amplitude de chargement ∆P jusqu’à rupture finale sont montrés par 

la figure 55 Il est à noter que la durée de vie à l’initiation diminue avec l’augmentation 

de l’amplitude chargement pour un même ordre de grandeur de la longueur détectée. 

Le passage d’une amplitude de chargement ∆P de 2.48 KN à  2.98 KN a fait diminuer 

le nombre de cycle de 22000 cycles à 12800 cycles. Cela représente un taux de 

diminution de 1.72 fois. Selon le chargement appliqué jusqu’à rupture (figure 55), les 

durées de vie à l’initiation sont négligeable où leur pourcentage varie de 3% à 6.6 %. 

Ce taux d’initiation est affecté par l’amplitude de chargement importante. La grandeur 

des résultats a été confirmée par Ranganathan et al. [54] sous un chargement important 

(3%).  

La variation du nombre de cycle à l’amorçage en fonction de l’amplitude de 

chargement est donnée par la figure 56. Cette évolution est approximée par une 

fonction de second ordre (équation 62). Elle couvre le domaine de 103 à 104 cycles.  

( ) 32
i 106.105P4.46P123.5N ×+∆−∆=     (62) 
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Tableau 7: Effet de l’amplitude de chargement sur la durée de vie à l’amorçage Ni à R=0.1  

N° essai Pmax 
(KN) 

∆P 
(KN) V0 V ai (µm) Ni Nf 

1 (Ep1) 2.755 2.480 0.850 0.854 175 22000 455000 

2 (Ep2) 3.310 2.980 0.796 0.800 170 12800 194500 

3 (Ep3) 3.990 3.591 0.667 0.668 180 3000 163530 
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Figure 55. Evolution des amplitudes de chargement durant les essais de fissuration  
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Ni = 5123,1x2 - 46,4E03x + 105,6E03
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Figure 56. Evolution du nombre de cycle à l’amorçage en fonction de ∆P  
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II. DISTRIBUTION DES CONTRIANTES AU NIVEAU DES ENTAILLES 

II. 1. Calcul analytique  

Le calcul analytique est établie en utilisant la formulation de Creager [127] qui 

donne le champ de contrainte au voisinage du fond d’une entaille hyperbolique chargé 

en traction. 

 

 

 

 

 
 

Figure 56. Système de coordonnées appliqué pour le calcul des contraintes en fond d’entaille  

En mode d’ouverture (mode I),  les équations de Creager sont données par :  
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   (63) 

KI : est le facteur d’intensité de contrainte donné dans par [126] en assimilant l’entaille 

à une fissure. r et α  sont les coordonnées cylindrique décalée de ρ /2 par rapport au 

fond d’entaille (figure 56).  

On s’intéresse à la composante xxσ pour 0=α donnée par l’équation 70 (contrainte 

d’ouverture dans le plan de fissuration).   

⎥
⎥
⎥
⎥

⎦

⎤

⎢
⎢
⎢
⎢

⎣

⎡

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ ρ

+

ρ
+

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ ρ

+π

=σ

2
d2

1

2
d2

KI
xx                                          (70) 



Chapitre 3.A Etude de l’amorçage des fissures de fatigue  

 68

où le facteur d’intensité de contrainte KI est donné par l’équation 60. 

L’évolution de la contrainte σxx en fonction de la distance à fond d’entaille pour 

différents rayons d’entaille est représentée par les figures 57, 58 et 59 pour différents 

chargements. On remarque que les contraintes sont maximales au niveau de l’entaille 

(d=0.0). Le niveau de ses contraintes dépendant du rayon à fond d’entaille. Pour 

l’éprouvette 1 (tableau 7) où le chargement P est de l’ordre de 2,755 KN et à ρ=0.1 

mm (figure 57), la contrainte à fond d’entaille est de 1016 MPa. Cette valeur diminue 

avec l’augmentation du rayon à fond d’entaille où la valeur de la contrainte pour ρ=0.5 

est amenée à 455 MPa. La différence entre les différents profils des contraintes σxx 

pour les différents rayons à fond d’entaille s’atténue à partir d’une longueur de 0.16 

mm (160 µm). Cette tendance de la distribution des contraintes a été confirmée par 

Mézière et al. [70] pour des éprouvettes Charpy en acier ferrito-perlétique.         

La distribution des contraintes pour les éprouvettes « 2 » et « 3 » (figures 58 et 59) 

sous les chargements P=3.31 KN et 3.99 KN montre la même tendance que pour le 

chargement P=2.755 KN. Les contraintes à fond d’entaille sont augmentées 

respectivement à 1356 MPa et 1634 MPa. La figure 60 montre l’effet du chargement 

sur la concentration et la distribution des contraintes près de l’entaille pour un rayon à 

fond d’entaille ρ=0.2 mm. Une différence importante à fond d’entaille est constatée. 

Pour P=3.99 KN, la contrainte développée représente  1.45 fois la contrainte pour un 

chargement P de 2.755. Cette contrainte a pour effet la diminution de la durée de vie à 

l’amorçage et confirme la différence en durée de vie obtenue expérimentalement 

(tableau 7). Le facteur de concentration de contrainte Kt pour une éprouvette de section 

rectangulaire en flexion quatre pour un rayon à fond d’entaille ρ=0.2 est de l’ordre de 

4.17 [70]. Cette valeur diminue avec l’augmentation du rayon à fond d’entaille.      
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Figure 57. Profil des contraintes σxx au voisinage de l’entaille à P = 2.755 KN 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 58. Profil des contraintes σxx au voisinage de l’entaille à P = 3.31 KN 
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Figure 59. Profil des contraintes σxx au voisinage de l’entaille à P = 3.99 KN  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 60. Effet des niveaux de chargement sur les profil des contraintes σxx au voisinage de 
l’entaille à ρ = 0.2 (Calcul analytique) 
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II. 2. Calcul numérique des contraintes à fond d‘entaille 

Les calculs des contraintes à fond d’entaille sont menés par le code ANSYS-11. Par 

symétrie de géométrie et de chargement, on a considéré que la moitié de l’éprouvette. 

Le maillage et les conditions de liaison et de chargement sont représentés sur la figure 

61. La modélisation a été faite par éléments finis bidimensionnelles (Plane 82) en 

déformation plane. La figure 62 représente le détail du maillage au niveau de l’entaille 

pour ρ=0.2. La variation de la contrainte d’ouverture obtenue numériquement, σxx, 

dans le plan de l’entaille en fonction de la distance à la pointe de celle-ci pour un 

rayon ρ=0.2 et un chargement variable P (tableau 7), est représenté par la figure 63. La 

même tendance est obtenue par rapport  aux résultats analytiques (figure 61), où l’écart 

en contrainte est important au niveau de la pointe de l’entaille (forte concentration de 

contrainte). Cet écart  devient constant à partir d’une distance de 0.2 mm et diminue à 

partir de 0.4 mm. Pour la validation des résultats numériques, une comparaison par 

rapport aux résultats analytique est présenté par les figures 64, 65 et 66 pour les 

différents chargements à ρ=0.2. Une bonne corrélation est constatée entre les résultats 

numériques et les résultats analytiques. La grande différence est constatée au niveau de 

la pointe de l’entaille où l’erreur n’a pas dépassé 7.4%.    

  
   

 

 
 

 

 

 

 

 

Figure 61. Maillage et condition de liaison et de chargement de l’éprouvette Charpy en 
flexion quatre points  



Chapitre 3.A Etude de l’amorçage des fissures de fatigue  

 72

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
Figure 62. Maillage au niveau de l’entaille à ρ=0.2 

 

   

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
Figure 63. Effet des niveaux de chargement sur les profil des contraintes σxx au voisinage de 

l’entaille à ρ = 0.2 (Calcul numérique)  
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Figure 64. Profil des contraintes σxx au voisinage de l’entaille à ρ = 0.2 et P=2.755 KN  
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 65. Profil des contraintes σxx au voisinage de l’entaille à ρ = 0.2 et P=3.31 KN 
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Figure 66. Profil des contraintes σxx au voisinage de l’entaille à ρ = 0.2 et P=3.99 KN 
 

L’évaluation d’un critère d’amorçage à partir des nos résultats expérimentaux 

s’avère très difficile voir impossible vu le nombre d’essais effectués et les paramètres 

géométrique mis en essai (rayon à fond d’entaille). Une tentative est menée pour les 

résultats obtenus à une distance à fond d’entaille d=175 µm. Les résultats analytiques 

des contraintes d’ouvertures σxx sont considérés pour les courbes donnant la loi 

d’amorçage. La courbe donnant la contrainte σxx en fonction de Ni à la distance d≈175 

µm est présentée par la figure 67. La loi d’amorçage ainsi obtenue est donnée par 

l’équation 71 où σxx est exprimé en MPa et NI en cycles.  La loi obtenue reste valable 

pour des nombres de cycles à amorçage comprise entre 1×103 et 3×104  cycles.     

 

( ) 209.0
Ixx N1.2761 −=σ      (71) 

 

Il est a noté que les résultats obtenus sont en bonne concordance avec ceux de la 

littérature pour le même matériau et restent dans le domaine de validité des résultats 

d’essais d’endurance pour le même matériau.  
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Figure 67. Critère d’amorçage pour l’alliage d’aluminium 2024 T351 à R=0.1 

 

II. EFFET DU RAPPORT DE CHARGE SUR L’AMORÇAGE DES 
FISSURES DE FATIGUE  

Le tableau 8 résume les durées de vie à l’initiation pour une longueur de fissure 

comprise entre 105 et 120 µm sous l’effet du rapport de charge. Les longueurs 

considérées reste toujours inférieures à la taille moyenne des grains. Les cycles de 

chargements appliqués caractériser par l’amplitude de chargement ∆P jusqu’à rupture 

finale sont montrés par la figure 68. Il est remarqué que la durée de vie à l’initiation 

augmente avec l’augmentation du rapport de charge (c.a.d. diminution de l’amplitude 

chargement ∆P). Le passage de R=0.1 à R=0.3 représente une diminution d’amplitude 

de chargement de ∆P=2.727 KN à 1.928 KN et a fait augmenté la durée de vie à 

l’initiation de 15400 cycles à 37800 cycles. Cette différence représente un taux de 

diminution de 2.45 fois.     
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L’évolution du nombre de cycle à l’amorçage en fonction du rapport de charge est 

présentée par la figure 69. Cette évolution est approximée par une fonction 

exponentielle donnée par l’équation 72. Cette évolution est approximée par une 

fonction de second ordre (équation 68). Elle couvre le domaine de 103 à 104 cycles. La 

figure 70 montre la variation du nombre de cycle en fonction de l’amplitude de 

chargement (Pmax-Pmin) pour différents rapports de charge. Les résultats obtenus, 

confirment les conclusions présentées à la section précédente (effet d’amplitude de 

chargement). L’évolution du nombre de cycle en fonction de l’amplitude de 

chargement est approximé par une fonction exponentielle (équation 73).  

Durant la phase d’amorçage, l’examen sur MEB réalisé par Benachour [124], sous 

les conditions de chargement appliquées des éprouvettes rompues, a révélé la présence 

de ruptures cristallographique et de fissures secondaires (figures 71). 
 

)R49.4(EXP3.9812Ni ×=        (72) 

))PP(089.1(EXP10x89.2N minmax
5

i −−=      (73) 

Tableau 8: Effet de l’amplitude de chargement sur le nombre de cycle à l’amorçage Ni  

N° essai R Pmax (KN) ∆P (KN) V0 V ai (µm) Ni Nf 

1 (Ep 1) 0.1 2.755 2.727 0.292 0.296 115 15400 382000 

2 (Ep 2) 0.2 2.755 2.203 0.313 0.317 105 24000 569500 

3 (Ep 3) 0.3 2.755 1.928 0.385 0.388 120 37800 547000 
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Figure 68. Evolution des amplitudes de chargement à R variables  
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Figure 69. Effet du rapport de charge sur la durée de vie à l’initiation du 2024 T351 
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Figure 70.  Evolution du nombre de cycle à l’amorçage en fonction de ∆P  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 71. Faciès de rupture par fatigue en phase d’amorçage à R = 0.1 [124] 
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III. EFFET DES CONTRAINTES RESIDUELLES SUR LA DUREE DE 
VIE A L’AMORÇAGE DES FISSURES DE FATIGUE  

III.1. Contraintes résiduelles par préchargements  

Compte tenu de l’importance des contraintes résiduelles, la caractérisation 

appropriée de leurs grandeurs et leurs effets sur l’initiation et la propagation de 

fissures de fatigue sont essentiels. 

Comme cité plus haut, il existe différentes méthodes pour introduire 

intentionnellement les contraintes résiduelles. Dans la présente étude on a opté pour la 

méthode de préchargements mécanique en flexion quatre points. La distribution des 

contraintes résiduelles est schématisée par la figure 72. Les contraintes résiduelles sont 

obtenues par superposition des contraintes dues au chargement plastique et des 

contraintes de déchargement dont le moment de flexion est supérieur à un moment 

élastique Me, tel que 
I

h.MY
Y =σ . Une plastification apparaît lors du chargement en 

peau au point A en traction et en compression au point B avec un noyau élastique. Le 

déchargement élastique génère des contraintes résiduelles de compression sur la paroi 

A et de traction sur la paroi B.  

    

 

 

 

 

 
Figure 72. Profil des contraintes résiduelles par préchargement en flexion  
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Pour un matériau élastique parfaitement plastique (figure 73) la distribution des contraintes 

résiduelles est donnée par l’équation 74 ([124] annexe2).  
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     (74) 

 

    

 

 

 

 

Figure 73. Courbe contrainte/déformation pour un matériau élastique parfaitement plastique 

(2024 T351) 

Les champs de contraintes résiduelles déterminés analytiquement pour trois niveaux 

de plastification (α=σp/σY) sont représentés sur la figure 74 pour une section de 20×15 

(mm2) (Tableau 9). Les niveaux de plastification sont respectivement 1.15, 1.25 et 

1.40. On remarque une symétrie en valeurs absolues des contraintes résiduelles 

(champ en traction et en compression).    

La distribution analytique des champs des contraintes résiduelles a permit de 

déterminer les charges à appliquer expérimentalement sur les éprouvettes à tester en 

fatigue en présence de ces contraintes. La figure 75 présente les séquences de 

chargements expérimentales pour les différentes charges appliquées P (équation 75), 

déterminées en fonction des niveaux de préchargements αi. 

l
M

.2
l
M.2

P ea α==      (75) 
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Figure 74. Distribution des contraintes résiduelles en fonction du niveau de plastification [124] 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 75. Séquences de préchargements  
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(MEF) ont été réalisés en utilisant le logiciel d’éléments finis « Zebulon » [132]. Ces 
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avec intégration réduite (8 nœuds / 4 points de Gauss) (figure 76). Le maillage par 

éléments finis utilisé pour modéliser l’éprouvette en flexion quatre points, est donné 

par la figure 77 où seulement la moitié de l’éprouvette est représentée (symétrie de 

géométrie et de chargement). Les simulations numériques ont été réalisées en utilisant 

des éléments 2D en déformation plane. Le comportement plastique de matériau étudié, 

a été décrit par un écrouissage isotrope [133]. La fonction d’écrouissage isotrope est 

exprimée par l’équation 76 qui comporte trois coefficients qui sont rapportés sur le 

tableau 5 pour le matériau étudié (2024 T351). 

⎟
⎠
⎞⎜

⎝
⎛ −+= − p.b

p0p
pe1QRR       (76) 

où p est la déformation plastique cumulée et R0, Qp et bp sont les coefficients du 

modèle d’écrouissage isotrope. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figure 76. Elément quadratique à huit noeuds avec intégration réduite 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figure 77. Moitié du modèle élément finis symétrique 
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Les calculs des contraintes résiduelles par éléments finis (FEM) de l’alliage 

d’aluminium 2024 T351 sous les différents préchargements sont reportés sur la figure 

64. La distribution des contraintes résiduelles montre une dissymétrie importante entre 

les contraintes résiduelles de tension et celles de compression. Cela montre que cette 

géométrie n’est pas soumise que par un moment de flexion pure comme supposé pour 

un matériau élastique parfaitement plastique. La principale explication de cette 

situation réside dans le fait que l’éprouvette en alliage d’aluminium n’est pas 

suffisamment large.  

La comparaison avec le modèle élastique parfaitement plastique (PP) montré sur la 

figure 78, indique que pour un chargement donné (α=1.40) les résultats analytiques 

tend vers les valeurs obtenus numériquement sur la face avec contraintes résiduelles de 

compression. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 78. Distribution des contraintes résiduelles en fonction du préchargement 

eh
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III.2. Effets des contraintes résiduelles de compression par 
préchargements  

Afin d’étudier la fissuration par fatigue sur les éprouvettes préchargées, une entaille 

de 0.2 mm a été réalisée. Pour les trois niveau de contraintes résiduelles (figure 61), les 

fissures sont amorcées du coté de champ des contraintes résiduelles de compression. 

Additionnellement, une fissure est initiée do coté des contraintes résiduelles de traction 

pour un niveau de préchargement α=1.25.  Pour ce niveau de préchargement, les 

contraintes résiduelles sont négligées comme montré sur la figure 75. Les essais de 

fatigue ont été menés à un rapport de charge R=0.1 sous un chargement maximal  

Pmax= 26.6 KN. Une longueur de 0.2 mm a été considérée         

La figure 79 montre l’effet du niveau des contraintes résiduelles introduites par 

préchargement sur l’amorçage d’une fissure de fatigue de 0.2 mm. Une augmentation 

de la durée de vie à l’amorçage est constatée avec l’augmentation de l’amplitude des 

contraintes résiduelles de compression en surface libre (CRS-α). Le maximum des 

contraintes résiduelles de compression  est environ de -125 MPa pour α=1.40; -80 

MPa pour α=1.25 et -50 MPa pour α=1.15. Il est à noter que la durée de vie à 

l’amorçage obtenue sur l’éprouvette amorcée coté contraintes résiduelles de traction 

(TRS-1.25), est considérée comme durée de vie d’une éprouvette saine vu l’absence 

signifiante des contraintes résiduelles de traction comme montré sur la figure 78. 

La corrélation de l’évolution  de la durée de vie à l’amorçage en fonction du niveau 

de préchargement est donnée par l’équation du second ordre (équation 77) pour les 

contraintes résiduelles de compression. 

)12.682.0(10N 26
i +α−α−=      (77) 

La durée de vie à l’amorçage sous un champ de contraintes résiduelles de 

compression (α=1.40) est approximativement deux fois plus grande que la durée de 

vie pour un champ de contrainte résiduelles de compression faible (α=1.15). Les 

résultats montrent aussi que la durée de vie à l’amorçage pour α=1.40, est de trois fois 

par rapport à la durée de vie à l’amorçage en absence des contraintes résiduelles de 

compression (WRS). 
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Pour un même niveau de préchargement (α=1.25), la durée de vie à l’amorçage 

sous un champ de contrainte résiduelles de compression est de 2.5 fois par rapport à 

une éprouvette saine (WRS). Le tableau 9 présente le rapport de la durée de vie à 

l’amorçage pour une longueur de 0.2 mm par rapport à la durée de vie totale Nf. 

L’analyse des résultats obtenus dans la phase d’amorçage varie de 40% à 50% de la 

durée de vie totale sous différents niveaux de contraintes résiduelles de compression. 

La figure 80 représente l’évolution de la contrainte résiduelle à 0.2 mm de l’entaille en 

fonction du nombre de cycle à l’initiation Ni. On remarque que la durée de vie à 

l’initiation est fortement liée à l’état de contrainte interne.     

Les surfaces de rupture de l’alliage 2024 T351 ont été examinées par un microscope 

électronique à balayage (MEB). Les surfaces de rupture indiquent un effet de matage 

ou de frottement près de l’entaille et la zone d’amorçage illustrés par les figures 81.a et 

81.b et des ruptures cristallographiques.         

 

Tableau 9. Rapport des durées de vie « amorçage/rupture finale » sous un champ de contrainte 
résiduelle    

Coefficient de 
préchargement α 

Durée de vie à 
l’amorçage “NI” 

Durée de vie total 
“Nf” 

Rapport 
“Nf/ NI ” 

1.15 (CRS) 49500 100800 0.49 

1.25 (CRS)  74570 148600 0.50 

1.25 (TRS) 29364 64200 0.46 

1.40 (CRS) 86600 219250 0.40 
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Figure 79. Evolution de la durée de vie à l’initiation sous l’effet des contraintes résiduelles de 

compression 
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Figure 80. Evolution de la durée de vie à l’initiation en fonction du niveau des contraintes 
résiduelles de compression à 0.2 mm 



Chapitre 3.A Etude de l’amorçage des fissures de fatigue  

 87

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 81.a Surface de rupture à travers un champ de contraintes résiduelles de compression 
(α=1.15)  

 

 

 

 

 

 

 

 
 

Figure 81.b Surface de rupture à travers un champ de contraintes résiduelles de compression 
(α=1.40) 
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I. INTRODUCTION  

Le contact entre les deux surfaces de la fissure durant un cycle de chargement par 

fatigue est appelée fermeture de la fissure. Plusieurs conditions peuvent conduire à la 

fermeture de fissure. Les deux plus importants sont la fermeture induite par la 

plasticité créée en pointe de la fissure et la déformation résiduelle plastique le long des 

lèvres de la fissure d’un coté. De l’autre coté, la fermeture géométrique résultant d’une 

combinaison de la géométrie de l’éprouvette et des charges appliquées à la structure. 

Ce type de fermeture est lié à la contrainte moyenne à la pointe de la fissure, souvent 

décrite par le rapport de charge R. Dans cette partie nous allons évalués les vitesses de 

fissuration en fonction du facteur d’intensité de contraintes effectives en incluant 

l’effet de fermeture de fissure où différents modèles détaillées dans l’état de l’art 

seront appliquées et comparés pour l’alliage d’aluminium 2024 T351. 

II. VITESSES DE FISSURATION ET MODELES DE FERMETURE 

Les vitesses de fissuration en fonction du facteur d’intensité de contrainte ∆K sont 

obtenus en appliquant la méthode de la sécante au couple (a, N) i.e. évolution de la 

longueur de la fissure « a » en fonction du nombre de cycle « N » déterminé par le 

modèle exponentielle [89, 125] sur la base des résultats expérimentaux [126]. La 

figure 82 présente l’effet du rapport de charge R sur la durée de vie en fatigue de 

l’alliage 2024 T351 obtenue par le modèle exponentielle amélioré. L’amplitude du 

facteur d’intensité de contrainte ∆K est calculée à partir de l’équation 66.  
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Figure 82. Effet du rapport de charge sur la durée de vie en fatigue modéliser par le modèle 
exponentiel de l’alliage d’aluminium 2024 T351 [89, 125] 

 

L’évolution des vitesses de fissuration da/dN = f(∆K) tracés dans un repère 

logarithmique pour différents rapports de charge R (R = 0.1 à 0.3) sont données sur la 

figure 83. Il est à noter que les résultats prédits couvrent les domaine de fissuration 

stable et instable (régions II et III : voir figure 31). Ce résultat confirme les 

conclusions présentées par Mohanty et al. [87] sur les vitesses de fissuration par 

fatigue des alliages 2024 T351 et 7020 T7.  L’effet du rapport de charge se traduit par 

un décalage des courbes da/dN-∆K aux faibles valeurs de ∆K. Ce résultat montre la 

dépendance du facteur d’intensité de contrainte seuil ∆Kth du rapport de charge R. 

Contrairement, pour des valeurs du facteur d’intensité de contrainte importante, on 

remarque un léger décalage inverse. Ce constat s’explique par l’effet  de la 
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Figure 83. Effet du rapport de charge sur les vitesses de fissuration par fatigue utilisant le 
modèle exponentiel amélioré  

 
L’effet de fermeture de fissure en utilisant le modèle d’Elber [95] caractérisé par le 

rapport U (équation 48) est montré par la figure 84 où les vitesses de fissuration sont 

tracés en fonction du facteur d’intensité de contrainte effective effK∆ . Les vitesses de 

fissuration pour les différents rapports de charge tendent vers une seule courbe 

représente par la ligne discontinue. Aux hautes valeurs de ∆Keff, on note une faible 

différence des vitesses de fissuration.  L’application du modèle de Katcher et Kaplan 

[112] (équation 62) aux vitesses de fissuration  du matériau étudié donne une courbe 

unique (figure 85). Pour des facteurs  d’intensité de contrainte effective supérieur à 10 

MPa(m)1/2, les courbes ne sont pas parfaitement décalés vers une courbe unique. Une 

courbe moyenne est donnée (ligne continue). La comparaison des résultats obtenus par 

les deux modèles, montre que pour le modèle d’Elber, la courbe de fissuration tend 

pour une valeur minimum du facteur d’intensité de contrainte de 1.8 MPa(m)1/2, 

correspondant à une vitesse de 2×10-6 mm/cycle. Contrairement, la valeur du facteur 

d’intensité de contrainte effective obtenue par le modèle de Katcher et Kapler pour la 

même vitesse de fissuration est de 4.3 MPa(m)1/2.       
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L’effet de fermeture de fissure sur la vitesse de fissuration de l’alliage 2024 T351 

en appliquant le modèle de Schijve [109] est montré sur la figure 86 où le rapport de 

fermeture fonction de R est un polynôme de second ordre. Le facteur d’intensité de 

contrainte effective minimale est de l’ordre de 3.0 MPa(m)1/2 pour une vitesse de 

l’ordre de 1.1×10-6 mm/cycle. Cette valeur se positionne entre les valeurs obtenues par 

les modèles précédents (Elber et Katcher/Kapler). Le modèle développée par 

Benguediab [110, 130] basé sur le principe d’Elber est appliqué à nos résultats 

déterminés par le modèle exponentiel (figure 83). Le modèle a été obtenu pour 

l’alliage d’aluminium 2024 T351. L’effet de fermeture de fissure en appliquant le 

niveau de fermeture déterminé par U (U=0.63+0.37R) est montré par la figure 84. 

L’évolution de la vitesse de fissuration tend vers une seule courbe montrée par la 

courbe discontinue. Le modèle donne une bonne corrélation des résultats 

comparativement au modèle de Katcher/Kapler et plus précisément à R=0.3 pour les 

hautes valeurs de ∆Keff. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 84. Effet de fermeture de fissure sur les vitesses de fissuration de l’alliage 2024 T351 : 
Modèle d’Elber  
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Figure 85. Effet de fermeture de fissure sur les vitesses de fissuration de l’alliage 2024 T351 : 
Modèle de Katcher/Kaplan  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 86. Effet de fermeture de fissure sur les vitesses de fissuration de l’alliage 2024 T351 : 
Modèle de Schijve 
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Figure 87. Effet de fermeture de fissure sur les vitesses de fissuration de l’alliage 2024 T351 : 
Modèle de Benguediab  

 

III. AMELIORATION DU MODELE DE FERMETURE  

Selon l’analyse de fermeture de fissure conduite Aliaga et al. [111], la relation entre 

le rapport de charge R et le rapport de fermeture U proposée par Elber est de la forme : 

R.baU +=       (78) 

où le rapport de charge tends vers 1, l’effet de fermeture est négligeable, et le rapport 

de fermeture tend vers 1. Cela conduit à “a+b = 1”. Le paramètre “a” est définit par 

l’expression suivante : 
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L’analyse des données expérimentales présentés par la figure 83 en appliquant la 

relation précédente (équation 77) conduit aux valeurs suivantes “a=0.743” et 

“b=0.257”. L’évolution de la vitesse de fissuration en fonction du facteur d’intensité 

de contrainte effective effK∆ est présentée par la figure 88. Les différentes courbes 

tendent vers une courbe unique (trait discontinu). La comparaison du présent résultat 

obtenu avec les résultats obtenus par les modèles d’Elber, Katcher/Kaplan, Shijve et 

Benguediab, est montré sur la figure 88. On remarque que les résultats actuels corrélés 

donnent une bonne approximation à ceux obtenus par l’application du modèle Elber. 

Une légère différence est constatée par rapport aux résultats obtenus par le modèle 

Katcher/Kaplan et le modèle d’Elber. Ce constat confirme que le niveau de fermeture 

est légèrement le même et contrairement aux niveau de fermeture défini par Elber et et 

Shijve.       

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 88. Evolution de da/dN en fonction de ∆Keff : comparaison de l’effet de fermeture de 
fissure pour différents modèles pour l’alliage d’aluminium 2024 T351 
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I. APPROCHE LOCAL DE DEFORMATION ET MODELE DE 
PROPAGATION  

Dans cette partie une étude semi empirique basé sur l’utilisation du code de fatigue 

Afgrow pour prédire la durée de vie à l’amorçage et à la propagation de l’alliage 

d’aluminium 2024 T351. Le modèle géométrique utilisé est une plaque à trou central 

sous un chargement cyclique à amplitude constante. L’effet du rapport de charge et de 

la taille du trou sur le comportement en fatigue (amorçage et la propagation), sont 

étudiés.   

AFGROW est un code de fatigue développé par Harter [134], permet de prédire le 

comportement en fatigue des matériaux métalliques. La version du code AFGROW 

utilisé, travail sous une interface de Windows XP (Figure 89). Le code possède deux 

interfaces principales, l’interface « matériaux » et l’interface « modèle géométrique ». 

De plus, il permet par des interfaces intermédiaires, d’introduire des chargements 

cycliques ainsi que des champs des contraintes résiduelles. Il offre la possibilité 

d’introduire des matériaux différents (courbes de fissuration expérimentaux). 

L’introduction des modèles géométriques nouveaux nécessite l’élaboration des 

interfaces sous Microsoft Visuel Basic. Les résultats sont sous forme graphique et 

données numérique de l’évolution de longueur de la fissure en fonction du nombre de 

cycle a=f(N) et de la vitesse de propagation en fonction de l’amplitude du facteur 

d’intensité de contraintes. 

La résistance à la fatigue des matériaux est caractérisée par la courbe déformation - 

durée de vie. Le module d’amorçage des fissures de fatigue basé sur les courbes 

déformation – durée de vie à l’amorçage a été introduit initialement par Tuegel [135]. 

La méthode déformation - durée de vie à l’amorçage a été incorporée dans le code 

AFGROW [134]. Dans le cas de chargement cyclique par fatigue, les déformations 

locales sont obtenues par la règle de Neuber [136]. 
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La relation entre l’amplitude totale de déformation, 2ε∆  et la durée de vie à la 

rupture finale, fN2 , en se basant sur les relations 17, 18 et 19 est exprimé par la 

relation (80) permet d’évaluer la durée de vie à l’amorçage:  
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E22
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Figure 89. Interface du code AFGROW  

 

Nasgro équation implémentée dans le code AFGROW a été appliquée afin de 

prédire les durées de vie résiduelles à la propagation.  
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La prédiction des vitesses de fissuration dans le code AFGROW se fait selon la 

procédure détaillée par l’organigramme donné par la figure 90. 
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Figure 90. Méthodologie de prédiction des vitesses de fissuration par le code AFGROW  
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II. MATERIAU ET MODELE GEOMETRIQUE  

L’éprouvette sous forme d’une plaque à trou centrale en alliage d’aluminium 2024 

T351 (figure 91) est utilisée pour l’étude de l’amorçage et la propagation des fissures 

de fatigue sous l’environnement du code AFGROW. Le chargement appliqué est un 

chargement cyclique de tension. Les propriétés mécaniques de ce matériau sont 

données par le tableau 10. 

 
 
 
 
 
 
 

 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figure 91. Plaque à trou central avec fissures débouchantes  
 
 

Tableau 10. Propriétés mécaniques de l’alliage 2024 T351  

σ0.2 (MPa) 
KC 

(MPa.m0.5) 
KIC 

(MPa.m0.5) 
E (Gpa) ν 

372.32 74.72 37.36 73.09 0.33 
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Le facteur d’intensité de contrainte pour la géométrie étudiée dépend de plusieurs 

paramètres et est donné par la l’équation (82)  

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛βπσ=∆

r
a.a.K        (82) 

où β est le facteur de correction de géométrie proposé par Newman [137] 

(équation 83) 

432 52.347.446.315.01
r
a

λ+λ−λ+λ−=⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛β             (83) 

où: ( )( )r/a1/1 +=λ  

Le tableau 11 présente les propriétés de base du modèle de déformation cyclique – 

durée de vie à l’initiation pour l’alliage d’aluminium 2024 T351. Les paramètres 

essentiels de l’équation Nasgro sont donnés par le tableau 12. 

 

Tableau 11. Propriétés de déformation cyclique de l’alliage 2024 T351  

fσ ′  fε ′  b  c  fK  K ′   n′  

1013.53 0.21 -0.11 -0.52 0.5 10-4 786 0.09 

 
 
Tableau 13. Paramètres du modèle de propagation  

C N p q 

1.71 10-10 3.353 0.5 1 
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III. EFFET DU RAPPORT DE CHARGE SUR LA DUREE DE VIE A 
L’AMORÇAGE ET A LA VITESSE DE PROPAGATION  

La plaque à trou centrale est soumise à un chargement cyclique à amplitude 

constante (σamax=80 MPa) sous la variation du rapport de charge, R. Le critère de 

défaillance (rupture final)  Kmax  est adopté pour la limite de la propagation des fissures 

de fatigue  

La figure 92 montre l’effet du rapport de charge sur la durée de vie à l’amorçage à 

partir du trou de l’alliage d’aluminium 2024 T351. Pour des valeurs positives du 

rapport de charge, une augmentation de ce dernier augmente le nombre de cycle à 

l’amorçage. Cette augmentation de la durée de vie à l’amorçage est due à la 

diminution de l’amplitude de contrainte appliquée où le maximum de l’amplitude de 

chargement  est maintenu constant. L’effet du rapport de charge sur l’évolution de la 

durée de vie à l’initiation est approximé par une fonction exponentielle (équation 84). 

Aux faibles rapports de charge, l’effet de dernier est négligeable.  

R12.127
i e103N −×=       (84) 

L’effet du rapport de charge sur les vitesses de fissuration est montré sur la figure 

93. Un effet important est observé pour ce matériau aux faibles et aux hautes valeurs 

du facteur d’intensité de contrainte ∆K. L’augmentation du rapport de charge a fait 

augmenté les vitesses de fissuration et diminué le facteur d’intensité de contrainte seuil 

∆Kth. Le seuil de non fissuration varie de 2.1 mMPa  pour R=0.3 à 2.86 mMPa  

pour R=0. La zone de propagation stable (domaine de Paris) varie de 4 mMPa  à 30 

mMPa  où la pente des vitesses de fissuration est constante. 



Chapitre 4. Simulation de l’amorçage et la propagation  
de fissures de fatigue 

 101

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
 

Figure 92. Effet du rapport de charge sur la durée de vie à l’initiation de l’alliage 2024 T351  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 93. Effet du rapport de charge sur la vitesse de fissuration de l’alliage 2024 T351 
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III. EFFET D’ENTAILLE SUR LA DUREE DE VIE A L’AMORÇAGE  

L’effet d’entaille est caractérisé par la variation du rayon du trou de 2 à 7 mm. La 

figure 94 montre la variation de la durée de vie à l’initiation en fonction du rayon 

d’entaille pour un rapport de charge R=0.1. Il est montré clairement que 

l’augmentation du rayon d’entaille diminue la durée de vie à l’initiation. 

L’augmentation du rayon d’entaille de 2 mm à 7 mm diminue la durée de vie à 

l’initiation de 8.5 fois. Cela se traduit par la diminution de la contrainte au niveau de 

trou (coefficient de concentration de contrainte Kt). La variation du coefficient de 

concentration de contrainte en fonction du rayon d’entaille pour un chargement en 

tension est donnée par la figure 95. L’évolution de la durée de vie à l’initiation en 

fonction du rayon d’entaille (rayon du trou) est donnée par l’équation (85) donnant une 

meilleure corrélation. L’évolution de la durée de vie à l’initiation peut être présentée 

en fonction du coefficient de concentration de contrainte. Cette évolution est donnée 

par la figure  96.   

( )54322333
6
i r-r30+r10.3-r10+r10.4-10.4=

10
N    (85) 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure  94. Effet d’entaille sur la durée de vie à l’initiation à R=0.1 

0,0E+00

1,0E+08

2,0E+08

3,0E+08

4,0E+08

5,0E+08

1 2 3 4 5 6 7 8

Fa
tig

ue
 in

iti
at

io
n 

lif
e 

(c
yc

le
)



Chapitre 4. Simulation de l’amorçage et la propagation  
de fissures de fatigue 

 103

 

2,80

2,82

2,84

2,86

2,88

2,90

2,92

2,94

2,96

2,98

1 2 3 4 5 6 7 8

Rayon d'entaille (mm)

C
oe

ffi
ci

en
t d

e 
co

nc
en

tr
at

io
n 

de
 c

on
tr

ai
nt

e 
K

t

 

Figure  95. Coefficient de concentration de contrainte Kt en fonction du rayon d’entaille 
pour une plaque en tension à trou central  
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Figure  96. Effet du coefficient de concentration de contrainte "Kt" sur la durée de vie à 
l’initiation.  
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CONCLUSION GENERALE & PERSPECTIVES 

 

L’étude présentée dans cette thèse a pour objectif la caractérisation de l’amorçage 

et la propagation des fissures de fatigue sous chargement à amplitude constante sur 

l’alliage d’aluminium 2024 T351. 

L’étude de l’amorçage a fait l’objet d’une exploitation des essais de prefissuration 

réalisés sur des éprouvettes entaillées de type Charpy et sollicités en  flexion quatre 

points. Le rapport de charge et la présence des contraintes résiduelles sur l’amorçage 

de fissure de fatigue ont fait l’objet de la présente investigation. L’effet de fermeture a 

été étudié durant la phase de propagation stable (fissures longues) où un modèle 

amélioré a été proposé. L’effet d’entaille et le rapport de charge sur l’amorçage et la 

propagation de fissure de fatigue ont été simulés.     

L’étude de l’amorçage de fissure de fatigue sur l’alliage d’aluminium 2024 T351 a 

montré que : 

∗ Le nombre de cycle à l’amorçage augmente sous la diminution de l’amplitude 
de chargement.  

∗ La contrainte d’ouverture obtenue numériquement et développée au niveau de 
l’entaille dépend de l’amplitude de chargement et du rayon à fond d’entaille. 
Cette contrainte a été validée analytiquement par les équations de Creager. 

∗ Une loi d’amorçage a été estimée et comparé avec la littérature et donnant une 
bonne approximation. 

∗ La durée de vie à l’amorçage dépend du rapport de charge. A amplitude 
maximale constante, l’augmentation du rapport   de charge R, a fait augmenté 
la durée de vie à l’amorçage. 

∗ La surface de rupture en phase d’amorçage à partir d’entaille présente des 
ruptures cristallographiques. 

∗ La présence des contraintes résiduelles de compression générées par 
préchargement a affecté fortement la durée de vie à l’amorçage et 
représentants un effet bénéfique où la durée de vie représente 40 à 50 % de la 
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durée de vie totale. 

∗ Les surfaces de rupture en présence des contraintes résiduelles de 
compression présente un aspect de matage (frottement). 

∗ L’effet de fermeture de fissure est affecté par le rapport de charge. Les 
résultats obtenus nous ont permis de caler les vitesses de fissuration sur une 
seule courbe avec un modèle amélioré basé sur le modèle d’Elber. 

∗ L’étude de simulation de l’amorçage et la propagation de fissure de fatigue a 
montré que la durée de vie à l’amorçage dépend du rayon d’entaille i.e 
coefficient de concentration de contrainte et du rapport de charge. 

 
En perspective d’autres points feront l’objet d’études ultérieures :  

∗ L’effet des contraintes résiduelles obtenu par expansion sur l’amorçage des 
fissures de fatigue. 

∗ L’effet des retraitements thermiques des alliages d’aluminium sur le 
comportement en fatigue (amorçage et propagation). 

∗ Etude numérique de l’effet de fermeture de fissure (caractère tridimensionnel) 

∗ Effet d’écrouissage sur le comportement en fatigue des alliages d’aluminium 
à durcissement structural.   
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