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INTRODUCTION GENERALE 

 

 

 
Le transport par rail a joué, dès le début de l'ère industrielle, un rôle central dans le 

développement économique des pays d'Europe occidentale, d'Amérique du Nord ainsi 

qu'au Japon. La conception du rail et de la roue ferroviaire, fut l’une des premières 

grandes innovations technologiques qui a donné une impulsion à une série 

d'importantes mutations en matière de transport terrestre. 

 

Le transport ferroviaire constitue actuellement l’un des moyens les plus importants et 

les plus performants du transport terrestre de passagers et de marchandises. Ce 

développement qui s’est produit sur plus d’un siècle, s’est accompagné d’une 

augmentation régulière des vitesses des trains, des charges et du trafic que les voies de 

chemins de fer doivent supporter. 

 

Le fonctionnement fiable des roues ferroviaires exige un ensemble complexe d’étapes 

de fabrication et d’usinage ; cette complexité tient à la  nécessité d’assurer un haut 

niveau de sécurité pendant la mise en service. La roue supporte des chargements 

dynamiques cycliques verticaux représentant le poids de la locomotive en 

mouvement, des chargement dynamiques cycliques latéraux lors du passage du train 

sur les voies en courbe, des chargement mécaniques thermiques engendrés par le 

frottement dans le zone de contact roue/rail. On distingue différents types de 

frottement : le frottement latéral compte tenu de la géométrie du contact roue/rail, le 

frottement longitudinal en traction dû à l’avancement des roues de train aux valeurs 

de vitesses stables, au démarrage et à l’accélération du train, le frottement longitudinal 

lors des phases de freinage ordinaire ou de freinage d’urgence auquel cas le 

coefficient du frottement devient plus important. La roue doit donc supporter toutes 

ces charges et les transmettre au rail par une zone de contact relativement étroite. 

 

La fabrication de roues de locomotive et des rails utilise un ensemble de procédés 

(laminage, forgeage, usinage...) auxquels il faut ajouter les traitements thermiques. 

Tous ces procédés conduisent inévitablement à différents types de défauts, de taille et 

de nocivité plus ou moins importantes. Aussi, l’étude détaillée de la géométrie et du 

type de défaut dans les roues et dans les rails, devient de plus en plus importante pour 

l’estimation de la durée de vie à l’amorçage des fissures de Fatigue de Contact de 

Roulement (FCR). De telles fissures s’initient au droit de ces défauts et l’expérience 

montre que la période d’amorçage est souvent bien plus longue que la période de 

propagation ultérieure de ces fissures ; la propagation reste d’ailleurs une étape très 

critique et difficile à évaluer, pouvant conduire à la rupture finale des roues 

ferroviaires qui doit être à tout prix éviter car nécessairement catastrophique 

(déraillement du train). 

 

On peut citer quelques accidents catastrophiques de trains survenus depuis le début de 

l’ère industrielle et liés à l’endommagement par fatigue :  
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- en 1842, la fatigue de l’essieu de locomotive de tête du train Paris Versailles a 

causé sa rupture et engendré le déraillement du train : cet accident fut à 

l’origine de la découverte du phénomène de fatigue, totalement inconnu avant 

cette date ;  

- en 1998, l’Inter City Express (ICE) Allemand déraille après une rupture par 

FCR d’une roue de locomotive ; 

- en 2000 un train britannique déraille au nord de Londres suite à la défaillance 

d’un rail par FCR. 

 

Dans un matériau considéré comme vierge de défauts, les fissures de FCR s’initient 

sur la surface de contact ou sous cette surface à des profondeurs ne dépassant pas les 5 

mm. Les amorçages en surface sont dus à différents mécanismes d’endommagement 

tels l’usure engendrée par des grandes forces de frottement en traction et au freinage, 

la corrosion des surfaces liée à l’agressivité de l’environnement... Ces mécanismes 

pouvant entrer en compétition ou se compléter pour accélérer la fissuration. Dans un 

matériau comportant des défauts en volume, les fissures s’amorcent généralement 

autour de ces défauts même lorsque ceux-ci sont à des profondeurs de l’ordre de 25 

mm sous la surface de contact.  

 

Cette thèse est une étude numérique de la nocivité des défauts dans une roue de 

locomotive, soumise à des chargements sous forme d’une pression de contact hertzien 

en mouvement à la surface de la roue. Elle comporte cinq chapitres.  

 

Le premier chapitre est une étude bibliographique de l’endommagement par la FCR 

présentant les mécanismes d’amorçage et de propagation des fissures liés à ce type de 

dégradation des caractéristiques mécanique d’une roue ferroviaire ou d’un rail. 

L’influence des défauts du matériau sur cet endommagement et les interactions entre 

l’usure et la FCR sont également abordées. La deuxième partie de cette étude 

bibliographique traite des modèles de prévision de la durée de vie à l’amorçage par 

FCR et des approches sur lesquelles reposent ces modèles. L’étude se termine par un 

bref aperçu sur la modélisation des fissures de FCR.  

 

La modélisation bidimensionnelle par éléments finis (code de calcul ABAQUS-

implicit) de la section d’une roue ferroviaire comportant un défaut de section 

circulaire et l’estimation de la durée de vie font l’objet du deuxième chapitre. Les 

équations constitutives décrivant  l’écrouissage du matériau sont présentées ainsi que 

la formulation du problème de contact. Le modèle d’endommagement par fatigue 

utilisé est celui de Jiang et Sehitoglu basé sur le maximum de la densité d’énergie 

dans un plan critique. Le modèle de prévision de la durée de vie repose quant à lui sur 

la loi empirique de Smith, Watson et Topper issue des résultats de fatigue 

oligocyclique. L’étude numérique à proprement parlé, concerne une roue comportant 

un défaut de forme circulaire situé à une profondeur de 15 mm en dessous de la 

surface de contact. Celle-ci est soumise à différentes charges linéiques monotones 

( 7,12,18 et 22 /F MN m= ) conduisant à différents comportements (adaptation 

élastique, accommodation plastique ou effet de rochet) dans l’élément critique. 

L’influence de la profondeur h  de défaut sur la durée de vie à l’amorçage d’une 

fissure par FCR ( 5,10,15, 20 et 25 )h mm=  est étudiée pour le charge linéique 

12 /F MN m= . Elle montre que la technique de submodeling utilisée pour réduire les 

temps donne des résultats satisfaisants lorsque la profondeur est supérieure à 10mm . 
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Cette étude du chapitre 2 sur un défaut circulaire de diamètre 1mm  a permis de 

valider la simulation numérique en traitant les questions de convergence du maillage 

utilisé, de stabilité des résultats, d’efficacité de la technique de submodeling... . 

 

Le troisième chapitre est une étude de l’influence des différents paramètres que sont 

le niveau de chargement, la profondeur du défaut sous la surface de contact, la taille et 

la forme du défaut, en considérant l’existence de défauts de forme circulaire ou 

elliptique. La simulation de la présence d’amas de défauts sous la surface de contact, a 

été limitée à deux défauts de formes circulaire ou elliptique, alignés horizontalement, 

verticalement ou diagonalement : l’interaction entre défauts et l’incidence sur la durée 

de vie ont été analysées en faisant varier la profondeur et la distance entre défauts. 

Cette étude paramétrique traite des variations de comportement, de l’orientation des 

plans critiques, des contributions respectives des modes d’ouverture et de cisaillement 

dans l’endommagement, et enfin des durées de vie.  

 

Les roues ferroviaires sont généralement soumises en service à des chargements 

mécaniques variables dans le temps, présentant des surcharges ou des sous charges. 

Les effets de surcharge sont le plus souvent liés à la présence d’aspérités sur la 

surface de contact du rail (points de soudure entre les sections des rails, points de 

corrosion ou cavité ...) ou sur la bande de roulement de la roue. Le quatrième 

chapitre aborde l’influence des spectres de charges comportant des surcharges ou des 

sous charge ; les configurations étudiées présentent un ou deux défauts de forme 

circulaire ou elliptique. La deuxième partie de ce chapitre traite l’influence du 

frottement sur la tenue en fatigue de contact de roulement en examinant les cas d’une 

roue avec ou sans défaut sous la surface de contact.  

 

Le cinquième chapitre aborde les effets d'inertie en utilisant la version explicite du 

code de calcul ABAQUS. Les résultats déterminés en dynamique sont comparés à 

ceux obtenus en statique, en faisant varier les chargements appliqués. L'influence de 

la vitesse de roulement sur la distribution des déformations plastiques dans la roue, 

ainsi que sur les durées de vie est également discutée. 
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1.1. INTRODUCTION 
 
Le transport ferroviaire constitue actuellement l’un des moyens les plus importants et les plus 
performants du transport terrestre de passagers et de marchandises. Il s’est produit une 
augmentation régulière des charges et du trafic que les voies de chemins de fer doivent 
supporter, accompagnée d’augmentations de vitesses des trains. En conséquence, les rails et 
les roues sont fréquemment appelés à supporter des sollicitations de service plus sévères que 
celles relatives à leur conception originale, ceci entraîne des problèmes d’usure et de fatigue 
de contact de roulement (FCR) qui risquent de diminuer la durée de vie de ces composants 
ferroviaires. 
 
De plus, le transport ferroviaire a gagné un rôle crucial en limitant la congestion du trafic dans 
des régions fortement denses. Dans cette perspective, la FCR des composants ferroviaires 
constitue un sujet très important. Les accidents provoqués par la FCR peuvent non seulement 
causer des dégâts humains et des pertes financières, ils peuvent également inciter les 
personnes à choisir de se déplacer en voiture, ce qui augmente la congestion ultérieure du 
trafic, cause des problèmes écologiques, et par la suite peut mener à une augmentation des 
dégâts humains parce que le trafic automobile est sensiblement moins sûr que le transport 
ferroviaire. 
 
Dans ce concept, les ruptures non catastrophiques dues à la FCR sont également importantes 
puisqu'elles causent une maintenance non programmée qui par la suite provoque une 
diminution de la capacité et des retards dans le trafic ferroviaire. 
 
La rupture fragile des roues ferroviaires peut être catastrophique et causer un déraillement. 
Les conditions de chargement et de vitesse des voitures de trains en service sont devenues 
sévères ces dernières années. Par conséquent, une évaluation plus précise de la résistance et 
de la sécurité des roues est souhaitable. 
 
L’accumulation de l’endommagement dû à la fatigue, la déformation plastique et l’usure 
réduit de manière significative la durée de service du matériel ferroviaire. Ces dernières 
années, des trains à plus grandes vitesses et des charges axiales plus élevées conduisent à des 
efforts de contact roue/rail plus élevés. Ainsi, des efforts doivent être entrepris pour optimiser 
la conception des roues et des rails. Cette évolution tend à changer l’endommagement majeur 
de la bande de roulement de la roue de l’usure à la fatigue. A la différence du processus de 
faible détérioration par usure, la fatigue cause des ruptures brutales dans les roues ou une 
perte de matière de la bande de roulement. Ces ruptures peuvent causer l’endommagement 
des rails, l’endommagement des suspensions de trains et, dans des cas rares, un grave 
déraillement de train. 
 
La compréhension du mécanisme de FCR nécessite une connaissance détaillée de 
l’interaction roue/rail. Il est également nécessaire de disposer d’un modèle d’accumulation de 
l’endommagement par fatigue multiaxiale dans un état de contrainte de contact de roulement. 
 
Lors d’un freinage brusque, la rupture de roues ferroviaires peut être provoquée par la 
propagation de fronts de fissures thermiques, favorisée par les contraintes produites par 
l’échauffement anormal. Aux Etats-Unis, il y a eu 100-200 déraillements dus à de telles 
ruptures de roues. Au Japon, vu la tendance actuelle d’augmentation des vitesses et des 
charges, des contre-mesures pour la rupture de roues ont été exigées [1]. 

 -8-



Chapitre 1. Etude bibliographique. Fatigue de contact de roulement des composants ferroviaires 

L’endommagement par FCR représente une des causes significatives de remplacement des 
rails. Si les rails ne sont pas contrôlés périodiquement, il peut y avoir une perte de fragments 
de la tête de rail, et même la rupture transversale du rail. Un tel endommagement peut être 
minimisé en appliquant les recommandations suivantes : 
 
- La réduction des efforts de contact en améliorant la conception des profils de rail et de roue ; 
- L’utilisation de procédures de meulage des rails pour enlever les petites fissures 

superficielles ; 
- L’amélioration des aciers pour rails ; 
- La réalisation de contrôles non destructifs réguliers. 
 
Néanmoins, la quantification de l’endommagement de FCR induit par le trafic est rendue 
difficile par la grande variété des chargements, des vitesses de trains, des géométries de 
contact roue/rail et des conceptions des courbures de voies. La simulation de ces conditions 
en laboratoire offre une opportunité pour contrôler la multitude de variables d'une façon 
rapide et relativement bon marché [2]. Pourvu que la pertinence des résultats de laboratoire 
soit vérifiée par des comparaisons avec des observations sur site, l’essai en laboratoire peut 
fournir une méthode rapide pour comprendre en détail les mécanismes de fissuration par FCR. 
 
 
1.2. ENDOMMAGEMENT PAR FATIGUE DE CONTACT DE ROULEMENT 
 
1.2.1. Introduction 
 
La fatigue de contact de roulement (FCR) des composants ferroviaires est un processus de 
détérioration matérielle dans lequel des fissures s’amorcent et se propagent dans ces 
composants en cours de service. Si ces fissures ne sont pas contrôlées pendant les opérations 
de maintenance, la roue peut éventuellement se rompre soit par propagation de fissures vers la 
surface de la roue soit par propagation de fissures vers l'intérieur, i.e. vers l'axe de la roue. 
Particulièrement, le dernier cas peut mettre en danger le fonctionnement de trains. 
 
L’exploitation de trains de plus en plus rapides et l’augmentation des charges transportées ont 
entraîné plus de problèmes de FCR des rails et des roues ferroviaires. Les ruptures causées par 
la FCR sont souvent de nature brutale et peuvent causer des dégâts humains et matériels. La 
prévention de telles ruptures nécessite une compréhension des mécanismes mis en jeu en 
FCR. 
 
Selon la combinaison des valeurs des charges verticales et latérales, des propriétés du 
matériau et du contact géométrique, la FCR peut se manifester par des fissures s’amorçant en 
surface ou au-dessous de la surface. Il est bien connu que la fatigue initiée au-dessous de la 
surface est favorisée par la présence éventuelle de défauts macroscopiques du matériau. 
 
L’analyse de contraintes dans les contacts de roulement montre que, dans le cas où la charge 
de contact dépasse un certain seuil, des déformations plastiques cycliques et des contraintes 
résiduelles apparaissent. Ces déformations ne sont pas complètement réversibles et continuent 
à s’accumuler donnant lieu à l’effet de rochet qui contribue à l’arrachement de particules 
métalliques de la surface de roulement et qui conduit à un endommagement des rails et des 
roues. Cet effet a été étudié expérimentalement et théoriquement dans le but de bien connaître 
les conditions de son apparition et les facteurs qui l’influent. 
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Des modèles de prévision de la durée de vie en FCR ont été proposés dans le cas de la fatigue 
oligocyclique et de l’effet de rochet en partant d’un matériau initialement sans défauts et 
homogène. L’amorçage de fissures de fatigue dans ces modèles se produit dans un ensemble 
de plans critiques où l’endommagement est maximal. Ces approches de plan critique ont 
permis d’expliquer le fait que les fissures de fatigue, bien que quelquefois perpendiculaires à 
la surface de contact de roulement, sont souvent inclinées par rapport à celle-ci. 
 
L’amorçage de fissures de fatigue de contact de roulement dans les contacts roue/rail est 
simulé en laboratoire par des essais utilisant deux disques. Ces essais permettent un meilleur 
contrôle et pilotage des paramètres d’essai tels que la pression de contact et le coefficient de 
frottement. Les résultats de ces essais, ainsi que ceux des simulations par éléments finis et des 
modèles de l’effet de rochet, montrent que le matériau peut présenter différents 
comportements selon les valeurs de la pression de contact et du coefficient de frottement : 
comportement purement élastique, adaptation élastique, accommodation plastique, effet de 
rochet. 
 
Enfin, le développement de la technologie d’élaboration et de mise en œuvre des aciers a 
réduit de manière substantielle les défauts en FCR associés aux inclusions d’oxydes non 
métalliques et à la fragilisation par l’hydrogène. Malgré ces efforts, l’amorçage de fissures en 
surface ou à fleur de surface pose encore de plus en plus de problèmes dans les trains à 
grandes vitesses. L’occurrence de ces défauts peut conduire à une rectification coûteuse du 
rail en attendant de le remplacer, un remplacement prématuré des rails ou une rupture 
complète du rail. 
 
1.2.2. Les aspects spécifiques de la FCR 
 
L'analyse de La FCR diffère de l'analyse « classique » de la fatigue dans plusieurs aspects 
[3] : 
 
- Le chargement de contact de roulement cause un état multiaxial de contrainte avec des 
composantes de contraintes déphasées et des directions principales de contrainte tournantes. 
 
- Au cours de leur propagation, les fissures soumises à un chargement multiaxial dévient 
normalement en une propagation dominée par le mode I. Ce n'est pas le cas en FCR où les 
pressions élevées confinées sous le contact suppriment normalement n'importe quelle 
déformation en mode I de la fissure en l'absence de fluides résiduels. A la place, les fissures 
se propagent principalement en mode mixte II–III. 
 
- Dans un chargement principalement en compression, la validité des modèles traditionnels 
de fatigue peut être remise en cause. Comme exemple, la loi de Paris prévoit une propagation 
nulle de la fissure sous un chargement en compression sous sa forme originale puisqu'elle 
utilise la variation du facteur d'intensité de contrainte en mode I. 
 
- En raison du chargement en compression, le frottement des faces de fissure contrôlera la 
propagation de fissure [4]. Cependant, il est difficile de quantifier la valeur du frottement 
opérationnel des faces de fissure. 
 
- Un effet semblable du chargement en compression consiste à ce que la déflexion des faces 
de fissure augmente avec la longueur de fissure et peut causer la fermeture complète entre les 
faces de fissure pour une partie de la fissure [5-7]. 

 -10-



Chapitre 1. Etude bibliographique. Fatigue de contact de roulement des composants ferroviaires 

 
- Contrairement au comportement en chargement de traction, des surcharges occasionnelles 
peuvent accélérer légèrement la propagation de fissure [8,9]. Ceci peut mener à des prévisions 
non conservatives de la durée de vie en fatigue. 
 
Pour les composants ferroviaires, le problème est encore plus compliqué par l’aspect aléatoire 
des charges agissant en cours de service [10], des géométries de contact et des résistances à la 
fatigue [8,11]. 
 
1.2.3. Types de comportements du matériau dans les contacts de roulement 
 
La figure 1-1 illustre les différents types de comportement du matériau dans la zone de 
contact roue/rail. Parmi les facteurs qui déterminent le type de comportement, on peut citer la 
valeur des charges de contact, l’écrouissage du matériau, l’état de contrainte résiduelle et le 
changement dans les conditions de contact dû à la déformation plastique et/ou à l’usure [12]. 
 
Le comportement parfaitement élastique (a) est rarement rencontré. En effet, dans les rails, la 
déformation plastique apparaît pour des charges de contact relativement faibles. Quand la 
contrainte seuil est dépassée dans le premier cycle de chargement, des contraintes résiduelles 
sont introduites et le matériau déformé plastiquement subit un écrouissage. Ces deux effets 
peuvent amener le matériau à un comportement appelé adaptation élastique (b). Si le 
chargement est bien plus sévère, la courbe contrainte – déformation cyclique devient une 
boucle fermée stabilisée avec une déformation plastique globale nulle, la réponse du matériau 
est appelée accommodation élastoplastique (c). Enfin, quand le matériau subit une 
déformation plastique additionnelle à chaque cycle de chargement, l’effet de rochet ou fluage 
cyclique apparaît (d). Cette accumulation de la déformation plastique continue jusqu’à ce que 
la limite de ductilité du matériau soit atteinte et la rupture survienne. 
 
 

Figure 1-1. Réponse d’un matériau dans la zone de contact roue/rail ; (a) comportement 
élastique parfait ; (b) adaptation élastique ; (c) accommodation élastoplastique ; (d) effet de 

rochet [12]. 
 
L’accommodation élastoplastique et l’effet de rochet causent l’amorçage de fissures 
superficielles de fatigue et conduisent à un endommagement par FCR. La déformation 
caractéristique élevée de cisaillement du matériau dans la zone de contact des rails est causée 
par l’effet de rochet. Quant au comportement d’accommodation élastoplastique, il produit 
moins d’endommagement visible dans le matériau. Dans la plupart des aciers perlitiques pour 
rails, on observe que le taux de l’effet de rochet n’est pas constant, il diminue quand la 
déformation accumulée augmente [12]. 
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Pour prévoir la FCR initiée en surface, des diagrammes d’accommodation [13,14] peuvent 
être utilisés. Ces diagrammes nécessitent comme données les charges subies en service, la 
géométrie de contact et la résistance du matériau en termes de contrainte seuil de cisaillement, 
en prenant en compte l’écrouissage, qui peut être substantiel en roulement de contact [15,16]. 
La position du point de travail dans le diagramme d’accommodation (figure 1-2) indique les 
cas où la plasticité superficielle, impliquant une fatigue en surface, se produira. 
 
Le diagramme d’accommodation a été initialement basé sur la théorie Hertzienne dont les 
hypothèses sont les suivantes : un comportement élastique du matériau, des géométries 
continues de surface, une absence de frottement, des surfaces lisses du matériau à l’échelle 
microscopique, des surfaces non conformes qui offrent de faibles zones de contact en 
comparaison avec les dimensions du matériau et du rayon relatif de courbure. Cette théorie a 
été ensuite étendue pour décrire le comportement élastoplastique du matériau et le frottement 
de roulement [12]. 
 
Dans le diagramme d’accommodation de la figure 1-2 [12], les courbes d’écrouissage du 
matériau, définissant les aires relatives aux différents types de comportements du matériau, 
sont déterminées en utilisant des lois d’accommodation prenant en compte le contact 
géométrique, le frottement de roulement dans le contact, la valeur de la pression normale de 
contact et la ductilité du matériau. La pression normale maximale de contact p0 et la ductilité 
du matériau, exprimée par la contrainte seuil de cisaillement k, sont représentées par le facteur 
de charge 0p kλ  en ordonnées du diagramme d'accommodation. La constante λ prend en 
compte la forme de la zone de contact (circulaire ou elliptique de demi-axes  et b ) et influe 
sur les courbes d’écrouissage limites. Les forces de frottement dans le contact de roulement 
sont représentées en abscisses du diagramme d'accommodation par le coefficient de 
frottement μ. 

a

 
 

 
 

Figure 1-2 : Diagramme d'accommodation pour un contact tridimensionnel de roulement – 
glissement [12]. 

 
Les diagrammes d’accommodation sont très utiles dans la phase de modélisation par éléments 
finis des contacts de roulement, où ils peuvent être utilisés, dans une première approximation, 
pour prévoir le comportement du matériau et la zone (en surface ou sous la surface) où 
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l’endommagement par FCR est le plus élevé, pour une charge de contact et une géométrie de 
contact données. De ce fait, la densité de maillage peut être augmentée dans les parties du 
modèle par éléments finis où les déformations et les contraintes sont les plus élevées. 
 
1.2.4. Endommagement par FCR des roues 
 
Les roues ferroviaires peuvent se rompre de différentes manières en relation avec les 
différents mécanismes mis en jeu. Ekberg et Marais [5] ont divisé les modes de rupture par 
fatigue des roues en trois types différents correspondants aux différentes zones d’amorçage : 
amorçage en surface, amorçage sous la surface et amorçage en profondeur loin de la surface. 
Dans la bande de roulement, il existe habituellement deux types de fissures. L’un est causé 
par les contraintes mécaniques répétées de contact. L’autre est initié par les contraintes 
thermiques résultant du frottement sur la bande de roulement pendant le freinage. Les fissures 
thermiques apparaissent comme des fissures courtes orientées axialement sur la bande de 
roulement [17]. 
 
Selon la base de données de l’Union Pacifique des Chemins de Fer, 65% des ruptures de 
roues ferroviaires sont causées par des bandes de roulement fissurées, 5% par fissuration 
thermique, et les 30% restants par une fissuration verticale des bandes de roulement. La 
fissuration thermique provoque le détachement d’un fragment de la bande de roulement de la 
roue alors que la fissuration par fatigue de la bande de roulement peut détruire l’intégrité de la 
roue et elle est donc plus dangereuse. 
 
Les ruptures par fissuration de bandes de roulement résultent de fissures longues de fatigue 
qui se propagent à peu près parallèlement à la surface de la bande de roulement de la roue. La 
contrainte élevée, due à l’impact roue/rail ou à des discontinuités du matériau, est responsable 
de l’initiation de la fissuration des bandes de roulement. Des améliorations significatives ont 
été faites ces dernières années pour prévenir les ruptures par fissuration des bandes de 
roulement, telles que les réglementations strictes dans le contrôle de la fabrication des roues, 
etc. Cependant, ces améliorations aident seulement à réduire l’occurrence de la fissuration des 
bandes de roulement, mais elles n’empêchent pas ces ruptures. Plus important encore, les 
« nouvelles » roues peuvent avoir une meilleure résistance à la rupture par fissuration de la 
bande de roulement, mais cela ne vaut pas nécessairement pour les millions de « vieilles » 
roues qui sont toujours en service. En conséquence, il est nécessaire de trouver un plan 
optimisé d'inspection et d'entretien pour les « vieilles » roues afin de réduire leurs ruptures. 
 
 
1.3. MECANISMES D’AMORÇAGE ET DE PROPAGATION DE FISSURES DE FCR 
 
La FCR peut se manifester par des fissures s’amorçant en surface ou au-dessous de la surface, 
selon la combinaison des valeurs des charges subies par les roues et les rails, des propriétés du 
matériau et de la géométrie du contact roue/rail. La fatigue initiée au-dessous de la surface est 
favorisée par la présence éventuelle de défauts macroscopiques du matériau. 
 
1.3.1. Fissures amorcées en surface 
 
Nous allons présenter ci-dessous les mécanismes responsables de l’amorçage et de la 
propagation de fissures à partir de la surface des rails et des roues ferroviaires. Certains 
facteurs influants sur ces mécanismes sont également discutés. 
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1.3.1.1. Amorçage de fissures dû à la plasticité superficielle 
 
Quand un composant ferroviaire en roulement de contact est soumis à des applications 
répétées de charges de frottement élevées, dues par exemple à la traction ferroviaire, au 
freinage, aux courbures, etc., le matériau se déforme plastiquement en surface (figure 1-3 [3]). 
Si la déformation se produit dans une direction dominante, la microstructure présente 
clairement des aspects de « laminage extérieur » (figure 1-4a [3]). Dans le cas où 
l’écrouissage du matériau et les contraintes résiduelles ne sont pas suffisants pour empêcher 
une accumulation ultérieure de déformations plastiques, des fissures se formeront 
éventuellement quand la déformation à rupture est dépassée. Cette déformation à rupture est 
de loin supérieure à celle des essais de traction, la raison étant liée à l'influence bénéfique des 
contraintes de compression [15]. Un tel mode de rupture est appelé effet de rochet, et il est 
fréquemment étudié dans des essais à deux disques bien qu'il ait été également étudié par 
l'essai biaxial [18]. La déformation par effet de rochet s'est avérée une fonction non linéaire de 
la pression de contact et du nombre de cycles de contact [19]. 
 
Dans le cas de directions alternées du chargement de frottement, par exemple en raison 
d'alternances de traction / freinage, le matériau ne subira pas un effet de rochet de la même 
manière puisque les déformations plastiques se produiront dans les deux directions 
provoquant une déformation plastique cumulée presque nulle. A la place, la rupture sera 
causée par une fatigue à faible nombre de cycles. Pour des combinaisons de fatigue à faible 
nombre de cycles et d’effet de rochet, la fatigue et l’effet de rochet peuvent être considérés en 
tant que mécanismes compétitifs [20,21]. 
 
La théorie d’amorçage de fissure dû à la déformation plastique en surface du matériau est bien 
confirmée par des études métallographiques des faciès de rupture (figure 1-4a [3]). Dans les 
rails, la fatigue amorcée en surface se produit typiquement au coin de la tête de rail, tandis que 
dans les roues, les endommagements superficiels de fatigue peuvent s’étaler partout sur la 
bande de roulement (figure 1-4b [3]). 
 
 
 

 
 
 

Figure 1-3. Schéma illustrant la déformation plastique de la surface du matériau dans une 
roue ferroviaire. Les lignes en pointillé indiquent les plans du matériau avant et après la 

déformation [3]. 
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Figure 1-4. (a) Microstructure déformée et propagation de fissure dans un contact de 
roulement. 

(b) Endommagement superficiel dû à la fatigue amorcée en surface [3]. 
 
 
1.3.1.2. Propagation de fissures 
 
Les fissures amorcées en surface se propagent initialement dans le matériau selon un angle 
peu profond puis dévient aussitôt dans une direction presque radiale. Dans les roues 
ferroviaires, les fissures dévient ensuite perpendiculairement et continuent à se propager dans 
une direction circulaire à des profondeurs d'environ 0,5-5 millimètres [3] (voir figure 1-5). La 
rupture finale se produit typiquement en tant que ramification de la fissure vers la surface, 
rompant un morceau du matériau en surface (figures 1-4b et 1-5). Un mode de rupture plus 
rare consiste en une propagation radiale vers le moyeu des fissures amorcées en surface. Un 
tel mode est favorisé par un chargement thermique élevé [22]. 
 
 

 
 

Figure 1-5. Représentation schématique de la propagation de fissures de fatigue amorcées en 
surface dans les roues. Un fois amorcée, la fissure déviera vers une direction presque radiale. 

A une profondeur d’environ 0,5 mm, la fissure tendra à se ramifier vers une propagation 
circonférentielle. La rupture finale se produira typiquement par un détachement d’un morceau 

de la surface de matériau quand les fissures dévient vers la surface [3]. 
 
Dans les rails, les fissures superficielles se propagent typiquement sur une plus longue 
distance avant qu’une déviation vers une propagation verticale se produise. Il n'est également 
pas rare que les fissures superficielles continuent à se propager en bas jusqu'à ce qu'une 

 -15-



Chapitre 1. Etude bibliographique. Fatigue de contact de roulement des composants ferroviaires 

rupture complète du rail se produise. Une telle rupture transversale est favorisée par les 
contraintes globales de flexion et de traction dans la masse du rail, par exemple dues à un 
refroidissement d’une voie soudée. 
 
Wong et al. [23] ont étudié la ramification de fissures à l’aide d’éprouvettes chargées 
multiaxialement. Ces auteurs ont proposé que les ramifications de fissures de rail sont 
gouvernées par la variation effective de l'intensité de la contrainte et le degré de 
chevauchement entre les modes de chargement : cisaillement et compression. 
En général, la propagation de fissure sous chargement de contact de roulement est très 
influencée par le frottement entre les faces de fissure [24]. Dans ce contexte, les surcharges en 
compression peuvent être nuisibles en écrasant des aspérités de faces de fissure et en réduisant 
de ce fait le frottement entre les faces de fissure [9]. 
 
1.3.1.2.1. Influence de la lubrification sur la propagation de fissures en FCR 
 
Il existe différentes théories sur les mécanismes responsables de la propagation de fissures 
superficielles. La plupart de ces théories soulignent l'influence de la lubrification sur la 
propagation de la fissure. La lubrification est ici employée dans un sens large comprenant 
toutes les matières liquides qui peuvent pénétrer dans la fissure, par exemple l'eau, la graisse, 
l’huile, etc. 
 
Trois mécanismes possibles pour expliquer le rôle de la lubrification ont été proposés [25] : 
 
- La lubrification des faces de fissure diminue le frottement entre ces faces et augmente ainsi 
les forces d’entraînement de fissure. Cet effet a été confirmé par des simulations numériques 
[26]. 
 
- Le fluide pénétrant à l’intérieur de la fissure distribue la pression de contact qui agit sur le 
fluide à la pointe de fissure comme une pression hydraulique sur les faces de fissure. Cet effet 
empêchera également la fermeture de fissure. 
 
- Le fluide piégé à l’intérieur de la fissure peut causer une augmentation marquée du facteur 
d'intensité de contrainte en mode I, comme le montre la figure 1-6 [3]. 
 
 

 
 

Figure 1-6. Mécanisme de propagation de fissure par la pression d’un fluide piégé [3]. 
 
Certaines observations sur site confirment également l’influence de la lubrification sur la 
propagation de fissures superficielles ; par exemple, il a été observé que la fatigue 
superficielle des rails est rare dans les tunnels [27,28] et que les reprofilages de roues 
subissent de grandes variations saisonnières [29,30]. 
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Il est nécessaire de noter que le rôle de la lubrification dans la propagation des fissures 
superficielles n'implique pas que la lubrification devrait être abandonnée. A la place, une 
utilisation appropriée de la lubrification présente l'effet bénéfique de réduire le frottement, qui 
diminuera le risque d’amorçage de fissure et les taux d'usure et de propagation du bruit. 
 
1.3.1.2.2. Influence de la corrosion 
 
On pourrait s’attendre à ce que la propagation de fissure soit favorisée par la formation de 
rouille, qui pourrait se produire à la pointe de fissure. Un tel mécanisme ne peut pas expliquer 
pourquoi les fissures se propagent dans une direction préférée ou l'influence de la traction et 
son inactivité quand le lubrifiant consiste en une graisse ou une huile. Cependant, pour les 
fissures profondes, où la pénétration de fluide est de toute manière peu probable à la pointe de 
fissure, l'influence de la corrosion peut bien être importante [3]. 
 
1.3.1.3. Prévention de l’amorçage de fissures superficielles 
 
Ekberg et al. [31] ont proposé un indice de fatigue superficielle basé sur le diagramme 
d’accommodation. Cet indice peut être exprimé par : 

 
1 2

3surf
z

abkFI f f
F

π
υ

= − = −                                         (1.1) 

 
Avec f  le coefficient de frottement appliqué, a  et b  les demi-axes dans un contact hertzien, 
k la contrainte seuil en cisaillement et  la valeur de la charge verticale. Plus l’indice est 
élevé, plus le risque de fatigue superficielle croît. Différents moyens de prévention de 
l’amorçage de la fatigue superficielle peuvent être identifiés à partir de cet indice de fatigue. 
La première option consiste en l’augmentation de la résistance du matériau (k) et le contrôle 
de la géométrie de contact ( ) par l’introduction de matériaux à haute limite d’élasticité 
[32-34], le meulage de rails [28, 35, 36], le revêtement de la surface [37] et la trempe de la 
jante des roues pour introduire des contraintes bénéfiques de compression [38]. Une autre 
option consiste à diminuer les charges de frottement (

zF

,a b

f ) par le contrôle de la lubrification et 
du freinage. 
 
1.3.1.4. Influence des aspérités superficielles 
 
Une autre explication de l’amorçage et de la propagation des fissures, qui ne se fonde pas sur 
l'occurrence de déformations plastiques et la propagation subséquente sous l'influence de 
lubrifiants, a été proposée dans la littérature [39,40]. Elle est basée sur la formation et la 
propagation de fissures dans le champ de contrainte de traction créé au-dessous des aspérités. 
Une surface matérielle qui apparaît lisse à l’échelle macroscopique présente une rugosité à 
l’échelle microscopique (figure 1-7a [3]). Quand les deux surfaces sont pressées l’une contre 
l’autre, seules les plus grandes aspérités seront initialement mis en contact. Progressivement, 
à mesure que la valeur de charge augmente, le contact s’étendra à de aspérités de plus en plus 
petites. 
 
Cependant, pour des pressions élevées, les aspérités relativement grandes supporteront une 
partie de la charge plus élevée que dans le matériau environnant. Celle-ci peut être considérée 
comme une charge locale ponctuelle et peut causer l’amorçage de fissures coniques à cause 
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des contraintes radiales de traction qui apparaissent dans le matériau en dehors du contact 
(figure 1-7b) [39,40]. 
 
 

 
 

Figure 1-7. (a) Rugosité de la surface du matériau à différentes échelles. (b) Chargement 
d’une aspérité causant une fissure conique [3]. 

 
 
La lubrification supprime totalement ou partiellement le contact entre les aspérités [41]. Il est 
incertain que les modèles basés sur les aspérités expliquent entièrement l'influence 
empiriquement trouvée de la lubrification comme discutée ci-dessus. Quant à la direction 
préférentielle de croissance, la propagation de fissure vers le contact avoisinant sera 
supprimée par la pression globale de contact. La traction ferroviaire introduira des contraintes 
additionnelles qui seront en compression sur le côté entraînant et en traction du côté entraîné. 
Ceci explique l'influence de la traction par le modèle basé sur les aspérités. Cependant, la 
caractéristique la plus utile des modèles basés sur les aspérités consiste à expliquer l'effet de 
la rugosité extérieure sur la durée de vie en fatigue [32,42]. Il convient de noter que des effets 
similaires se produisent localement sur une échelle macroscopique dans les contacts entre des 
roues et des rails ayant des surfaces endommagées, comme dans la figure 1-4b. 
 
1.3.1.5. Influence des défauts superficiels 
 
L'influence des défauts superficiels sur la FCR est complexe. Selon la forme du défaut, la 
dureté du matériau, la lubrification, etc. le défaut peut être plastiquement déformé ou peut agir 
en tant que site d’amorçage pour une fissuration ultérieure [32, 43-45]. 
 
Un type spécial de défauts superficiels est causé par les indentations (figure 1-8). Les 
recherches sur de tels défauts dans les roues indiquent qu’ils sont principalement des 
indentations sphériques et sont probablement non nocifs. Un autre cas spécial est lié à la 
réparation des surfaces de roulement par surfaçage (c’est-à-dire en rechargeant la surface par 
soudage d’un matériel additionnel). Des ruptures de roues provoquées par de tels défauts ont 
été citées par Mitura et al. [46]. 
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Figure 1-8. Défauts superficiels causés par des indentations gravées sur une roue ferroviaire 
[3]. 

 
 

1.3.1.6. Chargement thermique 
 
L’amorçage et la propagation de fissures superficielles sont fortement influencés par la 
présence de charges thermiques [47]. Dans les roues ferroviaires, la charge thermique est 
normalement due au freinage au niveau de la bande de roulement. Quand les freins sont 
actionnés, la température augmente, entraînant une diminution de la résistance à la fatigue du 
matériau [29,48]. Le chargement thermique peut induire des contraintes résiduelles cycliques 
de traction près de la surface de roulement de la roue [49-52] qui favoriseront à la fois 
l’amorçage et la propagation précoce d’une fissure superficielle. Il convient de noter que les 
contraintes résiduelles résultantes dues au chargement thermique sont également influencées 
par la conception géométrique de la roue [53]. Quand le chargement thermique est la cause 
dominante de la fatigue, les fissures superficielles résultantes tendent à être radiales. Pour les 
rails, les endommagements thermiques sont plus rares, mais peuvent se produire dans le cas 
où les roues chauffent à la suite d’un glissement provoqué par un freinage brusque à un signal 
d’arrêt [54]. 
 
La formation de martensite sur la bande de roulement d’une roue indique normalement une 
histoire antérieure des températures qui étaient assez élevées pour austénitiser le matériau et 
un refroidissement rapide de la roue [55]. Cependant, la martensite peut également se former 
à cause du cisaillement rapide sous impact [29] ; par exemple, une martensite très étendue 
peut se former à cause du blocage et du glissement de la roue dus à des tronçons gelés, à des 
obstacles sur la voie, etc. Une formation de martensite plus localisée, et d’autres 
endommagements thermiques, peuvent être favorisés par la formation de points fortement 
chauffés sur la bande de roulement. Une telle martensite localisée peut également apparaître 
dans les roues à grandes vitesses comme le résultat d’un système de protection mal ajusté 
contre le glissement de roue [56]. La martensite et la zone affectée thermiquement (ZAT) 
environnante peuvent agir aux points d’amorçage pour les fissures de fatigue. Cette action est 
encore renforcée par le fait que la formation de martensite induit une expansion volumique 
entraînant des contraintes résiduelles élevées de traction au-dessous de la martensite [57]. La 
martensite fragile peut également se détacher de la roue, provoquant la formation d’un méplat 
sur la roue. De tels méplats de roue causeront des valeurs de charges verticales élevées qui 
peuvent provoquer un endommagement secondaire de la roue, du rail, des roulements, etc. 
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Une possibilité pour éviter les problèmes de martensite peut consister à introduire des aciers 
bainitiques qui sont incapables de former une martensite fragile [58]. 
 
1.3.2. Amorçage et propagation de fissures à fleur de surface 
 
1.3.2.1. Mécanismes dans les roues 
 
Pour des cas de frottement superficiel modéré (coefficient de frottement µ utilisé inférieur 
approximativement à 0,3), des fissures de fatigue tendent à s’amorcer au-dessous de la 
surface. Un tel amorçage est favorisé par la présence de défauts dans le matériau [5,6,11,59]. 
 
Selon l'analyse élastique, la contrainte cyclique de cisaillement la plus élevée dans une roue, 
due au contact de roulement, est située typiquement à 4-5mm au-dessous de la surface [60]. 
Cependant, le point d’amorçage de fissures au-dessous de la surface dans les roues peut être 
de 4 mm à environ 20 mm [5, 59, 61-63]. L’amorçage au-dessous de la surface peut être 
provoqué par de nombreux phénomènes parmi lesquels on peut citer : 
 
- L’écrouissage du matériau est plus prononcé en surface [6]. 
- Des contraintes résiduelles de compression en surface, dues à la fabrication et au 
chargement en service, peuvent avoir tendance à supprimer l’amorçage de fissures de fatigue 
peu profondes [64]. 
- Les défauts du matériau peuvent causer des contraintes localisées très élevées même à des 
profondeurs considérables [8, 11, 61]. 
 
Plus le point d’amorçage est profond, plus l'effet des défauts du matériau est important. Au-
dessous d'environ 10 mm, les valeurs globales de contrainte sont très faibles. Aussi, un défaut 
de matériau introduira une concentration de contrainte très élevée qui peut déclencher 
l’amorçage de fissure [8]. En revanche, plus on s’approche de la surface, plus l'influence de la 
géométrie de contact est importante [65]. Il convient de noter que puisque la fissure se 
propage en compression et cisaillement, qui font frotter les faces de fissure, les défauts de 
matériau qui ont agi en tant que zones d’amorçage de fissure peuvent être déplacés loin 
pendant la propagation de fissure. En particulier, c'est le cas pour des défauts mous de 
matériau, tels que MnS, et des défauts situés près de la surface. Ceci pourrait expliquer 
l’absence de défauts de matériau citée dans certains travaux, par exemple celui de Mutton et 
al. [62]. La difficulté de trouver les défauts MnS est également due à leurs petites tailles. 
Cependant, ces défauts sont connus pour former des amas [6,61] et pour se déformer sous 
forme d’aiguilles très allongées [66]. 
 
A l’amorçage de fissures de fatigue peu profondes dans les roues, la fissure se propage 
typiquement en bas vers le moyeu de la roue pendant la propagation subséquente (figure 1-9a 
[3]). Elle dévie ensuite à une profondeur d’environ 20 mm avec une propagation continue 
dans la direction circonférentielle. Quand elle est amorcée à une profondeur plus élevée, la 
fissure continue à se propager typiquement à cette profondeur (figure 1-9b [3]). La rupture 
finale se produira éventuellement comme une ramification vers la surface comme dans la 
figure 1-8 ou, plus rarement, vers le moyeu de la roue comme dans la figure 1-9b. 
 
1.3.2.2. Mécanismes dans les rails 
 
Pour les rails, la fatigue amorcée à fleur de surface est la plus courante dans les lignes de 
transport chargées, principalement dans les rails courbes [3]. La variation la plus élevée de la 
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contrainte de cisaillement dans les rails se produit au coin de la tête de rail à une profondeur 
approximativement de 3 mm au-dessous de la surface [67,68]. Les sites d’amorçage reportés 
dans la littérature sont normalement plus profonds : des valeurs de 3 à 15 mm au-dessous de 
la surface de roulement ont été rapportées dans plusieurs travaux de la littérature [69,70,71]. 
La raison pour laquelle des fissures s’amorcent à ces profondeurs significatives est 
probablement liée à des contraintes de traction élevées [71,72]. La zone d’amorçage est 
typiquement au-dessus de la profondeur de la traction résiduelle maximum, mais peut 
coïncider avec la profondeur de la traction cyclique maximum [73]. Les fissures à fleur de 
surface se produisent typiquement au coin de la tête de rail dans les courbes [54], dues au 
chargement élevé et souvent à des aires de contact faibles. 
 

 
 

Figure 1-9. Schéma typique de fissures de fatigue au-dessous de la surface dans les roues 
ferroviaires [3] : (a) amorçage peu profond et (b) amorçage profond à un défaut. 

 
 
Comme pour les roues, les défauts du matériau jouent un rôle important dans l’amorçage de la 
fatigue à fleur de surface dans les rails [54,74,75,76]. En effet, plusieurs auteurs ont observé 
des inclusions non métalliques de faible taille comme des sites d’amorçage [71,72]. De même, 
les soudures peuvent introduire des défauts supplémentaires de matériau et constituer ainsi 
des points faibles [28,54]. De plus, l'hydrogène peut avoir un effet néfaste en propageant des 
fissures à partir de défauts à fleur de surface à la fois dans les roues et les rails [6,54,74]. 
 
En raison des mécanismes de fatigue différents, il convient de distinguer les fissures amorcées 
à des profondeurs assez faibles de celles plus profondes. Dans le premier cas, les contraintes 
de contact sont la cause dominante, tandis que plus le point d’amorçage est profond, plus 
d’autres causes importantes surviendront, telles que la présence de défauts du matériau (ou 
d’autres concentrations de contrainte), la flexion globale, les contraintes résiduelles et 
thermiques. 
 
Les fissures de fatigue à fleur de surface dans les rails se propagent typiquement en parallèle à 
la surface jusqu’à une certaine taille critique pour laquelle elles peuvent dévier et causer une 
rupture complète du rail si elles ne sont pas détectées à temps [73, 74]. Les contraintes 
résiduelles de traction et  le refroidissement thermique (dans les voies complètement soudées) 
favoriseront une telle rupture. Un mode de rupture moins nuisible se produit quand la fissure 
dévie vers la surface et provoque la rupture et le détachement d’un morceau de matériau du 
rail. 
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Contrairement aux fissures superficielles, qui se propagent principalement en mode I à cause 
de la pression induite par la lubrification [26, 77], la propagation de fissures à fleur de surface 
se produit principalement en mode mixte II et III après un stade initial de propagation en 
mode I [61]. Dans ce cas, l’influence du frottement entre les faces de fissure semble avoir un 
effet important [7], mais elle est difficile à quantifier. 
 
1.3.2.3. Prévention de l’amorçage de fissures à fleur de surface 
 
Pour l’amorçage profond de la fatigue, nous avons déjà signalé que les défauts du matériau 
jouent un rôle important. Il convient de noter que c'est la plus grande taille de défaut, 
contrairement à une taille moyenne de défaut, qui est importante [61]. De plus, des surcharges 
devraient être évitées puisqu'elles causeront des contraintes localisées élevées aux défauts du 
matériau [8] qui peuvent déclencher l’amorçage de la fatigue. Ici, c’est la valeur extrême de la 
charge (et non un niveau moyen de la charge) qui est importante. 
 
Le contrôle de la géométrie de contact est essentiel pour contrecarrer l’amorçage peu profond 
de la fatigue. En particulier, une usure caverneuse des roues s'est avérée nuisible [62,65]. 
L'influence est due à la faible zone résultante de contact, combinée avec un fluage 
longitudinal élevé résultant [78]. 
 
La résistance mécanique du matériau est également importante, mais il est difficile 
d’identifier clairement lesquels des paramètres du matériau qui corrèlent le mieux la 
résistance vis-à-vis des fissures à fleur de surface. 
 
1.3.2.4. Influence des contraintes résiduelles 
 
Les contraintes résiduelles dans les roues et les rails ont été largement étudiées dans la 
littérature. La première question concerne la détermination expérimentale de valeurs des 
contraintes résiduelles. Il existe de nombreuses méthodes destructives pour déterminer l’état 
de contrainte résiduelle, basées sur le découpage des rails et des roues. Les exemples incluent 
des méthodes où les déplacements de la surface coupée transversalement sont déterminés par 
interférométrie [79], par découpage longitudinal en combinaison avec l'interférométrie [80], 
au moyen d’un revêtement superficiel et d’un traitement thermique [80] ou par évaluation des 
déplacements d'ouverture et des contraintes résultantes à partir de simulations EF ou de 
solutions analytiques [81]. Pour obtenir l'état de contrainte 3D, la technique de Batelle ou les 
techniques de découpage en tranches obliques peuvent être employées [82]. Les méthodes 
non destructives incluent les techniques d’ultrasons, magnétique et de diffraction des rayons 
X [38,83-88]. 
L'influence des contraintes résiduelles sur la résistance à la fatigue peut être facilement 
expliquée si l’amorçage de la fatigue à grand nombre de cycles est analysé à l’aide du critère 
de Dang Van [31]. Quant à la prévision de l’influence des contraintes résiduelles sur la 
propagation de fissure et la rupture finale, elle est plus difficile parce que le champ de 
contrainte résiduelle sera redistribué pendant la propagation de fissure. De plus, les 
contraintes résiduelles influenceront le frottement entre les faces de fissure ; en particulier, les 
contraintes résiduelles de compression ont un effet tout à fait bénéfique [26, 64, 89]. 
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1.4. INFLUENCE DES DEFAUTS DE MATERIAU SUR L’ENDOMMAGEMENT 
PAR FCR 
 
1.4.1. Influence des défauts sur l’initiation de la FCR dans les roues ferroviaires 
 
1.4.1.1. Introduction 
 
Kabo et Ekberg [90] ont étudié la répartition des contraintes autour d'un défaut de matériau 
dans la bande de roulement d'une roue ferroviaire pendant les séquences de contacts de 
roulement en utilisant une analyse élastoplastique par éléments finis. 
 
Les ruptures de roues causées par la propagation de fissures de fatigue peuvent se manifester 
d’une manière violente quand une partie de la roue (ou la roue entière) se rompt. Ces ruptures 
entraînent des endommagements des rails, des traverses, des suspensions et des roulements. 
Dans des cas rares, les déraillements peuvent se produire. Ces ruptures peuvent être très 
coûteuses et être à l’origine de retards et de préjudices humains. 
 
La prévention des ruptures de fatigue des roues ferroviaires nécessite une compréhension des 
mécanismes mis en jeu. Une approche souhaitable pour acquérir de telles connaissances 
consiste à réaliser des essais. Cependant, les essais à pleine échelle sont extrêmement 
compliqués et coûteux. De ce fait, des essais à échelle réduite sont effectués et dont les 
résultats fournissent de précieuses informations. 
 
Kabo et Ekberg [90] ont étudié l’initiation de la fatigue des roues ferroviaires d’un point de 
vue théorique en utilisant une analyse numérique de l’état de contrainte et de déformation. 
L’inconvénient des simulations numériques est lié au fait que la validité des résultats dépend 
complètement de l’adéquation des modèles théoriques. Cependant, l’approche permet une 
analyse rapide et juste de l’influence des différents paramètres tels que le niveau de charge, le 
contact géométrique, la position de défauts, etc. 
 
L’objectif du travail de Kabo et Ekberg [90] est de contribuer à développer des modèles 
prédictifs de l’endommagement des roues ferroviaires basés sur une connaissance du spectre 
de chargement, des contacts géométriques et des propriétés de résistance mécanique du 
matériau. Les premiers modèles de prédiction de l’initiation de la fatigue de contact ont été 
développés pour un matériau sans défauts. Naturellement, toutes les roues ferroviaires 
contiennent des défauts de matériau de différentes formes et natures. Cependant, l’hypothèse 
utilisée a consisté à limiter l’influence des défauts existants à une diminution locale de la 
résistance à la fatigue et que ces défauts n’influencent pas la distribution globale des 
contraintes. En effet, en se basant sur des simulations numériques de l’impact de la fatigue dû 
au spectre de chargement appliqué, il s’est avéré qu’une telle diminution de la résistance à la 
fatigue est plus ou moins une condition pour que des fissures de fatigue s’amorcent. Les 
niveaux estimés de l’impact de la fatigue pour un contact géométrique « parfait » entre la roue 
et le rail, et un matériau sans défaut, ne sont pas en eux-mêmes suffisants pour conduire à des 
ruptures par fatigue. Par conséquent, soit une augmentation des valeurs de contraintes 
induites, due par exemple à un mauvais contact géométrique, soit une diminution de la 
résistance du matériau, due par exemple à des défauts dans le matériau, est nécessaire pour 
que des fissures de fatigue s’amorcent. 
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Une première estimation basée sur un modèle semi-empirique a été développée par Murakami 
et Endo [91]. Ce modèle approximatif suggère que la résistance à la fatigue réduite, en termes 
de limite de fatigue, peut être exprimée en fonction de la taille du défaut comme suit : 
 

( ) ( ) 1 6
0w e d dσ σ −=  

 
Avec wσ  la limite de fatigue du matériau contenant un défaut de taille , ed σ  est la limite de 
fatigue en l’absence de grands défauts et  la taille de défaut correspondant à l’initiation de 
la fatigue au niveau de contrainte σe. Bien qu’il est très utilisé grâce à sa simplicité, on doit 
noter que ce modèle a été développé à l’origine pour un chargement de traction / compression 
uniaxiale. Ainsi, la base physique de l’utilisation de ce modèle dans des applications de 
contact de roulement n’est pas suffisamment justifiée. 

0d

 
Kabo et Ekberg [90] ont réalisé des simulations élastoplastiques par éléments finis de la 
réponse du matériau au voisinage des défauts vis-à-vis des charges de contact de roulement. 
En particulier, ces auteurs ont étudié l’influence de paramètres tels que la valeur de la charge, 
le contact géométrique et la profondeur du défaut au-dessous de la surface de roulement de la 
roue. 
 
1.4.1.2. Types de défauts du matériau 
 
Les défauts du matériau rencontrés dans les roues ferroviaires peuvent être de différentes 
natures en fonction du procédé de fabrication. Les types de défauts de matériau rapportés dans 
la littérature englobent les inclusions non métalliques telles que le sulfure de manganèse, et 
aussi les impuretés provenant des briques de fours et des oxydes, tel que l’oxyde de silicium 
[5,6] (figure 1-10). En outre, des inclusions métalliques, tels que les oxydes d’aluminium, et 
des porosités peuvent exister dans le matériau de la roue. 
 
L’impact des différents défauts varie selon le type d’inclusion et son interaction avec le reste 
du matériau. Les impuretés se manifestent sous forme de gros défauts fragiles qui peuvent 
être écrasés pendant le contact de roulement. Si des fissures apparaissent, elles se propageront 
dans ce cas à partir des côtés verticaux du défaut. 
 
L’oxyde de silicium est un type d’inclusion dure qui n’est pas normalement écrasé. Aussi 
dans ce cas, des fissures possibles commenceront à se propager à partir des côtés horizontaux 
du défaut. 
 
Le sulfure de manganèse est mou et se déforme sous forme de « chapelet » au-dessous du 
contact de roulement pendant le processus de forgeage. Les fissures sont moins probablement 
initiées à partir de ces inclusions de faible taille. Cependant, une fissure déjà initiée se 
propagerait facilement à travers une bande d’inclusions de sulfure de manganèse. 
Malheureusement, ces hypothèses sont difficiles à vérifier à l’aide d’observations 
métallographiques, puisque les inclusions de sulfure de manganèse sont molles. 
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Figure 1-10. Défauts typiques dans les matériaux de roues, (a) impuretés provenant des 

 

ans les simulations numériques présentées par Kabo et Ekberg [90], les défauts du matériau 

our simplifier la forme des défauts réels dans les simulations numériques à deux dimensions, 

.4.1.3. Modèle numérique de Kabo et Ekberg [90] prenant en compte les défauts de 

e modèle numérique de la roue est bidimensionnel et l’état de déformations est plan. 

es résultats sont obtenus pour le cas d’un défaut de forme circulaire de diamètre  égal à 

briques de fours (taille ≈ 1 mm), (b) oxyde de silicium (taille ≈ 50 μm), (c) sulfure de 
manganèse (taille ≈ 10 μm) [90]. 

 
D
sont modélisés par des porosités. En effet, une porosité peut être considérée comme un des 
types d’inclusions les plus néfastes. En plus, si une inclusion est écrasée durant le contact de 
roulement, sa résistance ultérieure à un chargement de compression peut être négligée ; une 
telle inclusion peut donc, d’un point de vue mécanique, être assimilée à une porosité. 
 
P
le défaut est modélisé par un cercle. Cependant, les défauts à forme aiguë seront encastrés 
dans une zone du matériau déformée plastiquement de telle sorte que l’influence de la forme 
originale du défaut diminue. Dans les études effectuées dans le cadre de la présente thèse, 
l’influence de la forme et de la taille des défauts a été réalisée. 
 
1
matériau 
 
L
Pendant un cycle de chargement, le rail « se déplace » sans frottement selon une direction 
bien définie. Une représentation plus exacte devrait prendre la roue et le rail comme 
infiniment grands. 
 
L d
1mm , situé à une profondeur 15h mm= au-dessous de la surface de roulement de la roue 

ise à une charge linéique /soum de 12 MN m  appliquée comme une pression hertzienne de 
contact sur une surface plane par un e rayon 0,30r m cylindre d =  (figure 1-11). La densité de 
maillage est prise élevée dans la zone de contact et la zo du défaut. 
 

ne autour 

es valeurs de la charge utilisées dans l’étude de Kabo et Ekberg [90] sont égales à 7, 

=
défaut, ces trois valeurs corres

L
12 18 /et MN m  ; elles correspondent respectivement à une pression maximum 

2, 1484 /MN m . Dans le diagramme d’accommodation pour un matériau sans 
pondent respectivement à une réponse élastique, une adaptation 

0 952, 1211p
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élastique et une accommodation plastique au-dessous de la surface. Le matériau utilisé est 
élastoplastique avec un écrouissage non linéaire. Des lois d’écrouissage isotrope et 
cinématique sont introduites dans les calculs. 
 
 

r 

→ ← ⎯ 

⎯
d

Charge Hertzienne 
en mouvement 

h 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figure 1-11. Modèle éléments finis 2D d’une roue de train contenant un défaut de 
mat

 

.4.1.4. Contraintes et déformations au voisinage du défaut 

uisque le modèle numérique de Kabo et Ekberg [90] suppose un état de déformation plane et 

ériau et soumise à une charge de contact hertzien en mouvement ; d = taille du défaut ; 
h = profondeur du défaut [90]. 

 
1
 
P
le défaut introduit une surface libre, les composantes non nulles de la contrainte sont les 
contraintes normales yσ et zσ , conduisant à un état de contrainte biaxial local. Pour une 
réponse élastique, les composantes non nulles de la déformation sont xε et yε  
 
Quand les valeurs de la contrainte au voisinage du défaut dépassent le seuil plastique, la 

’analyse des résultats de Kabo et Ekberg [90] pendant un cycle de chargement montre 

réponse du matériau de la roue se stabilise après quelques cycles de chargement. Pour une 
combinaison choisie de contact géométrique, de niveaux de la charge et de paramètres du 
matériau, cette stabilisation se produit rapidement. En se basant sur cette observation, les 
résultats de Kabo et Ekberg [90] ont représenté la réponse du matériau durant le cinquième 
cycle de chargement. Lorsque le chargement plastique se produit, les déformations plastiques 
en compression et en traction ont pratiquement les mêmes valeurs. 
 
L
qu’une contrainte résiduelle de traction yσ  est introduite. Même si les contraintes sont 
calculées en un point de Gauss très près du défaut (< 0,1 mm), les gradients des pas de 
contraintes (et les approximations numériques) rendent les composantes de contraintes xσ et 

xyτ  non nulles. Quant à l’évolution des déformations, elle montre qu’une déformation 
duelle de traction rési xε  et de compression yε  est induite pendant le premier passage du 

chargement. 
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Une des conclusions des résultats obtenus par Kabo et Ekberg [90] consiste à ce que les 
défauts non situés sur la bande de roulement de la roue, ou au-dessous de celle-ci, n’auraient 
pas d’importance vis-à-vis de la performance en fatigue de contact de roulement. 
 
Le chargement de contact introduit des contraintes résiduelles de compression à une 
profondeur correspondant à celle du maximum de la contrainte de cisaillement (en l’absence 
de défauts) et à une certaine distance des côtés verticaux du défaut. En outre, une contrainte 
résiduelle de traction est introduite au côté même du défaut. 
Sallaou [92] a repris la même modélisation que celle de Kabo et Ekberg [90] et a réalisé des 
simulations numériques par éléments finis de l’influence des défauts dans les rails. Il a 
observé qu’il existe deux zones de contrainte maximale : une située près de la surface du rail, 
prévue également par la théorie classique de Hertz, et une autre autour du défaut et plus 
précisément sur ses côtés verticaux. Ce résultat confirme encore que les risques 
d’endommagement par fatigue de contact de roulement sont très probables au voisinage des 
défauts. 
 
1.4.1.5. Influence de certains paramètres 
 
- Influence de la position du défaut et du niveau de la charge 
 
Kabo et Ekberg [90] ont étudié l’influence de la position verticale du défaut, définie par la 
distance verticale entre la surface de la roue et le centre du défaut, sur la contrainte effective 
maximum de Tresca au niveau du défaut pour trois niveaux de chargement. La réponse du 
matériau peut être divisée en trois stades. Dans le premier stade, la réponse au défaut est 
élastique et la valeur de la contrainte de cisaillement augmente quand la profondeur du défaut 
et/ou la valeur de la charge augmente. Une telle réponse est obtenue pour des défauts 
profonds et une charge de 7 /MN m . 
 
Dans le second stade, des déformations plastiques commencent à apparaître et conduisent à 
une redistribution des contraintes au niveau du défaut de telle sorte que la valeur de la 
contrainte reste presque constante quand les valeurs des charges sont augmentées et/ou la 
profondeur du défaut diminue. Une telle réponse est obtenue pour des défauts peu profonds 
quand 7 /F MN m= et pour des défauts profonds quand 12 /F MN m= . 
 
Le troisième stade correspond à de grandes déformations au voisinage du défaut et les valeurs 
des contraintes augmentent quand la charge croît et/ou la profondeur du défaut diminue. Une 
telle réponse est obtenue pour des défauts superficiels quand 12 /F MN m=  et à la fois pour 
les défauts superficiels et profonds quand 18 /F MN m= . 
 
L'étude prévue pour des défauts situés à des profondeurs inférieures à 10 a dû être 
abandonnée à cause de problèmes numériques [90]. 

mm

 
Sallaou [92] a retrouvé des résultats similaires à ceux obtenus par Kabo et Ekberg [90] ; en 
particulier, pour des défauts profonds, la zone de contrainte maximale autour du défaut 
disparaît et se localise plutôt juste au-dessous de la surface de roulement, alors que pour les 
défauts près de la surface, la contrainte maximale se concentre autour du défaut et peut 
prendre des valeurs très élevées. Par conséquent, des défauts de faible taille et peu profonds 
peuvent présenter beaucoup de risques d’endommagement par fatigue de contact de 
roulement. 
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- Influence du rayon de défaut 
 
Sallaou [92] a également étudié l’influence du rayon de défaut, assimilé à une porosité, sur la 
répartition des contraintes. Plus la taille de défaut diminue, plus la contrainte maximale de 
von Mises augmente. Ce résultat s'explique par le fait que, pour des rayons faibles, le défaut 
se comporte comme une fissure avec des concentrations de contrainte élevées. 
 
1.4.1.6. Conclusions sur les résultats du modèle de Kabo et Ekberg [90] 
 
L’état de contrainte au niveau du défaut présente une évolution complexe pendant un cycle de 
chargement (c’est-à-dire un passage de la charge) en fatigue de contact de roulement. Les 
gradients de contrainte au voisinage du défaut sont élevés et doivent être pris en compte dans 
la conception en fatigue. Si les contraintes / déformations aux nœuds (ou points d’intégration) 
dans le modèle par éléments finis sont utilisées dans l’analyse de fatigue, les résultats peuvent 
être trop conservatifs. Kabo et Ekberg [90] proposent que les contraintes et les déformations 
soient moyennées sur une aire caractéristique, telle que la taille de grain. Cependant, les 
résultats dépendront beaucoup de l’aire choisie à cause des gradients élevés. 
 
Le type de réponse au niveau du défaut dépend de la contribution de la valeur de la charge et 
de la position verticale du défaut. Ces deux paramètres doivent être pris en compte pour 
identifier les valeurs admissibles des charges (ou des tailles de défauts). 
 
Au contraire du cas d’un matériau sans défaut, le contact géométrique semble avoir, pour les 
charges modérées, une importance mineure dans l’impact du défaut sur la fatigue. 
 
1.4.2. Influence des amas de défauts et des surcharges en FCR 
 
1.4.2.1. Introduction 
 
Kabo [8] a étudié l'impact en fatigue des défauts de matériau sous chargement de contact de 
roulement, en mettant l'accent sur la réponse aux surcharges et l'effet des amas de défauts. 
Cette étude a été effectuée en utilisant des simulations numériques par éléments finis. Les 
contraintes et les déformations au voisinage des défauts sont analysées et l'impact de la 
fatigue est quantifié à l’aide d'un critère multiaxial de fatigue. 
 
Selon la combinaison des valeurs des charges verticales et latérales, les propriétés du matériau 
et le contact géométrique, la fatigue de contact de roulement peut se manifester par des 
fissures initiées en surface ou au-dessous de la surface. Il est bien connu que la fatigue initiée 
au-dessous de la surface est favorisée par l’occurrence de défauts macroscopiques. 
 
Le travail de Kabo [8] a consisté à étudier l’influence des surcharges, qui correspondent à des 
niveaux de charges beaucoup plus élevés que ceux relatifs aux conditions normales de 
service. Il est bien connu, dans le cas de la traction uniaxiale, que les surcharges tendent à 
augmenter la durée de vie en fatigue. Cependant, dans le cas d’un chargement en 
compression, l’effet des surcharges est différent de telle sorte que des surcharges uniaxiales 
peuvent diminuer la durée de vie en fatigue. 
 
L’autre objectif du travail de Kabo [8] est d’étudier l’occurrence des amas de défauts du 
matériau, c’est-à-dire des groupes compacts de deux ou plusieurs défauts. Il est bien connu 
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d’après les applications ferroviaires que certaines inclusions (notamment MnS) tendent à 
former des amas de défauts. 
 
Dans le cas d’un chargement de traction uniaxiale, il existe des lois empiriques permettant 
d’estimer la diminution de la résistance du matériau provoquée par de tels défauts [93]. 
Cependant, ces lois ne donnent pas de résultats satisfaisants dans les cas d’un chargement de 
contact de roulement. Ainsi, les résultats de l’étude de Kabo [8] présenterait un intérêt 
particulier pour les ingénieurs en conception vis-à-vis de la fatigue de contact de roulement, et 
seront applicables à la fois pour déterminer les charges (ou surcharges) permises et pour 
spécifier la pureté du matériau. 
 
1.4.2.2. Modèle d’analyse de la FCR 
 
Kabo [8] a établi un modèle bidimensionnel par éléments finis, en déformations planes, 
représentant une partie d’une roue ferroviaire contenant un défaut circulaire (cylindrique) en 
utilisant le code ABAQUS. Le défaut de diamètre  est situé à une profondeur  en dessous 
de la surface. La charge est appliquée sous forme d’une pression Hertzienne de contact sans 
frottement et en mouvement. Ce cas est équivalent à celui d’un cylindre, de rayon r , roulant 
sur un plan et soumis à une charge verticale F. Le maillage utilisé a consisté à environ 11000 
éléments à 8 nœuds parmi lesquels 120 éléments autour du défaut. Le modèle inclut un 
matériau élastoplastique avec un écrouissage cinématique non linéaire. Le défaut du matériau 
est modélisé par une porosité. 

d h

 
Les valeurs des charges appliquées sont choisies pour refléter les cas d’une réponse élastique 
( 7 /MN m ), d’une adaptation élastique (12 /MN m ) et d’un écoulement plastique au-
dessous de la surface (18 /MN m ) pour un composant sans défaut. 
 
L’impact de la fatigue est quantifié en utilisant le critère de Jiang-Sehitoglu [94] qui définit un 
paramètre de fatigue  comme : FP
 

max 2
FP Jεσ τ γΔ

= 〈 〉 + Δ Δ                                  (1.2) 

 
Le critère est évalué pour un plan donné du matériau, où εΔ  est la variation de la déformation 
normale agissant dans le plan, maxσ  est la contrainte normale la plus élevée dans le plan 
(pendant un cycle de contrainte), γΔ  est la variation de la déformation de cisaillement et τΔ  
est la variation de la contrainte de cisaillement ; J  est un paramètre du matériau et est choisi 
égal à 0,20 dans l’étude de Kabo [8]. Les crochets de McCauley, symbolisés par < >, sont 
définis comme : < a > = a pour a > 0 et < a > = 0 pour a ≤ 0. 
 

Kabo [8] a trouvé que les gradients de contrainte sont très prononcés près du défaut dans une 
roue ferroviaire soumise à un contact de roulement. Ce résultat montre qu’il est nécessaire 
d’accorder une attention particulière à l’évaluation de l’impact de la FCR. En premier lieu, les 
gradients prononcés peuvent rendre l'analyse de contrainte et de déformation dépendante du 
maillage. En second lieu, l’initiation d'une fissure de fatigue concerne la rupture d’au moins 
un grain de métal. Par conséquent, la contrainte maximale près du défaut peut être une mesure 
trop conservative. Dans l’étude de Kabo [8], le premier obstacle est surmonté en utilisant un 
maillage similaire dans toutes les analyses, ce qui correspond implicitement à prendre les 
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moyennes des résultats sur une aire constante. La taille relative des éléments près du défaut a 
été choisie égale à . 0,13 mm

 

1.4.2.3. Influence des différents paramètres 
 

Kabo et Ekberg [95] ont étudié l’influence de la valeur de la charge, la position du défaut au-
dessous de la surface de roulement et la géométrie de contact (définie par le rayon  du 
cylindre dans l’analyse du contact Hertzien). Ils ont effectué des études multi-paramétriques 
et caractérisé la réponse près du défaut par différents calculs des contraintes et des 
déformations. 

r

 

Kabo [8] a repris les mêmes paramètres et les a vérifiés en termes du paramètre de fatigue 
. Elle a trouvé une similitude qualitative dans la réponse mesurée par la contrainte de 

cisaillement maximum de Tresca et par le maximum du paramètre de fatigue . La 
contrainte de cisaillement de Tresca 

FP
maxFP

Tτ  est définie par la différence entre la contrainte 
principale la plus élevée algébriquement, 1σ , et la plus faible, 3σ . La réponse du matériau a 
été évaluée au cinquième cycle de chargement. 

 

1.4.2.4. Influence des surcharges 
 

Les surcharges sont simulées dans le modèle par éléments finis de Kabo [8] par un bloc de 
chargement appliqué et consistant en trois passages d’une charge de valeur , suivi par un 
passage de valeur , et finalement par trois autres passages de valeur . Les trois passages 
sont nécessaires pour que la réponse du matériau se stabilise. 

1F

2F 1F

 

- Histoires contrainte – déformation 
 
Pendant la surcharge, les valeurs de contrainte et de déformation augmentent. Dans les 
passages subséquents de chargement, des contraintes et des déformations résiduelles sont 
induites [8]. 

Kabo [8] a trouvé que la surcharge cause une augmentation par un facteur 6 de la déformation 
verticale de compression et dans la déformation latérale de traction. Les valeurs de contrainte 
avant et après la surcharge sont similaires sauf zσ  qui est décalée. Une légère augmentation 
de la variation de la contrainte de cisaillement de Tresca est également observée. 

 

- Evaluation de la fatigue 
 
La réponse en fatigue est évaluée en utilisant la relation donnant FP  et en déterminant la 
distribution de ce paramètre. Les valeurs maximales de  avant et après la surcharge sont 
respectivement 

FP
1,16 MPa  et 1,35 MPa . Pendant la surcharge, la valeur maximale du 

paramètre de fatigue peut augmenter jusqu’à 11,32 MPa [8]. 
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L’utilisation du paramètre de fatigue du critère de Jiang-Sehitoglu [94] montre que la 
surcharge a un effet nuisible sur la résistance à la fatigue. Cet effet se manifeste de deux 
manières : 

• D’abord, la surcharge en elle-même a un grand impact sur la fatigue avec des valeurs 
élevées du paramètre de fatigue FP . 
 
• Ensuite, un effet de l’histoire de chargement est mis en évidence. Il est caractérisé 
principalement par une augmentation de la « zone affectée » après la surcharge. 
 

1.4.2.5. Influence des amas de défauts 
 

Afin d’étudier le phénomène d’amas de défauts dans un matériau de roue ferroviaire, deux 
défauts circulaires (cylindriques) ont été introduits dans le modèle par éléments finis élaboré 
par Kabo [8]. Deux cas principaux ont été examinés : défauts alignés horizontalement et 
verticalement. La distance entre les centres des défauts varie de 2 5 . Un chargement de 
contact en mouvement est appliqué et la réponse est évaluée après le cinquième passage de 
chargement. 

à mm

En traçant les valeurs de FP  au voisinage des défauts alignés horizontalement, Kabo [8] a 
observé une région à fortes contraintes entre les défauts dans le cas de défauts distants 
de . La valeur maximale de FP  dans ce cas est également plus élevée par un facteur de 
2,6 par rapport au cas d’un seul défaut. A des distances entre défauts de ou plus, les 
défauts se comportent plus ou moins comme des défauts séparés. Les mêmes résultats sont 
obtenus pour des défauts alignés verticalement. 

2 mm
4 mm

Par conséquent, il se forme une zone à très fortes contraintes entre deux défauts peu distants. 
Pendant le chargement en service, une fissure entre ces deux défauts rapprochés sera 
probablement initiée et se propagera rapidement pour entraîner leur coalescence. Ceci 
implique que les défauts vont se comporter comme un seul grand défaut. Pour confirmer ce 
résultat par la suite, une étude de la propagation de fissure entre les défauts est nécessaire. 
 
Kabo [8] a déterminé l’impact local de la fatigue en l’évaluant au point de Gauss au voisinage 
du défaut. L’effet d’amas de défauts est bien représenté par le paramètre , mais ne l’est 
pas par la contrainte de cisaillement maximale de Tresca. En effet, pour l’amas vertical, la 
contrainte de cisaillement maximale de Tresca au voisinage du défaut est diminuée de 
manière significative par rapport au cas d’un défaut unique. Par conséquent, la contrainte de 
cisaillement maximale de Tresca au voisinage du défaut, bien qu’elle soit une mesure valable 
pour un chargement statique, ne l’est plus pour représenter l’impact de la fatigue dans le cas 
de la fatigue de contact de roulement. 

FP

 

1.4.2.6. Effet combiné de surcharges et d’amas de défauts 

 

En dernier lieu, Kabo [8] a étudié l’impact sur la fatigue d’un amas de défauts soumis à une 
surcharge. Elle a considéré le cas de défauts disposés horizontalement et dont la distance entre 
leurs centres est de . 2 mm
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L’évolution du paramètre de fatigue FP est déterminée au voisinage de l’amas de défauts 
horizontaux pendant et après la surcharge. L'effet de la surcharge se traduit par la valeur 
maximale de  pendant le cycle de surcharge. Kabo considère, compte tenu 
des rapports de surcharge étudiés, que localement, au voisinage des défauts, l’impact sur la 
fatigue conduit à une diminution du paramètre de fatigue après surcharge, , 
alors que sa valeur avant surcharge était 

24,86FP MPa=

2, 27FP MPa=
2,96FP MPa= . 

 

1.4.2.7. Conclusions sur les résultats de l’étude de Kabo [8] 
 

Les conclusions suivantes peuvent être déduites à partir des analyses numériques de 
l’influence des surcharges et des amas de défauts du matériau dans les roues ferroviaires [8] : 

- Il existe des gradients de contrainte et de déformation très élevés près des défauts. Dans ce 
cas, l’analyse standard contrainte/déformation n’est pas suffisante pour l’analyse de la fatigue. 
Par contre, l’utilisation du critère de fatigue multiaxial (à faibles cycles) de Jiang-Sehitoglu 
[94] donne une meilleure représentation. 
 
- Les surcharges diminuent ultérieurement le paramètre d'endommagement et retardent donc  
l'amorçage des fissures par FCR.  
 

- Les amas de défauts provoquent l’augmentation de l’impact de la fatigue. Le mécanisme qui 
en découle est la formation d’une région fortement affectée entre les défauts. 
 
- Ces amas de petits défauts coalescent pour former un grand défaut à partir duquel une 
propagation ultérieure de fissure peut se produire. 
 

- Le critère local de fatigue (utilisé au voisinage du défaut) peut ne pas être un outil suffisant 
pour les analyses en fatigue. L’étendue de la zone influencée devrait également être prise en 
compte à cause des gradients élevés de contrainte et de déformation. 
 

Kabo [8] propose d’étendre son étude à l’influence de la forme et la taille initiales des défauts, 
à des amas de défauts de trois ou plus et à des amas de défauts disposés diagonalement. 

 
 
1.5. INTERACTIONS ENTRE L’USURE ET LA FCR 
 
1.5.1. Introduction 
 
Avec l’augmentation régulière des charges, des vitesses de trains et du trafic, les composants 
ferroviaires doivent supporter des sollicitations de service plus sévères que celles relatives à 
leur conception originale ; ceci entraîne des problèmes d’usure et de FCR, et par la suite une 
diminution de la durée de vie des roues et des rails. Ces problèmes ont été plus ou moins pris 
en compte en augmentant la section transversale de la tête de rail et/ou en augmentant la 
résistance de l’acier pour rail pour obtenir une résistance à l'usure plus élevée. 
 
La réduction des problèmes d'usure a fait apparaître la FCR comme un autre type 
concurrentiel d’endommagement des roues et des rails. Les travaux de recherche relatifs à 
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l'usure et à la FCR ont beaucoup progressé ces dernières années ; en particulier, des essais ont 
été réalisés pour étudier l'occurrence de l'usure et des endommagements par FCR séparément 
à l'aide de machines d'essai de roulement/glissement, et pour évaluer l'effet de différents 
paramètres sur ces deux phénomènes. 
 
Certains travaux ont étudié l'usure de rail en reproduisant les plus mauvaises conditions de 
glissement en service. Néanmoins, dans des états normaux de contact de roulement, les rails 
passent la majeure partie de leur durée de vie dans des conditions moins sévères ; ces 
conditions sont donc d’un grand intérêt et méritent d'être étudiées en raison de l'occurrence 
concourante possible de l'usure et de la FCR [96, 97]. 
 
En fait, l'usure est en compétition avec la propagation de fissures superficielles de FCR. Leur 
amorçage peut être du au contact micro–Hertzien entre les aspérités [98], ou une plastification 
cyclique localisée [98], ou une plastification largement diffuse dans la zone superficielle 
quand la limite de l’adaptation élastique est dépassée [99]. Une fois que des fissures sont 
formées, elles peuvent se propager à condition que le facteur d'intensité de contrainte associé 
(FIC) dépasse le seuil de propagation; d'ailleurs, comme l’ont montré plusieurs études 
expérimentales, ces fissures peuvent se propager en profondeur ou dévier vers la surface de 
contact [100,101]. L’usure, qui résulte en une perte uniforme de matière de la zone 
superficielle, peut partiellement ou entièrement enlever les fissures superficielles, 
contrecarrant donc la propagation de fissures [102]. Donzella et al. [103] ont proposé un 
modèle pour prévoir ces phénomènes et, en particulier, pour analyser le rôle compétitif de 
l'usure et des fissures extérieures de FCR. Ce modèle vise également l'évaluation de la 
combinaison des propriétés du matériau et des conditions de service qui peut devenir critique 
pour la sécurité. 
 
Avant d’aborder plus en détail les interactions entre l’usure et la FCR, nous allons d’abord 
présenter quelques notions et travaux relatifs au phénomène d’usure. 
 
1.5.2. Usure des roues et des rails 
 
L'analyse du contact roue/rail s'est intéressée essentiellement à la FCR. Ce phénomène 
apparaît principalement quand il y a des contacts avec un glissement relativement faible, 
comme sur la tête de rail dans les voies droites. Au nord de la Suède, 60% des remplacements 
de rails se sont avérés dus aux problèmes provoqués par la FCR et les défauts de surface, alors 
que seulement 5% étaient dus à l'usure de l'aile horizontale [104]. En Suède méridionale, les 
statistiques sont légèrement différentes. Un problème supplémentaire, qui est apparu dans les 
trains à grande vitesse, a consisté en des mouvements transitoires verticaux, incluant la 
réaction de la fondation, et qui a eu comme conséquence une dégradation périodique de la tête 
de rail et a provoqué des ruptures [104]. En général, la contribution de l’usure par glissement 
est totalement ignorée, alors que les observations sur site montrent que l’usure joue un rôle 
important dans l’endommagement des roues lié au freinage. 
 
Dans le développement de la modélisation de l'usure dans le contexte ferroviaire, un modèle 
d'usure basé sur la loi d’Archard a été développé par Li et Kalker [105] dans lequel la charge 
normale est remplacée par la charge de frottement ou, en d'autres termes, la charge normale 
est multipliée par le coefficient de frottement. Linder et Brauschli [106] ont analysé le 
changement de profil d'une roue de train et ont noté une différence qualitative dans le taux 
d'usure entre l'aile horizontale de la roue et la bande de roulement de la roue. 
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Il est bien connu que le comportement vis-à-vis de l’usure d’un composant ferroviaire dépend 
des propriétés du matériau et des conditions de service. Malgré les efforts accomplis pour 
dépasser l’approche phénoménologique et développer une évaluation théorique des 
mécanismes de l’usure, leur compréhension physique est cependant loin de permettre la 
détermination de la vitesse de dégradation par usure. En conséquence, l’approche 
phénoménologique représente encore la base pour la caractérisation du comportement vis-à-
vis de l’usure dans des conditions spécifiques de contact. 
 
Le mécanisme d’usure prépondérant dans le contact roue/rail est relatif à l’abrasion, qui 
consiste en une perte de matière par suite du frottement direct entre les roues et les rails, ou 
par l’intermédiaire de petites particules très dures se trouvant entre les roues et les rails. La 
lubrification peut aider à réduire l’usure des roues et des rails, qui peut être particulièrement 
sévère dans les courbes à cause du degré de glissement élevé qui prend place entre la bride de 
roue et la tête de rail. Cependant, les lubrifiants fluides peuvent contribuer au développement 
de fissures de FCR par des mécanismes, comme par exemple la modification du frottement 
entre les faces de fissure et le piégeage du lubrifiant, et peuvent ainsi entraîner des ruptures de 
rails par FCR. Afin d’éviter ces problèmes, Fletcher et al. [107] ont proposé d’utiliser des 
lubrifiants solides secs et ont montré qu’ils ne conduisent pas à l’aggravation de la FCR dans 
le contact roue/rail. Ces auteurs ont montré en particulier que les durées de vie en fatigue sont 
nettement supérieures dans le cas de la lubrification solide par rapport au cas d’une 
lubrification par l’eau. 
 
Dans certaines conditions extrêmes de freinage brusque, où le glissement est prépondérant, le 
mécanisme d’usure adhésive peut apparaître. Il résulte d’un échauffement excessif dans la 
zone de contact qui provoque la formation de microsoudures au niveau des jonctions entre 
aspérités. Il se produit ensuite un transfert de matière entre la roue et le rail. Le taux de ce 
transfert augmente avec le coefficient de frottement [108]. 
 
Telliskivi [104] a proposé une approche générale pour simuler numériquement l’usure dans 
les contacts de roulement et de glissement roue/rail, et a réalisé des essais pour déterminer les 
coefficients d'usure et de frottement dans différentes conditions de fonctionnement. Les 
résultats expérimentaux montrent que la vitesse de glissement et la pression au niveau du 
contact influent fortement sur le coefficient d'usure. De même, cet auteur a trouvé une bonne 
concordance entre les résultats expérimentaux et ceux issus des simulations de l’usure et du 
frottement de roulement dans différentes conditions de fonctionnement. 
 
Telliskivi [104] a montré que différents mécanismes d’usure affectent les différentes parties 
du rail. Une usure abrasive relativement faible prédomine à la tête du rail, alors qu’une usure 
abrasive/adhésive sévère se produit à l’arête du rail. La différence dans le taux d'usure entre la 
tête de rail et l’arête de rail peut être d’un facteur de dix. 
 
1.5.3. Interaction entre l’usure et la FCR 
 
L’usure agit en opposition à la FCR car elle enlève une couche superficielle du matériau qui 
peut contenir entièrement ou partiellement des fissures superficielles. Dans le cas de fissures 
superficielles entièrement contenues dans la couche enlevée par usure, ce phénomène 
empêche leur propagation sous la surface ; dans le cas de fissures superficielles partiellement 
incluses dans la couche enlevée, l’usure tend à diminuer leur FIC appliqué (car le FIC croît en 
fonction de la longueur de fissure) et, par conséquent, à ralentir leur propagation (si elles se 
propagent). 
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Une comparaison entre l’usure et la FCR peut être effectuée en termes de profondeur 
impliquée dans ces phénomènes. Connaissant le taux d'usure et la géométrie du système, 
Donzella et al. [103] ont tracé des courbes de perte de profondeur du matériau  en 
fonction de N. De plus, connaissant la loi de Paris 

zΔ
da dN , des courbes de la profondeur 

où sont impliquées des fissures de FCR peuvent être tracées sur le même graphique. En 
général, le graphique résultant peut avoir un aspect entre les deux formes qualitatives 
extrêmes, illustrés dans la figure 1-12. Dans la figure 1-12a, la courbe d'usure est entièrement 
au-dessus de la courbe de FCR : dans cette situation l'usure devrait prédominer la FCR, et il 
devrait empêcher la rupture due aux fissures superficielles. Dans la figure 1-12b, la courbe de 
FCR est entièrement au-dessus de la courbe d'usure, et une fissuration en surface devrait être 
prévue ; quoi qu'il en soit, la profondeur fissurée réelle en fonction de N peut être déduite du 
graphique comme la différence entre les deux courbes. Entre ces deux cas extrêmes, plusieurs 
situations intermédiaires peuvent exister, où on ne pourrait pas observer une prédominance 
claire d'un des deux phénomènes, et plus d'un point d'intersection entre les courbes pourrait 
être présent. Ceci dépend également de l'origine de la courbe de FCR, parce que l’amorçage 
de fissures superficielles, dû au dépassement de la limite d’adaptation élastique, nécessite 
habituellement un nombre déterminé de cycles, qui peut être estimé selon certains critères 
rapportés dans la littérature. Quoi qu'il en soit, bien que quelques approches soient disponibles 
pour évaluer les interactions de l’usure et de la FCR, davantage de recherches sont nécessaires 
à ce sujet, particulièrement dans la caractérisation du matériau [103]. 

zΔ

 
Donzella et al. [103] ont proposé un modèle pour étudier le rôle compétitif de l’usure et de la 
FCR d’origine superficielle. La propagation de fissures a été étudiée en termes de variations 
de FIC appliqués, de seuils de propagation dans le matériau et des données sur la vitesse de 
propagation de fissures. En plus de ces paramètres, les données de vitesses d’usure sont 
nécessaires pour évaluer la compétition entre l’usure et la FCR. Donzella et al. [103] ont 
réalisé également des essais et ont montré que les résultats expérimentaux obtenus, relatifs à 
l’évolution de l’endommagement, peuvent être interprétés à l’aide de leur modèle. 
 
Dans les essais de roulement pur, la FCR prédomine ; elle est causée par le dépassement de la 
limite élastique d’adaptation. Une légère usure est également présente, mais elle enlève 
seulement une couche superficielle mince, négligeable par rapport à la longueur de fissure 
[103]. 
 
Dans les essais de roulement/glissement, l’usure est importante, produisant de larges écailles 
métalliques minces et l’enlèvement de microfissures superficielles. A partir des résultats 
préliminaires sur le comportement vis-à-vis de l’usure dans des conditions de fluage 
plastique, la vitesse d’usure semble être presque constante jusqu’à un nombre élevé de cycles 
et dépend de la pression de contact [103]. 
 
1.5.4. Influence du coefficient de frottement 
 
Zakharov et al. [108] ont étudié l’influence du coefficient de frottement sur la valeur 
maximum de la contrainte principale de cisaillement et sa position à l’intérieur de la roue. Ces 
auteurs ont trouvé que cette contrainte maximum, causant l’écoulement plastique, est déplacée 
d’une position à fleur de surface à une autre en surface, quand le coefficient de frottement 
augmente. Les résultats de leur calcul ont montré que les composantes des forces tangentielles 
résultantes agissant dans la zone de contact augmentent proportionnellement au coefficient de 
frottement ; par contre, le rapport de ces composantes ne dépend pas du coefficient de 
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frottement. Quant au rapport de l’aire de la zone d’adhésion et l’aire de la zone totale de 
contact, il augmente en fonction du coefficient de frottement. 
 
 

 
 

Figure 1-12. Graphe qualitatif de la profondeur endommagée Δz en fonction de N ; (a) dans la 
condition où l’usure prédomine ; (b) dans la condition où la FCR prédomine [103]. 

 
 
1.6. ACIERS POUR RAILS ET ROUES 
 
1.6.1. Introduction 
 
La rupture fragile des roues ferroviaires peut avoir un caractère catastrophique et causer un 
déraillement. Les conditions de chargement et de vitesse des voitures de trains en service sont 
devenues sévères ces dernières années. Par conséquent, une évaluation plus précise de la 
résistance et de la sécurité des roues ferroviaires est indispensable. L’un des moyens de 
prévention des ruptures de roues consiste à augmenter la ténacité, la résistance à l’usure et à la 
FCR des aciers utilisés, à % moyen ou élevé en carbone [1]. De même, les conditions de 
service devraient être appropriées, par exemple, un excès de ferrage de la roue et des 
conditions sévères de freinage devraient être évités. 
 
La mécanique de la rupture a été appliquée pour étudier la rupture fragile des roues 
ferroviaires. Fox et al. [109] et Castagna et al. [110] ont déterminé la ténacité et discuté la 
relation entre la longueur de fissure et la contrainte appliquée. Weternkamp et al. [111] ont 
calculé les contraintes et le facteur d’intensité de contrainte pour étudier la propagation de 
fissures thermiques. Cependant, de telles discussions ne sont pas quantitatives mais 
qualitatives. Des données plus précises et plus synthétiques telles que les contraintes 
résiduelles, le facteur d’intensité de contrainte et la valeur de la ténacité sont nécessaires pour 
clarifier le mécanisme de rupture de roues ferroviaires. 
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1.6.2. Effet de la composition chimique et la taille de grain sur la ténacité des aciers de 
roues ferroviaires 
 
Sakamoto et al. [1] ont étudié l'effet du carbone, manganèse et aluminium sur la ténacité des 
aciers de roues ferroviaires. La fraction volumique de la ferrite et l’affinement de grains ont 
été analysés pour obtenir une relation entre la ténacité et les caractéristiques du matériau dans 
des aciers à % moyen ou élevé en carbone. 
 
- Effet du carbone et du manganèse 
 
Le % relativement élevé du carbone est essentiellement choisi pour augmenter la résistance à 
l’usure des roues ferroviaires. De plus, il est bien connu que l’augmentation du rapport des % 
de Mn et de C contribue à augmenter la ténacité du matériau et à diminuer la température de 
transition ductile – fragile [1]. Cet effet est obtenu grâce à l’affinage de grain et au 
durcissement induit par les atomes d’alliages en solution. 
 
- Effet de l’affinage de grain 
 
L’influence de la taille de grain sur la ténacité est différente selon le % en carbone. Plus le 
%C diminue, plus l’augmentation de la ténacité est meilleure quand on diminue la taille de 
grain. Quand le volume de ferrite augmente, l’effet du travail plastique par déchirement sur la 
résistance à la rupture par clivage est prédominant. Sakamoto et al. [1] ont donc trouvé que la 
ténacité dépend à la fois de la fraction volumique de ferrite et de la taille initiale de grain 
austénitique. 
 
1.6.3. Résistance à la FCR d’aciers perlitiques pour rails 
 
Beynon et al. [2] ont réalisé des essais de FCR sur trois aciers perlitiques pour rails dans des 
conditions de lubrification par l’eau. Ils ont détecté l’initiation de fissures et ont trouvé que les 
inclusions dures d’oxydes contribuent à cette initiation ; par contre, les inclusions de sulfure 
de manganèse n’ont pratiquement aucune contribution. Ces auteurs ont mis également en 
évidence l’existence d’une contrainte normale critique de contact, entre 
1500 1800MPa et MPa , au-dessous de laquelle les fissures de FCR se constituent sous forme 
de réseaux, alors qu’au-dessus de cette contrainte critique, la fissuration tend à se produire par 
la propagation de fissures isolées. Enfin, l’étude de Beynon et al. [2] a montré que l’acier 
eutectoïde durci en surface par trempe offre la meilleure résistance à la FCR. 
 
1.6.4. Développement d’aciers bainitiques pour rails à résistance améliorée à la FCR 
 
Malgré que les fabricants produisent des aciers de plus en plus « propres » (% d’impuretés 
très faibles), la réalisation de la plupart des rails utilise encore des aciers perlitiques 
traditionnels à base de carbone – manganèse. Sawley et al. [112] ont proposé l’utilisation pour 
les rails d’un acier bainitique ayant une résistance potentielle améliorée à la FCR. Ils ont 
également montré que les rails peuvent être produits en acier bainitique sans besoin de 
traitements thermiques complexes après laminage, et que les rails en acier bainitique peuvent 
avoir une dureté, une ténacité et une résistance à la FCR plus élevées que les rails perlitiques. 
Cependant, Sawley et al. [112] n’ont pas fourni une explication satisfaisante à cette 
performance des aciers bainitiques. 
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1.7. MODELES DE PREVISION DE LA DUREE DE VIE D’AMORÇAGE DE LA 
FCR 
 
1.7.1. Introduction 
 
La capacité et la fiabilité d’un modèle à simuler les comportements du matériau sont 
essentielles pour la validation des résultats d’analyse de la FCR. Il existe deux difficultés 
majeures dans les modèles de prévision de la FCR. L’une est liée au fait que le composant 
mécanique est habituellement soumis à un état de contrainte multiaxial et non proportionnel. 
La théorie de la fatigue multiaxiale est donc nécessaire pour aborder ce type de problème de 
fatigue pour prévoir la durée de vie d’amorçage. Cependant, il n’existe pas de modèle de 
fatigue multiaxiale universellement accepté [113]. L’autre difficulté consiste à la façon de 
décrire avec précision l’état de contrainte dans les conditions de contact. Des solutions 
analytiques, comme la théorie de contact de Hertz [114], sont faciles à utiliser si les 
problèmes satisfont les hypothèses de la théorie de contact de Hertz. Cependant, les 
problèmes pratiques ne respectent pas les hypothèses de cette théorie. Par exemple, cette 
théorie suppose que l’aire de contact est faible en comparaison aux dimensions des corps en 
contact et à la courbure de la surface. Pour le problème du contact roue/rail, quand l’aire de 
contact est près de l’aile de la roue, la courbure de la surface est comparable à l’aire de 
contact et ainsi la théorie de contact de Hertz n’est pas applicable. Afin de surmonter ces 
limitations inhérentes à la solution analytique, des méthodes numériques pour l’analyse des 
contacts, telles que la méthode EF et la méthode des éléments frontières, sont largement 
utilisées. 
 
Guo et Barkey [115] ont réalisé des simulations numériques EF en 2D en utilisant un modèle 
de fatigue multiaxiale développé par Fatemi et Socie [116] pour l’analyse de la FCR dans les 
roulements. Quant à Sraml et al. [117], ils ont utilisé la théorie de contact de Hertz pour 
calculer la réponse en contrainte et ont traité le problème de fatigue multiaxiale comme un 
problème de fatigue uniaxiale. Ringsberg [12] a développé une approche semi-analytique de 
calcul des contraintes, qui a utilisé une analyse EF en 3D mais a appliqué la pression de 
contact basée sur la théorie de Hertz. Enfin, Ekberg et al. [118] ont développé une 
méthodologie de prévision des durées de vie en fatigue pour le problème de fatigue de contact 
roue/rail, qui utilise la théorie de contact de Hertz pour calculer les contraintes et le modèle de 
fatigue multiaxiale proposé par Dang Van et al. [119]. 
 
La plupart des modèles existants de FCR emploient une technique simplifiée de calcul de 
contrainte, telle que la solution analytique de Hertz ou une analyse EF simplifiée. En raison 
de la géométrie complexe de l’aire de contact roue/rail, il est mieux approprié d'employer une 
méthode EF en 3D pour calculer la réponse en contrainte dans les composants mécaniques. Il 
est également souhaitable d’inclure certains facteurs, qui n’ont pas pu être pris en compte 
dans la méthode simplifiée, telle la non linéarité du matériau, la condition d’irrégularité de la 
surface et le mouvement forcé de la roue. 
 
La plupart des modèles de fatigue multiaxiale disponibles sont limitées dans leur application à 
une gamme réduite de propriétés de matériau. De plus, certains de ces modèles ne peuvent pas 
prévoir l'orientation du plan initial de fissure, qui constitue une caractéristique particulière du 
problème de fatigue multiaxiale, et qui est très importante pour l'analyse de la propagation 
ultérieure de fissure. Liu et Mahadevan [120] ont proposé une nouvelle théorie de fatigue 
multiaxiale, qui est applicable à une grande variété de métaux ductiles et fragiles et corrèle 
aussi directement l'orientation du plan critique et l'orientation du plan initial de fissure. 
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1.7.2. Modélisation de la charge de contact 
 
Les charges de contact en mouvement sont représentées dans les modèles par des pressions 
superficielles et des contraintes de cisaillement [12]. L’avantage de l’utilisation de cette 
approximation consiste à ce que les distributions aléatoires des charges de contact peuvent 
être calculées et appliquées facilement dans le modèle par éléments finis, ce qui permet une 
étude paramétrique des conditions de contact qui font varier les charges, telles que l’effet de 
rochet, l’usure et le frottement de roulement, en utilisant un seul modèle représentatif dans les 
analyses [12]. Un autre avantage est relatif à la réduction du temps de calcul par rapport à une 
simulation du problème complet de contact dans les mêmes conditions. Cependant, 
l’inconvénient d'une telle approximation vient du fait que les conditions de contact ne sont pas 
mises à jour quand la déformation plastique se produit dans le contact. Ce phénomène peut 
conduire à une réduction des charges de contact effectives. 
 
1.7.3. Modèles de prévision de la durée de vie d’initiation de la FCR 
 
Dans les contacts de roulement, une bande du matériau se trouvant sous la surface de contact 
est soumise à des cycles de chargement multiaxial et non proportionnel. Le matériau près de 
la surface subit un cycle non proportionnel de traction, suivi par un cisaillement puis par une 
compression. Ce chargement provoque une rotation, dans le temps, de la direction de 
contrainte et de la déformation principale, ce qui rend difficile la prévision de la position et 
l’orientation de l’amorçage de fissure. 
 
La prévision de la durée de vie en fatigue de composants ferroviaires soumis à des 
chargements cycliques multiaxiaux nécessite la détermination des déformations 
élastoplastiques et de l'endommagement cumulé au point où la concentration de contrainte 
maximale se produit. Pour satisfaire cette exigence, tout modèle doit simuler convenablement 
l'histoire des contraintes et des déformations causées par le chargement cyclique superficiel, 
ainsi qu’il doit définir des paramètres de fatigue permettant d'évaluer l'endommagement dans 
un état de contraintes multiaxiales. L'évolution des contraintes et des déformations locales qui 
en résulte peut être utilisée pour déterminer l'endommagement par fatigue et donc pour 
estimer la durée de vie en fatigue du composant [121]. 
 
Tout modèle de prévision de la durée de vie en FCR nécessite les données suivantes dans les 
calculs : 
 
- les propriétés du matériau, 
- l'histoire du chargement et des contraintes, 
- l'analyse des déformations et des contraintes cycliques et l'évolution de l'endommagement. 
 
Les données relatives à l'histoire du chargement et au matériau sont similaires dans la plupart 
des modèles ; cependant, l'analyse des contraintes et des déformations élastoplastiques et les 
méthodes de calcul de l'endommagement par fatigue peuvent différer selon l'approche adoptée 
par le modèle. 
 
Bower [122], Lemaître et Chaboche [123], et Jiang et Sehitoglu [124,125,126] ont proposé 
des modèles élastoplastiques prenant en compte l'écrouissage non linéaire et considérant la 
contrainte seuil définie par le critère de von Mises. Les modèles de Bower, et de Jiang et 
Sehitoglu utilisent des lois d’écrouissage cinématique modifiées pour simuler l’effet de rochet 
avec un taux décroissant. Quant au modèle de Lemaître et Chaboche, il combine un 
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écrouissage isotrope et cinématique non linéaire. Ringsberg [127] a trouvé que le modèle de 
Jiang et Sehitoglu simule le mieux l'évolution de l’effet de rochet en comparaison avec les 
résultats expérimentaux. Le succès dans la modélisation du chargement multiaxial cyclique 
utilisant ce modèle est attribué à la formulation de la loi d’écrouissage cinématique non 
linéaire. 
 
Ringsberg [12] a présenté les modèles utilisés pour traiter le problème de FCR. Ces modèles 
se subdivisent en deux grandes catégories : ceux qui quantifient l'endommagement en faisant 
appel à une contrainte, une déformation ou une énergie équivalente, et ceux qui associent la 
fatigue à un plan particulier de rupture ou plan critique. 
 
1.7.3.1. Approches utilisant la déformation équivalente 
 
Les méthodes basées sur la déformation équivalente ont été les premières utilisées pour tenter 
de traiter les problèmes de fatigue de contact. Elles réduisent essentiellement l'état 
tridimensionnel des déformations à un paramètre scalaire de déformation équivalente, déduite 
par exemple du critère de plasticité de Tresca ou de von Misès. 
 
Un exemple de ces approches est donné par la loi de Manson-Coffin qui est exprimée ici par 
la variation de la déformation équivalente totale de cisaillement Δγ. La durée de vie en fatigue 
devrait donc être calculée dans le plan de matériau ayant Δγ maximale. 
 
Les méthodes de la déformation équivalente présentent l'avantage d'être simples quand elles 
sont appliquées au cas de chargement proportionnel. Par contre, elles se sont révélées non 
conservatives dans le cas de chargement non proportionnel. Ce résultat est principalement dû 
au fait que ces méthodes ignorent l'histoire de chargement. De plus, les effets de la contrainte 
moyenne ne sont par pris en compte dans ces approches. 
 
Les résultats des approches de la déformation équivalente ne concordent pas avec ceux des 
essais de traction/torsion [12]. En effet, le comportement observé d’amorçage et de 
propagation des fissures de fatigue dans des plans spécifiques ne peut pas être expliqué par 
ces approches. 
 
1.7.3.2. Modèles basés sur l’énergie 
 
Les modèles basés sur l’énergie ont été introduits par Morrow [128] en utilisant le fait que la 
déformation plastique cyclique à l’échelle microscopique est liée au mouvement des 
dislocations, et que la contrainte cyclique est liée à la résistance à leur mouvement. Garud 
[129] a appliqué les hypothèses liées aux concepts d’énergie pour des conditions de contrainte 
multiaxiale en analysant le travail plastique et la densité totale d’énergie de déformation par 
cycle. 
 
Le travail plastique et l’énergie de déformation calculés dans ces modèles sont des quantités 
scalaires et ne prennent donc pas en compte l'histoire du chargement. Cependant, l'avantage 
d'un critère énergétique est d'incorporer simultanément les composantes de contrainte et de 
déformation dans le paramètre d'endommagement. Comme pour les méthodes basées sur la 
déformation équivalente, ce type de modèle présente l’inconvénient de ne pas donner de plans 
spécifiques dans lesquels il y aura l’amorçage de fissures ou de directions le long desquelles 
la propagation va se produire. 
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1.7.3.3. Modèles basés sur la densité d’énergie 
 
Les modèles basés sur la densité d’énergie adoptent les mêmes idées que ceux basés sur 
l’énergie. Dans ces modèles, les produits de contraintes et de déformations sont utilisés pour 
représenter la densité d’énergie dans un matériau pendant un cycle de chargement. 
L’amorçage et la propagation de fissure se produit dans la direction de la plus grande valeur 
de la densité d’énergie. Smith et al. [130] ont proposé un tel modèle qui prend en compte les 
effets de la contrainte moyenne dans un chargement multiaxial. Il est largement utilisé dans le 
cas où c’est le mode I de chargement qui gouverne l’amorçage et la propagation de fissure de 
fatigue. Cependant, l’application de ce modèle est limitée aux contraintes moyennes positives 
(traction), ce qui n’est pas le cas dans les applications de contact de roulement. Néanmoins, 
une modification de la composante de la contrainte moyenne a permis d’utiliser ces modèles 
pour des contraintes moyennes de compression [12]. 
 
1.7.3.4. Modèles du plan critique 
 
Les modèles du plan critique résultent des observations expérimentales concernant les 
mécanismes d’amorçage et de propagation de fissures au cours d’un chargement. Ces modèles 
conduisent en général à d'assez bonnes corrélations des résultats relatifs à la prévision du plan 
de rupture et de la durée de vie en fatigue. 
 
La première utilisation du concept de plan critique a défini le plan de matériau ayant la 
déformation de cisaillement maximale comme le plus endommageant. Dans ce plan, les 
paramètres de plan critique (ou de fatigue) sont définis comme des combinaisons de la 
déformation (ou contrainte) de cisaillement maximale et de la déformation (ou contrainte) 
normale maximale pour décrire l’impact de la fatigue multiaxiale. Ces paramètres ont été 
critiqués pour le non-respect des fondements de la mécanique des milieux continus. Cette 
lacune peut être comblée par l’utilisation d’un critère d’énergie en association avec l’approche 
de plan critique. 
 
Les modèles de plan critique prennent généralement en compte la correction de contrainte 
moyenne ; par contre, l’écrouissage du matériau, qui est important dans les contacts de 
roulement, n’est pas pris en compte de manière satisfaisante. 
 
1.7.3.5. Modèles basés sur la densité d’énergie et le plan critique 
 
Les modèles combinés de densité d’énergie et du plan critique sont basés sur le fait que la 
densité d’énergie pourrait être calculée comme un paramètre d’endommagement sur chaque 
plan du matériau et pour chaque incrément de chargement [12]. Le paramètre 
d’endommagement est exprimé par les produits des variations de contrainte et de déformation 
α σ ε β τ γΔ Δ + Δ Δ , où l’influence de chaque produit est pondérée par des constantes α et β 
dépendant du chargement. Le plan du matériau soumis à la plus grande valeur du paramètre 
d’endommagement pendant le cycle de chargement est défini comme le plan de rupture, et il 
est déterminé en utilisant l’approche du plan critique. D’ailleurs, ce type de modèles est 
physiquement associé à deux modes de chargement pour l’amorçage de la fatigue et la 
rupture : la traction est représentée par α σ εΔ Δ  et le cisaillement parβ τ γΔ Δ . 
 
La nouveauté du paramètre d’endommagement proposé repose sur le fait qu’il représente la 
fraction de l’énergie de déformation due seulement à la variation des contraintes et des 
déformations dans le plan critique et non pas l’énergie totale de déformation. Ainsi, ce 
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paramètre dépend du chemin de chargement et s’accorde avec le formalisme de la mécanique 
des milieux continus. Cependant, l’effet de la contrainte moyenne n’est pas pris en compte. 
Par conséquent, plusieurs modèles tenant compte de cet effet ont été proposés et sont basés 
sur différentes approches de calcul des paramètres d’endommagement. Ces modèles diffèrent 
dans leurs hypothèses selon le mode de rupture dominant (mode I ou II). Par exemple, Jiang 
et Sehitoglu [94] ont proposé un paramètre d’endommagement, appelé paramètre de fatigue 

, défini comme suit : FP
 

max 2
FP Jεσ τ γΔ

=< > + Δ Δ                (1.3) 

 
avec ( )0.5x x x〈 〉 = + ; maxσ  est la contrainte normale maximale dans le plan de fissure ; εΔ  
est la variation de la déformation normale au plan de fissure ; τΔ  est la variation de la 
contrainte de cisaillement dans le plan de fissure ; γΔ  est la variation de la déformation par 
cisaillement dans le plan de fissure. La constante , qui dépend du matériau et de la charge, 
pourrait être obtenue à partir d’essais de traction/torsion. Si la constante  est nulle, on 
obtient le modèle basé sur la densité d’énergie. Le plan du matériau ayant la valeur la plus 
élevée du paramètre de fatigue, , est pris comme plan de rupture. La durée de vie en 
fatigue 

J
J
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fN  est calculée dans le plan de fissure par la relation suivante : 
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avec E  le module élastique ; '

fσ  et '
fε  sont respectivement les coefficients de résistance et de 

ductilité axiales en fatigue ;  et  sont respectivement des exposants de résistance et de 
ductilité en fatigue. 

1b 1c

 
Les modèles combinés concordent bien avec les résultats expérimentaux relatifs à la fois à la 
durée de vie en fatigue et à l’orientation du plan de rupture. Ces modèles peuvent alors 
s'appliquer à la fatigue de contact de roulement, où le chargement non proportionnel produit 
un écrouissage supplémentaire contrairement à un chargement proportionnel. 
 
1.7.3.6. Modèles empiriques 
 
Un modèle empirique, proposé par Kapoor [21], a eu du succès dans la prévision du temps 
d’amorçage de fissures de fatigue causées par l’effet de rochet. Le nombre de cycles 
d’amorçage de fissure est calculé dans ce modèle par : 
 

c
f

r
N ε

ε
=
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Avec 
 

( ) ( )22 3r r rε ε γΔ = Δ + Δ  (1.6) 
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cε  est une constante du matériau déterminée par des essais de fatigue de contact utilisant deux 
disques, rεΔ  est la déformation équivalente due à l’effet de rochet par cycle, estimée à partir 
des moyennes normale et de cisaillement rεΔ  et rγΔ  des déformations dues à l’effet de 
rochet par cycle. La déformation due à l’effet de rochet est dominée par le cisaillement dans la 
plupart des cas. Les prévisions des durées de vie en fatigue utilisant ce modèle sont très 
sensibles à la constante de matériau cε  dont la détermination expérimentale reste difficile. En 
plus, puisque le modèle est développé seulement pour l’effet de rochet, la durée de vie en 
fatigue prévue pour un comportement d’accommodation plastique du matériau est infinie. 
 
1.7.4. Exemple de modèle élastoplastique EF en 3D utilisant la technique de « sous-
modélisation » 
 
Liu et al. [131] ont développé un modèle EF 3D de l’endommagement par fatigue multiaxiale 
à grand nombre de cycles, dans le but de prévoir à la fois l’amorçage de fissure et la durée de 
vie d’initiation de la FCR. Une technique de « sous-modélisation » a été utilisée pour 
optimiser le temps de calculs et la précision. La réponse en contrainte issue de la simulation 
numérique du mouvement de roulement de la roue est utilisée pour la prévision des durées de 
vie en fatigue. Enfin, l’influence de différents facteurs sur l’endommagement par fatigue des 
roues a été étudiée par ces auteurs. 
 
Le modèle de Liu et al. [131] est basé sur le plan critique. Le plan de rupture par fatigue est 
supposé être celui qui subit l'amplitude maximum de contrainte principale. L'angle entre le 
plan critique et le plan de rupture par fatigue varie selon les matériaux. 
 
Dans le modèle de Liu et al. [131], la géométrie de la zone de contact est « coupée » pour 
donner un sous-modèle (figure 1-13). Les mêmes types d'éléments que ceux dans l'analyse du 
modèle global sont employés pour mailler le sous-modèle. Un maillage très fin est appliqué 
dans la zone de contact et à une certaine profondeur sous la surface de contact. Les résultats 
du modèle global sont interpolés sur le coin coupé du sous-modèle correspondant à 
différentes étapes de calcul, et les résultats d'interpolation sont appliqués comme conditions 
aux limites au sous-modèle. Dans la sous-modélisation, les résultats issus du sous-modèle 
nécessitent d’être vérifiés pour s'assurer que les limites de coupe sont assez loin de la 
concentration de contrainte (zone de contact dans ce problème). Les résultats dans le sous-
modèle sont obtenus en utilisant un maillage fin. Ils n'ont pas besoin d'être en accord avec les 
résultats du modèle global à maillage grossier. Le désaccord peut être provoqué non 
seulement par des différences de raffinement de maillage, mais également en raison des non-
linéarités géométriques et matérielles autour de la zone de contact. Les résultats du coin coupé 
à partir de l'analyse de sous-modèle sont comparés à ces résultats dans le modèle global. Si la 
différence est assez faible, les résultats sont reproduits dans le sous-modèle pour la future 
analyse de fatigue. Autrement, le sous-modèle est à changer et les étapes précédentes doivent 
être répétées. 
 
Dans la figure 1-14, les simulations de Liu et al. [131] montrent une distribution en forme de 
papillon de la contrainte de cisaillement yzτ . La valeur maximum se produit à une profondeur 
d'environ 5 mm au-dessous de la surface de la bande de roulement. À la différence de la 
contrainte maximum de von Mises qui se produit juste au-dessus de la zone de contact (figure 
1-15), 

xyτ  et yzτ  maximum se produisent dans une zone située à une certaine distance loin de 
la zone de contact. Dans les figures 1-14(a) et 1-15(a), le modèle de contrainte indique des 
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points de contact multiples entre les interfaces roue/rail. La pression de contact et la zone de 
contact sur la surface de la bande de roulement de la roue sont illustrées dans la figure 1-16. 
On observe deux points de contact : l’un près du centre de la surface plane de la bande de 
roulement, et l'autre proche du coin de la bride. En conséquence, la zone de contact près du 
coin de la bride est différente de celle prévue par la théorie traditionnelle de Hertz, qui la 
suppose habituellement comme une ellipse. En raison des conditions de contact non Hertzien, 
l'amplitude très élevée de contrainte de contact est obtenue à cet endroit. 
 

 
 

Figure 1-13. Modélisation EF du contact roue/rail ; (a) modèle global ; (b) sous-modèle 
[131]. 

 

 
 

Figure 1-14. Distribution des contraintes de cisaillement dans le plan d’un contact roue/rail 
[131]. 

 
 

 
 

Figure 1-15. Distribution de contrainte de Von Mises d’un contact roue/rail [131]. 
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Figure 1-16. Distribution de la pression de contact sur la surface de la bande de roulement 
[131]. 

 
La figure 1-17 [131] montre la distribution des endommagements de fatigue, l'orientation 
initiale du plan de fissure et l'observation de faciès de rupture d’une roue. La comparaison 
dans cette figure reste qualitative ; une comparaison quantitative nécessite une large 
expérimentation et une observation sur site. 
 

 
 

Figure 1-17. Simulation numérique et observation du faciès d’une rupture par arrachement 
dans une jante de roue ferroviaire [131]. 

 
Dans leur modèle, Liu et al. [131] ont étudié l’influence des facteurs suivants sur 
l’endommagement par FCR des roues : 
 
- Diamètre de la roue : le taux d'accumulation des endommagements diminue quand le 
diamètre de la roue augmente. L'effet est plus significatif pour les roues de petite taille 
(diamètre inférieur à 0,838 m). 
 
- Charges verticales : le taux d'accumulation des endommagements augmente à mesure que la 
charge verticale augmente. 
 
- Dureté du matériau : le taux d'accumulation des endommagements augmente à mesure que 
la dureté est élevée. En effet, pour un matériau avec une dureté plus élevée, l'écoulement 
plastique local sur la surface de contact n'est pas susceptible de se produire et une plus petite 
zone de contact entre la roue et le rail est obtenue. En conséquence, une pression de contact 
plus élevée est obtenue dans ce cas-là. 
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- Résistance à la fatigue : le taux d'accumulation des endommagements de fatigue diminue à 
mesure que la résistance à la fatigue du matériau augmente comme prévu. 
 
- Ductilité du matériau : pour un matériau ductile, le plan critique est près du plan de 
contrainte de cisaillement maximum et il est plus probablement amorcé dans une zone ayant 
une plus grande contrainte de cisaillement (à une certaine profondeur au-dessous de la surface 
de la bande de roulement). Pour un matériau fragile, le plan critique est près du plan de 
contrainte principale maximum et il est plus probablement amorcé dans une zone ayant une 
plus grande contrainte normale (sur la surface de la bande de roulement). 
 
1.7.5. Utilisation de loi de cumul de l’endommagement par FCR 
 
La prévision numérique des durées de vie dans les analyses de fatigue de contact de 
roulement est sensible au comportement du matériau pendant le chargement cyclique. En 
effet, les variations dans le comportement du matériau provoquent des changements dans le 
taux de cumul de l’endommagement. L’endommagement par fatigue d’un matériau pourrait 
donc être évalué cycle par cycle, en prenant en compte les différents comportements du 
matériau. Ringsberg [12] a illustré cette méthodologie en prenant les deux exemples suivants : 
 
– Exemple 1 : une partie de la tête du rail, soumise à un chargement cyclique à amplitude 
constante lors du passage des roues, présente l’effet de rochet. L’écrouissage, les contraintes 
résiduelles et les changements dans la géométrie de contact influent sur le taux de l’effet de 
rochet de telle sorte que celui-ci diminue à chaque passage des roues. Il en résulte qu’il se 
produit moins d’endommagement du rail durant le passage j des roues par rapport à leur 
passage précédent j-1. 
 
– Exemple 2 : la même partie du rail que dans l’exemple 1 est soumise à un chargement 
cyclique à amplitude variable, causé par les variations des valeurs des charges de roues ou des 
forces de traction ferroviaire. Dans cet exemple, les effets d’écrouissage, des contraintes 
résiduelles et des changements dans la géométrie de contact sur le taux de l’effet de rochet 
sont encore plus prononcés. L’endommagement cumulé pour un passage de roues dépend à la 
fois des valeurs des charges de roues et de leur séquence dans le temps. 
 
Une loi de cumul similaire à celle de Palmgren-Miner a été utilisée par Ringsberg [12]. Cette 
loi sépare l’endommagement causé par l’accommodation plastique (fatigue oligocyclique 
(DFO)) et par l’effet de rochet (DER) ; l’endommagement causé par la fatigue à nombre de 
cycles élevé a été négligé. Le nombre de cycles d’amorçage de la fissuration par la fatigue 
oligocyclique Nf est calculé pour chaque cycle de chargement. Ringsberg [12] a supposé que 
l’endommagement se cumule linéairement pour chaque cycle de chargement, comme pour la 
loi de Palmgren-Miner : 
 

1
max ,

fN
FO ER

n nn

dD dDD
dN dN=

⎛ ⎞⎛ ⎞ ⎛ ⎞= ∑ ⎜ ⎜ ⎟⎜ ⎟
⎝ ⎠⎝ ⎠⎝ ⎠

⎟  (1.7) 

 
 
La rupture du matériau se produit quand l’endommagement D atteint l’unité. Le calcul de 
l’endommagement cycle par cycle donne au modèle l’avantage de prendre en compte les 
effets des séquences de chargement et la dépendance vis-à-vis du niveau de chargement, ce 
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qui est souvent le cas dans les rails. Dans l’approche adoptée, l’endommagement causé par les 
deux mécanismes ne pourrait pas être additionné dans le même cycle de chargement. 
 
1.7.6. Exemples de prévision des durées de vie d’initiation de la FCR 
 
Ringsberg [12] a effectué des simulations par éléments finis en prenant deux exemples de 
contact de roulement et en utilisant le modèle basé sur la densité d’énergie et le plan critique, 
ainsi que la loi de cumul de l’endommagement proposée ci-dessus. Le matériau utilisé dans 
les calculs par éléments finis est un acier perlitique pour rail. 
 
- Exemple 1 : essai de contact de roulement entre deux disques 
 
Cet essai permet l’étude d’une fissuration accélérée en fatigue de contact de roulement dans 
des conditions contrôlées de laboratoire. Il est réalisé sans lubrifiant. Un modèle par éléments 
finis en 2D est utilisé pour simuler cet essai. La distribution de la pression de contact est 
calculée en utilisant la théorie de Hertz pour un contact de roulement entre deux corps 
cylindriques élastiques. Les tractions tangentielles dans la région de contact sont prises 
proportionnelles à la pression de contact. Le couplage entre les champs mécaniques et 
thermiques n’est pas inclus dans le modèle par éléments finis, et on néglige les changements 
dans la distribution de Hertz causés par les effets d’échauffement localisés par frottement. 
 
Les résultats relatifs aux durées de vie en fatigue des simulations par éléments finis 
concordent avec ceux des essais. Les angles prévus du plan de rupture sont proches de l’angle 
mesuré. En plus, l’amorçage de fissure sous la surface (FP maximum) a été retrouvé par les 
calculs. 
 
- Exemple 2 : contact de roulement roue/rail 
 
Ringsberg [12] a utilisé deux modèles éléments finis couplés : un modèle pour simuler le 
comportement dynamique de la traction du train, et un modèle tridimensionnel du rail pour 
modéliser le comportement élastoplastique du matériau dans la zone de contact roue/rail et au-
dessous de celle-ci. Ces modèles permettent de déterminer l’amorçage des fissures 
superficielles dans les rails et d’évaluer l’endommagement par fatigue sous la surface. La 
densité de maillage est prise élevée dans les régions de contact roue/rail. Les prévisions des 
zones d’amorçage de fissures et de l’angle du plan de rupture concordent avec les 
observations effectuées sur site. 
 
Dans une autre étude, Ringsberg et al. [99] ont utilisé le modèle basé sur la densité d’énergie 
et le plan critique en association avec une modélisation de l’effet de rochet pour simuler 
l’influence du coefficient de frottement sur la durée de vie Nf en fatigue due à l’effet de 
rochet. Les simulations ont été effectuées avec une pression de contact constante et où le 
coefficient de frottement décroît systématiquement à partir d’une valeur initiale élevée. Les 
courbes représentant le coefficient de frottement en fonction de Nf à pression de contact 
constante atteignent une valeur asymptotique du coefficient de frottement quand Nf croît. 
Ringsberg et al. [99] ont donc conclut que, pour chaque pression de contact, il existe une 
valeur asymptotique du coefficient de frottement pour laquelle la durée de vie en fatigue due à 
l’effet de rochet est infinie, c’est-à-dire que les fissures ne s’amorceront pas par effet de 
rochet. 
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1.8. MODELISATION DES FISSURES DE FCR 
 
1.8.1. Introduction 
 
Les roues et les rails sont périodiquement soumis à des contrôles non destructifs dans le but 
de détecter les défauts, mais il est nécessaire d’avoir un outil pour évaluer la criticabilité des 
défauts détectés. Puisque les défauts peuvent être modélisés par des fissures, le problème peut 
être résolu en déterminant la variation du FIC dans un cycle de chargement de contact et en la 
comparant à la valeur du seuil de propagation du matériau. Ainsi, la première étape devrait 
consister à définir une approche pour calculer avec précision les FIC d’une fissure interne 
tridimensionnelle sous des charges de contact. Malheureusement, la plupart des études de la 
littérature sont relatives à des situations particulières, et sont difficiles à appliquer dans des 
cas plus généraux. 
 
1.8.2. Modélisations des fissures de FCR 
 
Plusieurs auteurs ont considéré des fissures bidimensionnelles dans un demi-plan soumis à 
une distribution de pression hertzienne due au contact entre deux cylindres à axes parallèles, 
en considérant également l’effet du frottement entre ces cylindres, se déplaçant par rapport à 
la fissure. Par exemple, Kerr et al. [132] ont trouvé la solution dans ce cas et ont étudié la 
direction possible de propagation de fissure. 
 
D’autres auteurs ont utilisé la méthode EF pour résoudre le même problème [133]. Lunden [4] 
a développé des modèles tridimensionnels pour prévoir la propagation de fissure dans un 
système roue/rail en considérant également le contact entre les faces de fissure. Komvopoulos 
et Cho [134] ont développé un modèle EF bidimensionnel pour calculer les FIC de fissures à 
fleur de surface et déterminer approximativement la direction de propagation de telles fissures 
sous chargement de contact. 
 
Toutes ces analyses ont montré que le mode de rupture principalement impliqué dans 
l’endommagement par FCR est le mode II, et ont considéré la variation de KII comme 
paramètre pour décrire quantitativement le processus de propagation de fissure. 
 
Guagliano et al. [135] ont défini différentes approches pour calculer le FIC de fissures 
internes sous chargement de contact. Les résultats obtenus par leurs analyses EF 2D et 3D ont 
permis de cartographier les conditions critiques en termes de dimensions de fissure et de 
pression de contact. Cependant, ces approches EF ont été très consommatrices de temps de 
calcul. De plus, les différentes exigences des modélisations EF de la zone de contact et de la 
fissure peuvent être à l’origine d’erreurs de calcul. Pour surmonter ces points critiques, 
Guagliano et Vergani [136] ont développé une autre procédure plus précise, définie comme 
hybride, parce qu’elle utilise la solution analytique du champ de déplacement de deux corps 
en contact et l’appliquent comme condition aux limites dans un modèle EF incluant la zone 
entourant le front de fissure, et qui considère le contact et le coefficient de frottement entre les 
faces de fissure. Cette approche n’entraîne pas les erreurs citées précédemment et peut être 
facilement adaptée pour analyser différents corps et géométries de front de fissure sans 
nécessiter un supplément excessif de temps de calcul. Le modèle proposé par Guagliano et 
Vergani [136] est assez général même si les résultats publiés se réfèrent au système roue/rail. 
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Guagliano et Vergani [136] ont proposé de valider les résultats de leurs simulations 
numériques en utilisant des modèles photoélastiques contenant une fissure interne, circulaire 
ou elliptique, obtenue naturellement. L’observation de ces modèles au polariscope, et 
l’utilisation de la technique de « figeage » de contrainte ont permis d’obtenir des résultats 
intéressants. Cependant, la comparaison des résultats expérimentaux et numériques est 
difficile, principalement parce que le coefficient de frottement entre les faces de fissure est 
inconnu. D’ailleurs, la figure 1-18 montre clairement que les faces de fissure ne sont pas 
lisses et qu’en certains points de la surface, des irrégularités empêchent les surfaces de glisser 
l’une sur l’autre. Ce phénomène n’est pas pris en compte dans le modèle numérique. 
 
Pour surmonter la difficulté liée à la non connaissance du coefficient de frottement entre les 
faces de fissure, l’approche utilisée par Guagliano et Vergani [136] a consisté à déterminer la 
valeur du coefficient de frottement qui, quand elle est utilisée dans le modèle EF, a donné la 
valeur mesurée de KII au point A. 
 
 

 
 

Figure 1-18. Franges photoélastiques autour d’une fissure interne observée à l’aide d’une 
lumière blanche [136]. 

 
 
1.8.2.1. Influence de la profondeur et de l’inclinaison de la fissure 
 
Pour une fissure circulaire, Guagliano et Vergani [136] ont observé que l’amplitude du FIC 
ΔKII diminue quand la profondeur de la fissure à partir de la surface extérieure et le 
coefficient de frottement entre les faces de fissure augmentent. Ces auteurs ont montré 
également que l’inclinaison de la fissure par rapport à la surface libre influe sur la valeur 
moyenne de KII dans un cycle de contact ; par contre, ΔKII ne varie pas de manière 
appréciable durant le cycle de chargement. 
 
Noda et al. [137] ont étudié l’influence de l’inclinaison de fissure semi-elliptique sur les FIC 
pour des charges de contact Hertzien et des contraintes résiduelles de compression. Ces 
auteurs ont montré que la valeur maximum de KII pour une inclinaison de 15° est plus faible 
de 23-34% que celle pour une inclinaison de 45°. En ce qui concerne les valeurs de ΔKII, les 
résultats relatifs à 15° sont plus faibles de 4-24% que ceux à 45°. 
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1.8.2.2. Influence de la géométrie du front de fissure 
 
L'approche proposée par Guagliano et Vergani [136] permet de changer la géométrie du front 
de fissure afin d'obtenir, par exemple, une fissure elliptique, caractérisée par le rapport  
entre les deux axes de l'ellipse a et b ( = b/a, a est le demi-grand axe (parallèle à la direction 
du mouvement), b est le demi-petit axe). 

er

er

 
L’analyse du front de fissure elliptique est importante quand on considère l’évolution de la 
géométrie de fissure pendant le premier stade de propagation. La figure 1-19 montre une 
photographie d’une fissure interne détectée dans une roue : il est évident que le défaut initial 
est non circulaire, mais allongé, plus ou moins elliptiquement, dans la direction du 
mouvement. Guagliano et Vergani [136] ont observé que dans le premier stade de 
propagation, la fissure se propage principalement le long du demi-petit axe de l’ellipse, 
jusqu’à ce que le front de fissure devienne presque circulaire. 
 
 

 
 

Figure 1-19. Fissure interne elliptique dans une roue ferroviaire s’amorçant à partir d’un 
défaut préexistant [136]. 

 
Différentes valeurs du rapport  ont été considérées :  = 0,2, 0,4, 0,6, 0,8. Plusieurs 
analyses ont été effectuées pour évaluer les valeurs des amplitudes du FIC, ΔKII et ΔKIII. La 
figure 1-20 montre les valeurs de ΔKII et ΔKIII sur le front de fissure en fonction du rapport . 
Il est intéressant de noter que pour  supérieur à 0,5, la valeur de ΔKIII devient plus élevée 
que celle de ΔKII, en supposant des valeurs similaires du seuil pour les modes II et III. Cette 
tendance est en accord avec les résultats expérimentaux [136]. 

er er

er

er

 
Dans leur étude de fissures semi-elliptiques inclinées, Noda et al. [137] ont trouvé que les 
valeurs de KII au point le plus profond quand → 0 sont plus élevées d’environ 0-24% que 
les valeurs de KII quand  → 1 (fissure circulaire), à la fois sous contrainte résiduelle de 
compression et charge de contact Hertzien. Ces auteurs ont montré également qu’une 
augmentation du coefficient de frottement entre les faces de fissure provoque une diminution 
significative de la valeur de KII. 

er

er
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Figure 1-20. Tendance de ΔKII et ΔKIII aux points de front de fissure A, B et C, D (A et B 
sont alignés suivant le demi-grand axe ; C et D sont alignés suivant le demi-petit axe) [136]. 

.8.2.3. Déplacements des faces de fissures à fleur de surface 

levée ou une charge lourde de 
ontact puisse induire une propagation de la fissure en mode I. 

 de fissure est prévue à l’aide d’un critère de propagation basé sur l’intensité de 
ontrainte. 

s) inactive(s) de la fissure, il n'y a aucun déplacement relatif 
ntre faces fermées de fissure. 

 
 
1
 
Kaneta et al. [138] ont évalué les variations des FIC tridimensionnels en mode mixte I-II pour 
une fissure circulaire sous une pression hertzienne de contact en tenant compte à la fois des 
forces de frottement entre les faces de fissure et entre les surfaces de contact. Les résultats de 
cette étude montrent qu’une fissure allongée en parallèle à la surface se propage 
principalement en mode II, bien qu’une traction superficielle é
c
 
Beretta et al. [139] ont défini des indices de propagation de fissure. Pour une fissure à fleur de 
surface, l'indice est le rapport entre l’amplitude du FIC en mode II, ΔKII, obtenu à partir des 
simulations EF bidimensionnelles, et d'une valeur seuil ΔKII,th estimée expérimentalement. La 
propagation
c
 
Lansler et Kabo [140] ont étudié l’occurrence des déplacements de faces de fissure et des 
contacts de faces de fissure pour des fissures à fleur de surface dans des conditions 
élastoplastiques. Contrairement aux fissures de FCR amorcées en surface, les fluides 
n’introduisent aucune déformation en mode I ou lubrification des faces de fissure à fleur de 
surface. En conséquence, la fissure se propagera principalement en mode II et mode III et il 
peut y avoir un frottement significatif entre les faces de fissure. En effet, Lundén [4] a montré 
qu'un frottement élevé des faces de fissure diminuera les intensités de contrainte en mode II. Il 
est également connu que la rupture finale d'une roue due à une fissure amorcée à fleur de  
surface se produit à des longueurs de fissure très diverses [6]. Ainsi, on pourrait s’attendre 
qu’une fermeture des faces de fissure se produise à partir d’une certaine taille de fissure. La 
fermeture des faces de fissure signifie que seulement une partie de la fissure est active à 
chaque instant. Pour la partie(
e
 
Le travail de Lansler et Kabo [140] sur les déplacements des faces de fissure s’est fixé comme 
objectif d’étudier l'influence des paramètres tels que le frottement des faces de fissure, ce qui 
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permettra d’établir un critère de propagation de fissure physiquement valable. Finalement, 
une compréhension de la propagation de fissure à fleur de surface et l’élaboration de modèles 
de prévision des vitesses de propagation de fissure sont essentielles aussi bien dans la 
conception des composants ferroviaires que dans la planification des intervalles d'entretien et 
'inspection. 

o

d
 
Lansler et Kabo [140] ont utilisé un modèle EF bidimensionnel d’une partie de roue 
ferroviaire contenant une fissure à fleur de surface sous un chargement de contact de 
roulement. La fissure a une longueur 2a et est située à une certaine profondeur h au-dessous 
de la surface. L’écartement initial entre les faces de fissure est fixé à 2 μm dans le modèle. Un 
frottement entre le rail et la roue est appliqué numériquement comme une tracti n 
superficielle proportionnelle à la pression de contact à travers un coefficient de traction f . 
Un frottem t entre les faces de fissure est modélisé avec un coefficient opérationnel de 
frottement 

en
f . Enfin, puisque l’ouverture verticale de fissure ne se produit pas et les 

déplacements globaux ne sont pas disponibles pour les études de propagation de fissure, 
Lansler et Kabo [140] ont évalué les déplacements des faces de fissure en termes de 
éplacements tangentiels relatifs. 

Influence de la longueur et de la profondeur de fissure 

fort gradient de ces 
éplacements en bout de fissure dû aux déformations plastiques locales. 

 charge de contact à l’arrière de la fissure, la répartition des 
éplacements est antisymétrique. 

Influence du frottement des faces de fissure 

 l’arriè

d
 
 
- 
 
Une augmentation de la longueur de fissure 2a conduit à une croissance des déplacements 
tangentiels relatifs [140]. Il est intéressant de préciser qu’il existe un 
d
 
Plus la fissure est située près de la surface, plus les déplacements tangentiels relatifs 
augmentent. L’influence de la profondeur de fissure est plus significative pour des positions 
de la charge de contact en avant et au-dessus de la fissure. De même, la répartition des 
déplacements est presque symétrique par rapport au centre de la fissure pour ces positions. 
Par contre, pour une position de la
d
 
 
- 
 
Lansler et Kabo [140] ont fait varier le coefficient de frottement μ entre les faces de fissure. 
Ils ont observé que, pour les positions de la charge en avant ou à re de la fissure, les 
déplacements tangentiels relatifs les plus élevés sont obtenus pour 0,0f = . Pour une position 
de la charge au-dessus du centre de la fissure, les déplacements tangentiels relatifs ne 
dépendent pas de manière significative du coefficient de frottement f . Enfin, ces auteurs ont 
noté qu’un frottement élevé des faces de fissure, 0,7f = , introduit des déformations 

ngentielles irréversibles. 

Influence de la valeur de la charge de contact et de la géométrie de contact 

cause une croiss

ta
 
 
- 
 
Une augmentation de la valeur de la charge ance des déplacements tangentiels 
relatifs [140]. Pour la charge très élevée, 18 /yF MN m= , ces déplacements atteignent des 
iveaux élevés et induisent une déformation irréversible. n
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Une diminution de l’aire de contact donne une réponse similaire qu’une augmentation de la 
valeur de la charge. De ce fait, un chargement de contact localisé cause une augmentation du 
euil de plasticité en bout de fissure, résultant en des déformations résiduelles élevées. 

Influence du coefficient de traction roue/rail 

e
par le coefficien

s
 
- 
 
Dans les simulations de Lansler t Kabo [140], le frottement superficiel roue/rail est quantifié 

t de traction, f . La contrainte de frottement à l’interface est définie par 
.q f p= , avec p la pression de contact entre la roue et le rail. Ceci correspond à un état de 

glissement complet entre la roue et le rail. Un frottement superficiel roue/rail positif est défini 
comme agissant dans la direction de la charge en mouvement, et correspond donc à une force 
e freinage appliquée sur la roue. d

 
Les résultats montrent qu’en freinage ( f > 0), le frottement roue/rail influe de manière 
significative sur les dép cements tangentiels relatifs des faces de fissure [140], alors qu’un 
frottement de traction (

la
f < 0) présente une influence moindre. L’influence de la direction de 

frottement superficiel appliqué est liée à l’interaction entre le chargement de frottement et la 
charge verticale de contact. Pour un frottement de freinage, la charge de frottement et la 
charge verticale de contact interagiront et causeront des déformations tangentielles relatives 
élevées de la surface de fissure, tandis que pour un frottement appliqué de traction, ces 
harges s’opposent. 

.8.2.4. Modélisation de la propagation de fissures courtes de FCR 

. Les résultats et les observations de Ringsberg [141] peuvent être résumés comme 
uit : 

ntrent que toutes les fissures se propagent par le 
écanisme de propagation de cisaillement. 

s 
ontinuent à se propager pour les conditions de charges et de géométrie de contact étudiées. 

 chemin jusqu'à la surface de contact; ceci peut conduire 
 une rupture par écaillage. 

c
 
1
 
Ringsberg [141] a exploité les résultats des calculs EF élastoplastiques, obtenus dans l’étude 
de la FCR de deux disques jumeaux fissurés en surface, dans les analyses de propagation de 
fissures courtes. Cet auteur a utilisé un modèle de la mécanique de la rupture élastoplastique 
simplifiée et basé sur l'approche de Hobson pour calculer la vitesse de propagation de fissure. 
Le critère de Pineau a été employé pour déterminer le mécanisme de propagation de fissure 
(propagation de fissure soit de cisaillement soit de traction) et le chemin de propagation de 
fissure
s
 
- Quatre fissures courtes faiblement inclinées de longueurs 0,05, 0,1, 0, 2, 0, 4et mm , ont été 
soumises à des charges de contact de roulement et analysées relativement aux caractéristiques 
de propagation de fissure. Les résultats mo
m
 
-  La vitesse de propagation effective de fissure est positive. Par conséquent, les fissure
c
 
- Les chemins prévus de propagation de fissure montrent que les trois fissures les plus courtes 
continuent à se propager parallèlement à la surface de contact, alors que la fissure de longueur 
0, 4 mm  change sa direction et suit un
à
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1.9. CONCLUSION 

ieux réalisée en utilisant des simulations numériques 
fficaces pour l'évaluation de la FCR. 

odèles doivent être facilement compréhensible et 
aniable d’un point de vue technologique. 

ser la FCR, 
 reste encore plusieurs points non entièrement compris ou difficiles à modéliser. 

, les défauts du matériau, etc. doivent être 
clus dans les modèles de prévision de la FCR. 

 
Cette étude bibliographique a permis de synthétiser les travaux et les problèmes liés à la FCR 
des rails et des roues. Par souci de clarté et de simplicité de cette synthèse, nous avons séparé 
la présentation des divers phénomènes qui sont responsables de la FCR et les paramètres qui 
l’influencent. En réalité, les divers phénomènes et paramètres interagissent de manière 
complexe. En conséquence, la prévision et l’analyse pratique de la FCR des composants 
ferroviaires pose encore des problèmes. De plus, les modèles de prévision physiquement 
valables, proposés dans la littérature, sont typiquement trop complexes pour qu’ils soient 
adoptés de manière générale. En revanche, des principes de base et une connaissance 
empirique peuvent être employés pour caractériser, mais rarement pour prévoir ou analyser 
des problèmes liés à la FCR. Les modèles d’ingénierie présentés dans la littérature, sont en 
général simplistes dans les critères d'évaluation de la fatigue, ou dans la description des 
charges. Cette description peut être m
e
 
Afin de surmonter ces difficultés, les modèles de prévision de la FCR des composants 
ferroviaires doivent être basés sur une compréhension scientifique des mécanismes 
d'occurrence de la FCR, et doivent être facilement implémentés dans les codes de calcul sans 
générer des temps de calcul faramineux. A cet effet, la technique de sous-modélisation peut 
être utilisée pour améliorer l’efficacité et la précision des calculs et diminuer de manière 
importante les temps de calcul. Enfin, ces m
m
 
Ekberg et al. [31] ont proposé un modèle technologique de prévision de la FCR des roues 
ferroviaires. Ce modèle définit l'impact de la FCR en termes de trois indices correspondant 
respectivement à la fatigue amorcée en surface, la fatigue amorcée à fleur de surface et la 
fatigue amorcée à des défauts profonds du matériau. Les résultats de ce modèle sont 
relativement intéressants, mais ne permettent pas d’élucider toutes les questions posées. En 
conclusion, malgré tous les efforts de recherche menés pour comprendre et maîtri
il
 
Dans la plupart des études, l’effet des différents paramètres sur l’endommagement par FCR 
est étudié individuellement. Cette approche reste insuffisante et nécessite de considérer les 
effets d’interaction entre ces paramètres parce que le problème de contact roue/rail est 
fortement non linéaire. Les modèles prenant en compte ces interactions permettront de prévoir 
l’endommagement par FCR des roues et des rails même si plusieurs paramètres changent à la 
fois. De même, des données expérimentales, reflétant mieux les conditions de service, sont 
nécessaires pour valider de tels modèles d’interaction. Enfin, d’autres facteurs, tels que la 
contrainte résiduelle provenant de la fabrication, le chargement en freinage, le chargement 
thermique, les chargements dynamiques et d’impact
in
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2.1. Introduction 
 
L’un des objectifs de la présente étude consiste à étudier l’influence des défauts sous forme 
d’inclusions (sulfure de manganèse, oxyde de silicium ou d’aluminium), sur la résistance à la 
fatigue de contact de roulement d’une roue de locomotive. A cet effet, nous avons réalisé une 
modélisation numérique bidimensionnelle de l’endommagement d’une roue de locomotive par 
fatigue de contact de roulement en considérant l’existence de défauts circulaires. L’approche 
de fatigue multiaxiale utilisée est similaire à celle adoptée dans les travaux de Kabo et al. 
[8,90,95] avec un maillage très fin nécessaire pour obtenir la convergence des résultats.  
 
Les simulations par éléments finis sont effectuées à l’aide du logiciel ABAQUS standard 
version 6.4 et 6.5 ; ce code de calcul dispose d’un pré-processeur (ABAQUS – CAE) et d’un 
post-processeur (ABAQUS viewer) facilitant le maillage des structures et la visualisation des 
résultats. Nous avons choisi les éléments CPE8R (élément quadratique à huit nœuds avec  
intégration réduite) en supposant un état de déformations planes et un contact roue/rail sans 
frottement. Le maillage pour chaque configuration a nécessité plus de 28000 éléments dont 
plus de 5700 autour du défaut (figure 2-1). 
 
 

 
Figure 2-1. Maillage utilisé pour la simulation numérique d’une roue de locomotive 
comportant un défaut et soumise à une pression de contact hertzien en mouvement. 

 
 
Dans ce chapitre nous allons exposer les résultats de simulations numériques réalisées sur une 
roue ferroviaire ayant un défaut de section circulaire de diamètre égal à 1  (figure 2-1). La 
profondeur du défaut est de 15  en dessous de la surface de roulement de la roue soumise 
à une charge linéique 

mm
mm

12F MN= m . Celle-ci est appliquée à l’aide d’une pression de contact 
hertzien en mouvement sans prendre en compte l’effet du frottement. Ce cas est équivalent à 
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celui d’un cylindre de rayon  roulant sur une surface plane et soumis à une charge 
verticale . 

0,30r = m
F

 
Le matériau utilisé est considéré comme élastoplastique avec une loi de comportement 
combinant l’écrouissage isotrope et l’écrouissage cinématique non linéaire. 
 
 
2.2. Comportement du matériau 
 
Le matériau est considéré comme élastoplastique avec lois à écrouissage isotrope et 
cinématique non linéaire. Ce modèle d’écrouissage développé par Lemaître et Chaboche 
existe dans la librairie de lois de comportement du code de calcul par éléments finis 
ABAQUS ; il combine le modèle d’écrouissage isotrope de Prandtl et Reuss et un écrouissage 
cinématique non linéaire dérivé du modèle d’écrouissage cinématique linéaire de Prager. 
 
L’introduction d’un tel modèle est justifiée par l’insuffisance du modèle isotrope en 
chargement cyclique à contrainte imposée ; en effet il y a adaptation dès le premier cycle sans 
déformation plastique cyclique. Dans le modèle cinématique linéaire, on introduit une 
variable tensorielle d’écrouissage (tenseur d’ordre 2 noté X� ), proportionnelle au tenseur des 
déformations plastiques, qui traduit la translation de la surface de charge : la variable X�  
indique à tout moment la position de la surface de charge. Cependant, l’écrouissage 
cinématique linéaire ne permet pas de décrire l’effet de rochet. Une manière de procéder pour 
permettre à un modèle cinématique de rendre compte de l’effet de rochet consiste à introduire 
un écrouissage non linéaire en modifiant la relation entre la variable d’écrouissage X�  et le 
tenseur de déformation plastique. On introduit alors une dépendance supplémentaire de X�  
par rapport à la déformation plastique cumulée.  
 
Il convient maintenant de développer les équations de la plasticité qui permettent d’introduire 
ces différents types d’écrouissage. Dans la suite et par souci de clarté, toutes les grandeurs 
tensorielles T  seront désignées par T .  �
 
La surface de plasticité dans son expression la plus simple est décrite par la fonction de 
charge suivante :  
 
 ( ) eq Ef σ σ σ= −�  (2.1) 
 
où Eσ  est la limite d’élasticité initiale en traction simple. La contrainte équivalente eqσ  s’écrit 
dans le cas du critère de von Misès par exemple :  
 
 

 3 :
2eq dev devσ σ σ= � �  (2.2) 

 
 

Où 1 ( )
3dev trace Iσ σ σ= − ⋅ �� � �  est le tenseur déviateur des contraintes avec ( )ijI δ=�  le tenseur 

unité.  
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L’hypothèse de normalité permet d’écrire :  
 

 3
2

dev
p

eq

f σε λ λ
σ σ

∂
= =

∂
�� � ��

�
 (2.3) 

 
où λ�  est le multiplicateur de plasticité indépendante du temps ; il est nul lorsqu’il n’y a pas 

d’écoulement plastique c’est à dire lorsque ( ) 0f σ <�  ou ( ) 0f σ =�  et : 0f σ
σ

∂
≤

∂
��

�
.  

A partir de la fonction de charge ( )f σ�  sous sa forme initiale simple, on peut introduire les 
cas de l’écrouissage isotrope (de Prandtl et Reuss), cinématique linéaire de Prager et 
cinématique non linéaire.  
 
 
2.2.1. Ecrouissage isotrope de Prandtl et Reuss 
 
Dans le modèle isotrope de Prandtl et Reuss, l’écrouissage est introduit sous la forme d’un 
paramètre scalaire R et la fonction de charge s’écrit :  
 
 ( ) ( )eq Ef Rσ σ σ= − +�  (2.4) 
 
R  représente, dans un essai de traction simple, l’augmentation de la contrainte au delà de la 
limite d’élasticité liée à l’écrouissage. L’hypothèse de normalité généralisée permet d’écrire à 
partir des relations (11) et (12) :  
 

 fp
R

λ λ∂
= − =

∂
�� �  (2.5) 

 
où p est la déformation plastique cumulée.   
 
On peut aussi écrire :  

 2
2

9 : 3:
4 2
dev dev

p p
eq

2σ σε ε λ
σ

=
� �� � � �� � λ=  (2.6) 

Soit 

 2 :
3 p ppλ ε ε= =� �� �� �  (2.7) 

 
On retrouve l’expression de la déformation équivalente au sens du critère de von Misès.  
 
 
2.2.2. Ecrouissage cinématique linéaire de Prager 
 
Dans ce modèle, l’écrouissage est introduit sous la forme d’une grandeur non pas scalaire 
mais tensorielle ( X�  tenseur d’ordre 2) et la fonction de charge s’écrit :  
 
 ( ) ( )eq Ef Xσ σ σ= − −�  (2.8) 
 
où l’on pose, en adoptant la définition de la contrainte équivalente au sens de von Misès :  
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 3( ) ( ) : (
2eq dev dev dev devX Xσ σ σ− = − −�� � )X�  (2.9) 

 
1 ( )
3devX X trace X= − ⋅� � � I�  est le déviateur du tenseur X�  

 
L’hypothèse de normalité généralisée permet d’écrire, dans ce cas aussi, les deux relations 
suivantes :  

 3( )
2( )

dev dev
p

eq

Xf
X

σε λ λ
σ σ

−∂
= =

∂ −

��� � ��
�

 (2.10) 

et 

 p
f f
X

α λ λ ε
σ

∂ ∂
= − = =

∂ ∂
� � �� � �

��  (2.11) 

 
la variable d’écrouissage α�  est identique à la déformation plastique pε� .  
 
L’hypothèse d’écrouissage cinématique linéaire suppose une proportionnalité entre X��  et pε�� . 
Dans le cas particulier où la surface de charge est décrite par le critère de von Misès, la loi 
d’écrouissage cinématique linéaire s’exprime sous la forme : 
 

 2
3 pX Cε=� �� �  (2.12) 

 
 
2.2.3. Ecrouissage cinématique non linéaire 
 
Le modèle de Prager fixe l’incrément  colinéaire à dX� pdε�  et donc colinéaire à f σ∂ ∂ �  ; la 
figure 2-2 représente géométriquement ce modèle.  
 
Pour dépasser le modèle cinématique linéaire de Prager, on adopte l’hypothèse que la 
direction de l’incrément de  n’est plus colinéaire à dX� f σ∂ ∂ �  dans l’espace de charge, ce qui 
revient à modifier la relation entre dX  et �

pdε� . 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figure 2-2. Représentation géométrique de l’écrouissage cinématique 
 

0f < 0f =
σ�

dX�
PragerdX�

f∂
∂σ�dσ�
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Lemaitre et Chaboche proposent d’introduire une dépendance supplémentaire de la variable 
tensorielle d’écrouissage X�  par rapport à la déformation plastique cumulée p , qui croît au 
cours du cyclage, de la forme :  
 

 2
3 p cX C Xε γ= −� �� � p� �  (2.13) 

 
Le terme de rappel c Xpγ− � � ≤  traduit un effet de mémoire évanescente du trajet de 
déformation,  et C cγ  sont des coefficients caractéristiques du matériau. C’est ce modèle 
associé au critère de von Misès qui est implémenté dans ABAQUS, c’est à dire avec : 
 
 p λ= ��  (2.14) 
et 

 3( ) 3
2( ) 2 3 ( ) : (

2

dev dev dev dev
p

eq
dev dev dev dev

X X
X

X X

σ σε λ λ
σ

σ σ

− −
= =

−
− −

� �� �� � ��
� �� � )

 (2.15) 

 
L’écrouissage isotrope est quant à lui introduit simplement dans ABAQUS en considérant que 
la taille de la surface de charge, définie par une contrainte 0σ , évolue avec la déformation 
plastique équivalente pε  selon une loi exponentielle de la forme :  
 

 0
max
0

1 exp( )E
i p

E

bσ σ ε
σ σ

−
= − −

−
 (2.16) 

 
Nous avons adopté dans nos calculs les valeurs des paramètres caractéristiques du matériau 
suivantes :  
 

max
06, 49 0,81 0, 47 ( ) 22,8c i EC GPa b MPaγ σ σ= = = − =  

 
 
2.3. Formulation du problème de contact 
 
2.3.1. Chargement linéique d’un solide semi-infini 
 
Pour modéliser une section dans une roue de locomotive on considère un solide chargé selon 
une dimension le long de Oy . La bande suivant laquelle est répartie la charge a une largeur 
( ) dans la direction  (figure 2-3). On suppose un état de déformation plane a b+ Ox 0yyε =  : 
ce problème d’élasticité plane se traite à l’aide de la méthode d’Airy qui utilise une fonction 
de contrainte Φ .  
 
La vérification des équations de l’élasticité (équilibre, comportement et compatibilité des 
déformations) exige que la fonction Φ  soit biharmonique. Elle doit de plus satisfaire les 
conditions limites, soit sur la surface 0z =  : 
 

0zz xzσ τ= =   pour  x b< −  et x a>  
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et 
( )
( )

zz

xz

p x
q x

σ
τ

= −
= −

  pour  b x a− ≤ ≤  

 

 
 

Figure 2-3. Chargement normal  et tangentiel  linéique ( )p x ( )q x
 
Les contraintes se déduisent de la fonction Φ  de la façon suivante  
 

 
2 2 2

2 2; ;   et  ( )xx zz xz yy xxz x x z zzσ σ σ σ υ σ∂ Φ ∂ Φ ∂ Φ
= = = − = +

∂ ∂ ∂ ∂
σ  (2.17) 

 
 
En coordonnées cylindriques, les contraintes s’expriment à partir de la fonction de contraintes 

 par :  Φ
 

 
2

2 2

1 1
rr r r r

σ
θ

∂Φ ∂
= +

Φ
∂ ∂

 (2.18) 

 

 
2

2rθθσ ∂ Φ
=

∂
 (2.19) 

 

 1
r r rθτ

θ
∂ ∂Φ⎛= − ⎜

⎞
⎟∂ ∂⎝ ⎠

 (2.20) 
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2.3.2. Force linéique répartie, normale et tangentielle 
 
On admet une distribution des efforts  et  telle que celle indiquée pour  dans la 
figure 2-4. Les contraintes en un point A provoquées par ces forces sont données par les 
équations précédentes en intégrant l’action de chaque petit élément  qui produit un effort 

. Ainsi, si les distribution p(x) et q(x) sont connues on peut par intégration en déduire 
la solution.  

( )p s ( )q s ( )p s

ds
( )p s ds

 

 
 

Figure 2-4. Chargement linéique réparti, normal p(s) et tangentiel q(s) 
 
La transmission des efforts statiques ou dynamiques entre deux composants mécaniques se 
réalise par les zones de contact ce qui induit des sollicitations parfois très importantes dans les 
couches superficielles.  
 
Les mouvements relatifs entre les surfaces en contact se traduisent du fait des frottements par 
des déperditions d’énergie dont la majeure partie se transforme en chaleur. Celle-ci entraîne 
dans les surfaces des sollicitations thermiques qui s’associent aux contraintes mécaniques de 
contact. 
 
 
2.3.3. Paramètres de contact roue/rail 
 
2.3.3.1. Théorie de Hertz et géométrie de contact  
 
Soit deux corps possédant des surfaces de second degré, leur mise en contact statique sous 
l’action d’une force appliquée N selon la normale OZ crée une surface de contact définie dans 
le plan tangent X, Y établie à partir de la normale commune OZ aux deux corps en contact  
figure 2-5. 
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Figure 2-5. Schéma du contact Hertzien [114] 
 

En 1882, Hertz a déterminé analytiquement la forme de ce contact et le champ de pression. 
De forme elliptique, celui-ci est caractérisé par un demi grand axe (a) et un demi petit axe 
(b) :  
 

1 323 1 1
2

a m N
E A B
υ⎛ ⎞−

= ⎜ ⎟+⎝ ⎠
  et  

1 323 1 1
2

b n N
E A B
υ⎛ −

= ⎜ +⎝ ⎠

⎞
⎟  (2.21) 

 
avec  
 

,m n  : Coefficients de Hertz ; 
,A B  : Coefficients relatifs à la géométrie de la roue et du rail ; 

υ  : Coefficient de Poisson ; 
E  : Module d’Young. 

 
La répartition du champ de pression dans le contact est alors déterminée par l’expression 
suivante où  représente la pression maximale de Hertz : 0P
 

 
2 2

0
3( , ) 1   avec  

20
x yp x y p p
a b a

N
bπ

⎛ ⎞ ⎛ ⎞= − − =⎜ ⎟ ⎜ ⎟
⎝ ⎠ ⎝ ⎠

 (2.22) 

 
La théorie de Hertz n’est valide que si les trois conditions suivantes sont réunies [114] : 

• Les surfaces sont du second degré, continues, et non conformes 
• Chaque solide peut être considéré comme un demi-espace élastique  
• Les dimensions du contact sont petites devant les dimensions et les rayons de courbure 

des corps en contact  
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Dans le cas d’un contact roue–rail, les hypothèses de la théorie de Hertz sont assez souvent 
vérifiées. Les dimensions du contact (a et b sont souvent inférieures à 10 ) restent 
négligeables devant les rayons de courbure de la roue et du rail ( ). La pression 
maximale de Hertz ainsi calculée est souvent proche de 1 . 

mm
300 mm∼

GPa
 
Cependant l’inscription d’un train dans une courbe tend souvent à localiser le contact roue-rail 
au niveau du congé de raccordement entre la table de roulement et la joue active du rail dont 
le rayon de courbure est inférieur à 20 . Les hypothèses précédentes ne sont alors plus 
vérifiées et la théorie de Hertz n’est plus valide. 

mm

 
 
2.3.3.2. Efforts transmis et mouvement relatifs 
 
Au travers de l’ellipse de contact, deux catégories d’interaction physique peuvent être 
définies : la transmission d’efforts et les mouvements relatifs. 
 
Dans le repère du plan tangent, il est possible de définir un torseur des forces transmises en un 
point quelconque de la surface de contact (figure 2-6) pour l’ensemble des problèmes 
pratiques de contact, les moments tangentiels xM  ou yM  sont assez faibles devant les forces 
normale  et tangentielle N xT  ou yT  transmises, et peuvent être négligés. Seul le moment 
normal zM  à l’origine du mouvement de pivotement, est considéré dans l’expression des 
forces. 
 
Les mouvements relatifs entre une  roue et un rail sont définis par les glissements 
longitudinal, latéral, et le pivotement, notés respectivement ,  et x y zν ν ν . Ces derniers sont 
déterminés par les expressions suivantes : 
 

 ; tan ;r a
x y z

a a

V V ab
V V

ων ν φ ν−
= = =  (2.23) 

 
avec  
 

rV  : Vitesse linéaire de la roue ; 

aV  : Vitesse d’avance de la roue ; 
φ  : Angle défini entre  et  ; aV rV

,a b  : Demi-longueur et demi-largeur de la zone de contact ; 
ω  : Vitesse angulaire de la roue. 
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Figure 2-6. Torseur des forces transmises dans un contact [114] 
 
 
2.3.3.3. Contact linéaire roue/rail 
 
Le contact étant linéaire (cylindre-plan), la pression de contact s’exprime par : 
 

 
2

0 2( ) 1 xp x p
b

= −  (2.24) 

 
 
où la pression 0p  et la demi largeur de contact  s’expriment en fonction de la force verticale 

 :  
b

F
 

 0
*FEp

Rπ
=  (2.25) 

 

 4
*

FRb
Eπ

=  (2.26) 

 
*E  est le module d’Young effectif donné par : 

 
 

 
2 2
1

1 2

1 11
*E E E

2υ υ− −
= +  (2.27) 
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Le tableau 2-1 donne les valeurs de ces paramètres avec :  
 

1 2 209E E GPa= =  

1 2 0, 29υ υ= =  
 

( )F MN m  0 ( )p MPa  ( )b mm  
4 697.6 3.652 
7 925 4.83 
12 1211 6.32 
18 1484 7.74 
22 1632 8.8 

 
Tableau 2-1. Pression de contact 0p  et demi largeur de contact b . 

 
2.4. Modèle d’endommagement par Fatigue de Jiang et Sehitoglu 
 
Afin d’évaluer le nombre de cycles fN  nécessaire à l’amorçage d’une fissure de fatigue 
conduisant à la rupture, nous avons utilisé le critère de Jiang et Sehitoglu [94], basé sur la 
densité d’énergie et utilisant un paramètre de fatigue . Ce paramètre d’endommagement 
est une somme pondérée des énergies associées aux sollicitations de traction/compression et 
de cisaillement. Il s’exprime par : 

FP

 

 max 2
FP Jεσ γ τΔ

= + Δ Δ  (2.28) 

 
Avec maxσ  la contrainte normale maximale au plan de fissure, εΔ  la variation de la 
déformation normale au plan de fissure, τΔ  la variation de la contrainte de cisaillement, γΔ  
la variation de la déformation par cisaillement. 
 
J  est un paramètre de pondération prenant en compte le fait que le mode de rupture II (mode 
de cisaillement plan) est moins endommageant que le mode I (mode d’ouverture) ; nous avons 
pris la même valeur de  que dans les travaux de Kabo et al. [8, 90, 95] ( ).  J 0, 2J =
 
Le plan de rupture correspond à la valeur maximale,  , du paramètre d’endommagement 
en fatigue. 

maxFP

 
 
2.5. Modèle de calcul de la durée de vie en fatigue fN  (loi de Smith, Watson et Topper)  
 
Le nombre de cycles à rupture fN  relatif à cette valeur est alors déterminé en utilisant les 
résultats de la fatigue oligocyclique généralisés aux sollicitations de traction/compression et 
de cisaillement, avec l’hypothèse que les éléments près du défaut, et qui sont soumis à des 
sollicitations cycliques, ont la même réponse qu’une éprouvette soumise à un chargement de 
fatigue oligocyclique. Le nombre de cycles fN  est finalement donné par la relation suivante : 
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 1

'2
2 ' '

max (2 ) (2 )bf
f f f fFP N N

E
σ σ ε 1 1b c+= +  (2.29) 

 
Le tableau 2-2 donne les valeurs des paramètres du matériau utilisés dans les simulations 
numériques. Le calcul de fN  à partir de la relation précédente est effectué à l’aide du logiciel 
de calcul formel MAPLE. 
 

( )E GPa  υ  ( )y MPaσ  1b  1c  ' (%)fε ' ( )f MPaσ  J  
210 0.29 543 -0.089 -0.559 10.3 936 0.2 

 
Tableau 2-2. Paramètres du matériau utilisés pour la détermination de fN  

 
 

a b 
 
 

 
 

Figure 2-7. Maillage utilisé pour la simulation numérique d’une roue de locomotive 
comportant un défaut et soumise à une pression de contact hertzien en mouvement [142-143] : 

 (a) et (b) représentent le maillage autour d’un défaut de forme circulaire  
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2.6. Modélisation du problème  
 
2.6.1. Modélisation et maillage de la roue de locomotive 
 
Nous avons modélisé une section d’une roue de locomotive comme une structure 
bidimensionnelle  comportant un trou de section circulaire comme un défaut 
simplifié d’une inclusion fragile du matériau (figures 2-7 et 2-8). Nous avons étudié 
l’influence d’un défaut de 1  de diamètre sur la FCR.  

2100* 200mm

mm
 

 
 

Figure 2-8. Maillage raffiné autour du défaut et proche de la surface de roulement  
 
 
On considère une roue ayant un défaut situé à 15  de profondeur sous la surface de contact 
roue-rail et soumise à une charge de 

mm
12F MN m= . Nous avons effectué six cycles de 

chargement pour avoir la stabilisation des résultats. Les amplitudes de la contrainte et de la 
déformation utilisées pour calculer le paramètre d’endommagement par fatigue  sont 
celles du cycle stabilisé.  

maxFP

 
Pour estimer les différents types de comportement du matériau, on a réalisé les calculs avec 
cinq valeurs de chargement 4,7,12,18, 22F = MN m , pour un défaut de section circulaire 
situé à 15  de profondeur. Le maillage de la structure a nécessité environ 28000 éléments 
dont plus de 5700 éléments dans le zone autour de défaut pour obtenir la convergence des 
résultats. La stabilisation des résultats de calcul pour 

mm

18F MN m=  nécessite 8 cycles de 
chargement alors que pour 22F MN= m  la réponse se stabilise à 10 cycles de chargement. 
 
2.6.2. Maillage et étude de la convergence 
 
L’étude de la convergence des calculs montre que le maillage du modèle nécessite des 
éléments de taille 25 mμ  au voisinage immédiat du défaut, ce qui correspond à 480 éléments 
autour du défaut (figure 2-9). Par contre, si on se base sur les résultats de la contrainte de von  
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Mises, 32 éléments dans le voisinage immédiat du défaut sont largement suffisants pour 
obtenir la convergence des résultats. C’est le cas de l’étude de Kabo [8] où la taille des 
éléments au voisinage immédiat du défaut est de 130 mμ  (figure 2-10) alors que la valeur de 

 ne converge pas. La figure 2-11 montre l’influence du maillage sur la convergence des 
résultats. On constate que le paramètre de fatigue, , ne converge qu’avec des éléments de 
taille égale à 

maxFP

maxFP
25 mμ  au voisinage immédiat du défaut [142, 143]. 

 
 

 
 
Figure 2-9. Maillage par éléments finis autour du défaut de section circulaire réalisé avec la 

taille d’élément de 25 mμ  
 
 

 
 

Figure 2-10. Maillage par éléments finis autour du défaut de section circulaire avec la taille 
des éléments de 130 mμ  conformément au modèle de Kabo 
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Figure 2-11. Evolution de  et de la contrainte équivalente de von Misès  maxFP

en fonction de la taille des éléments autour du défaut 
 
La figure 2-12 montre la distribution des contraintes de von Misès autour d’un défaut de 
section circulaire située à 15  de profondeur et soumise à une charge linéique de mm 12MN m  
au sixième cycle du chargement quand la charge passe exactement au dessus du défaut. Les 
contraintes maximales sont situées au droit du défaut le long de l'axe horizontal.  
 

 
 

Figure 2-12. Distribution au sixième cycle du chargement, des contraintes de von Misès 
autour d’un défaut circulaire situé à 15h mm=  et pour 12F MN m=  
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2.7. Résultats et discussions 
 
2.7.1 Stabilisation des contraintes et des déformations au cours du cycle de chargement 
 
Dans le cas d’une force de chargement égale à 12MN m  et pour un défaut situé à 15  de 
profondeur, six cycles de chargement sont nécessaires pour obtenir la stabilisation des 
contraintes et des déformations utilisées pour calculer la durée de vie de la roue. 

mm

 
Les figures 2-13 et 2-15 montrent respectivement l’évolution des contraintes normales 
maximales 22σ , des contraintes de cisaillement 12σ , de la déformation normale 22ε  et de la 
déformation par cisaillement 12ε  en fonction du nombre de cycles. On observe d’abord que 
les contraintes et les déformations évoluent légèrement durant les trois premiers passages, 
puis la réponse du matériau se stabilise rapidement à partir du quatrième cycle de chargement 
[144, 145] . Par conséquent, les valeurs des contraintes et des déformations, choisies par la 
suite pour étudier l’influence de certains paramètres, sont celles relatives à la réponse durant 
le dernier cycle du chargement. (Par la suite, la valeur maximale de 22σ  sera nommée maxσ ). 
 
La figure 2-13 montre que les contraintes normales maximales sont de l’ordre de 555MPa  et 
jouent un rôle plus important que l’amplitude de contraintes de cisaillement de l’ordre de 
224MPa . De même, la contribution de l’amplitude de la déformation normale au plan 
critique à l’amorçage de la fissure, est plus importante que celle de l’amplitude de la 
déformation de cisaillement (figure 2-15). Ces résultats montrent que la contribution à 
l’endommagement des contraintes et des déformations normales est plus importante. 
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Figure 2-13. Contraintes au cours des cycles de chargement pour un défaut  
de section circulaire situé à 15h mm=  et chargé à 12F MN m=  
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Les figures 2-14 et 2-16 illustrent les distributions des contraintes et des déformations autour 
du défaut. On peut remarquer que les contraintes et déformations normales sont maximales en 
compression au droit du défaut dans le plan horizontal, alors qu’elles sont maximales en 
traction au droit du défaut dans le plan vertical. En revanche, les contraintes et les 
déformations de cisaillement sont maximales au droit du défaut dans un plan de 30° et 45° par 
rapport à l’horizontale.  
 

a b 

 
Figure 2-14. Distributions au sixième cycle de chargement, des contraintes normales (a) et 

 des contraintes de cisaillement (b) autour du défaut circulaire  
situé à  et chargé à 15h m= m 12F MN m=   
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Figure 2-15. Déformations au cours des cycles de chargement pour un défaut  
de section circulaire situé à 15h mm=  et chargé à 12F MN m=  
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a b 

 
Figure 2-16. Distributions au sixième cycle de chargement, des déformations normales et des 

déformations de cisaillement autour du défaut circulaire  
situé à  et chargé à 15h m= m 12F MN m=  

 
 
Les figures 2-17 et 2-18 présentent les variations des contraintes normale et de cisaillement en 
fonction respectivement des déformations normale et de cisaillement. Elles montrent que le 
matériau s’adapte élastiquement lorsqu’il est sollicité à une charge linéique 7F MN= m  et 
s’accommode plastiquement lorsque 12F MN m=  (figure 2-17). Pour les chargements plus 
élevés ( 22F MN= m ), l’effet de rochet apparaît (figure 2-18) [142, 143].  
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Figure 2-17. Contrainte 22σ  en fonction de la déformation 22ε  autour du défaut circulaire  
situé à  et chargé à 15h m= m 7 et 12F MN m=  
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Figure 2-18. Contrainte 12σ  en fonction de la déformation 12ε  autour du défaut circulaire  

situé à  et chargé à 15h m= m 22F MN m=  
 
Pour calculer le paramètre d’endommagement par fatigue, , il faut d’abord déterminer 
l’élément le plus endommagé dans la roue et les grandeurs de l’équation (2.28) 
correspondantes.  

maxFP

 
Les figures 2-19 et 2-20 illustrent la procédure utilisée pour extraire max , ,  et σ ε τ γΔ Δ Δ  du 
cycle stabilisé. 
 

 
 

Figure 2-19. Cycle stabilisé de la contrainte normale  
en fonction de la déformation normale 
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Figure 2-20. Cycle stabilisé de la contrainte de cisaillement  
en fonction de la déformation de cisaillement  

 
 
La valeur maximale de  est obtenue en calculant sa valeur dans différents plans. Pour cela, 

 est calculé en coordonnées locales en effectuant une rotation des axes du repère local 
d’un angle α compris entre 0 et  (figure 2-21) [142, 143].  

FP
FP

2π
 
 

 
 

Figure 2-21. Représentation de la direction du plan critique (1), et la normale au plan critique 
(2) dans un repère global (X, Y) 

 
 

Le plan dans lequel la valeur de  est maximale correspond au plan critique où s’amorcera 
la fissure. La figure 2-22 montre un exemple de recherche du plan critique pour un défaut 
circulaire situé à  et chargé à 

FP

15h m= m 12F MN m= . Dans ce cas le plan critique fait un 
angle égal à 0 avec le plan normal à la direction du chargement. 
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Figure 2-22. Illustration d’une recherche du plan critique pour 15h mm=  et 12F MN= m . 
 
 
Le tableau 2-3 donne les différentes valeurs des composantes utilisées pour calculer le 
paramètre de fatigue, , et la duré de vie à l’amorçage de fissure par FCR. maxFP
 

max ( )MPaσ  (%)εΔ  ( )MPaτΔ  (%)γΔ  max ( )FP MPa  ( )fN cycles  

566 0,590 165 0,235 1,746 1050 

 
Tableau 2-3.  et durée de vie à l’amorçage maxFP fN  pour un défaut de section circulaire  

 
 
2.7.2. Modélisation du chargement de la roue ferroviaire par la technique du 
Submodeling 
 
La technique de submodeling utilisée dans cette étude permet d’obtenir des résultats précis 
tout en diminuant de façon très significative les temps de calcul. Cette technique consiste dans 
un premier temps à extraire des conditions aux limites (des déplacements par exemple) à 
partir d’un modèle global ne comportant pas de défauts et ayant un maillage grossier. Ces 
conditions aux limites sont ensuite appliquées au submodel qui représente juste la région 
entourant le défaut et qui peut alors être maillée finement.  
 
Pour valider cette technique, deux modèles globaux avec et sans défaut, et un submodel sont 
construits comme suit :  
 

i. un premier modèle global comportant un défaut circulaire de rayon donné et situé 
à une profondeur donnée en dessous de la surface de roulement (figure 2-7). Ce 
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modèle utilise 28000 éléments dont 5700 sont situés dans le voisinage immédiat 
du défaut. Il sert de référence pour la comparaison des résultats avec ceux obtenus 
par la technique de submodeling pour un cas de chargement particulier ;  

ii. un deuxième modèle global de maillage grossier et ne comportant pas de défaut 
(figure 2-23). Ce modèle utilise 8000 éléments et sert à déterminer les conditions 
limites injectées dans le submodel donnant la solution pour tous les cas de 
chargement étudiés. Le temps de calcul est ainsi considérablement réduit [142, 
143]. 

 

 
 

Figure 2-23. Modèle global de maillage grossier et ne comportant pas de défaut, représente 
une section dans une roue de locomotive [142]. 

 

 
 

Figure 2-24. Raffinage di maillage avec un submodel représente juste la région entourant le 
défaut, [142,143]. 
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iii. La figure 2-24 montre le submodel utilisant 1744 éléments. Il est à noter que la 

finesse du maillage est identique à celle du premier modèle global qui utilise quant 
à lui 28000 éléments au total.  

 
La figure 2-25 compare les valeurs du paramètre de fatigue  servant à déterminer le plan 
critique d’amorçage, obtenues avec le submodel et le premier modèle global. Cette 
comparaison montre que la technique de submodeling donne de bons résultats avec le temps 
de calculs réduit dans un rapport de 15. 

FP
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Figure 2-25. Une illustration de la recherche du plan critique à l’aide du modèle global et du 
submodel. 

 
 
La figure 2-26 donne la valeur du paramètre de fatigue pour différentes forces linéiques 
appliquées. On constate que la technique du submodeling reste valide pour tous les 
chargements étudiés allant jusqu’à 22 MN m . De même, la figure 2-27 donne la valeur de 

 pour différentes valeurs de la profondeur h  allant de . On peut aussi 
affirmer que la technique du submodeling reste valide pour 

maxFP 5 à 25 mm
12F MN m=  mais uniquement 

pour des profondeurs h  supérieures ou égale à10 ; à la profondeur , le défaut est 
trop près de la surface de contact et il n'est donc plus possible de négliger les interactions 
entre le défaut et le chargement appliqué [142] . 

mm 5h mm=
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Figure 2-26. Paramètre d’endommagement  en fonction de la charge linéique  maxFP F
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Figure 2-27. Paramètre d’endommagement  en fonction de la profondeur  maxFP h
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2-8. Conclusions 
 
Afin de surmonter ces difficultés, les modèles de prévision de la FCR des composants 
ferroviaires doivent être basés sur une compréhension scientifique des mécanismes 
d'occurrence de la FCR, et doivent être facilement implémentés dans les codes de calcul sans 
générer des temps de calcul faramineux. A cet effet, la technique de submodeling peut être 
utilisée pour améliorer l’efficacité et la précision des calculs et diminuer de manière 
importante les temps de calcul. Enfin, ces modèles doivent être facilement compréhensible et 
maniable d’un point de vue technologique. 
 
Les simulations numériques effectuées dans cette étude permettent de dégager les conclusions 
suivantes :  
 
- Pour une valeur de charge linéique égale à 7 MN m  le matériau s’adapte élastiquement.  
- Pour une valeur de charge linéique égale à 12MN m  le matériau s’accommode 

plastiquement.  
- Pour des valeurs de charge linéique supérieures à 18MN m  l’effet de rochet apparaît.  
- La technique de submodeling donne des résultats précis pour un défaut circulaire situé à 

15 mm de profondeur en dessous de la surface de roulement pour des charges linéiques 
allant jusqu’à 22 MN m . Elle permet de réduire les temps de calculs dans un rapport 
supérieur à 15.  

- Cette technique reste également valide pour un défaut circulaire situé à une profondeur 
supérieure à 10mm  en dessous de la surface de roulement et chargé avec une force 
linéique égale à 12MN m .  

 
Dans ces domaines où la technique de submodeling est valide, on peut affirmer que les 
interactions entre la pression de chargement et le défaut peuvent être négligées. 
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3.1. Introduction 
 
La FCR se manifeste par des fissures amorcées en surface ou sous la surface. Ce dernier type 
de fissures est notamment favorisé par la présence de défauts dans le matériau. Un premier 
modèle de prévision de l’amorçage en FCR a été proposé par Ekberg et al. [5, 6] en supposant 
un matériau sans défauts. Cependant, Kabo et al. [8, 11, 90] ont montré dans d’autres travaux 
que les niveaux estimés de l’impact de la fatigue pour un contact géométrique "parfait" entre 
la roue et le rail, et pour un matériau sans défaut, ne sont pas suffisants à eux seuls pour 
expliquer les ruptures par FCR. Ce sont en fait l’augmentation des contraintes générées par un 
mauvais contact géométrique, ou la diminution de la résistance du matériau, liée à des défauts 
dans le matériau (sulfure de manganèse, oxyde de silicium ou d’aluminium), qui sont à 
l’origine de l’amorçage des fissures de fatigue. 
 
Pour déterminer l’influence des différents paramètres tels que le niveau de chargement, la 
taille et la forme du défaut, nous avons adopté la technique du submodeling validée dans le 
chapitre précédent. Celle-ci permet de réduire de façon significative le temps de calcul CPU. 
 
L’objectif de ce chapitre consiste à cerner l’influence de la taille et de la forme du défaut dans 
le matériau sur la résistance à la fatigue de contact de roulement d’une roue de locomotive. A 
cet effet, nous avons réalisé une modélisation numérique bidimensionnelle de 
l’endommagement d’une roue de locomotive par fatigue de contact de roulement en 
considérant l’existence de défauts de forme circulaire ou elliptique de différentes tailles. 
L’approche utilisée est similaire à celle adoptée dans les travaux de Kabo et al. [8, 11, 90]. 
 
En pratique, la présence d’amas de défauts est assez fréquente dans les aciers utilisés dans les 
rails. L’incidence de deux défauts sur la résistance à la fatigue de contact de roulement est 
étudiée en considérant le cas de deux défauts (de forme circulaire ou elliptique) alignés 
horizontalement, verticalement ou diagonalement. L’interaction entre deux défauts a été 
analysée en faisant varier la profondeur et la distance entre eux.  
 
 
3.2 Amorçage au voisinage d’un défaut circulaire 
 
Les résultats exposés dans ce paragraphe sont limités au cas d’une roue ferroviaire ayant un 
défaut circulaire de rayon  situé à une profondeur  et soumise à une charge linéique 

[
r h

F /MN m ] (Figure 3-1). Les forces de frottement entre le rail et la roue sont ignorées dans 
cette partie. 
 

3.2.1 Influence du chargement 
 
Pour étudier l’influence du chargement appliqué sur la durée de vie en fatigue, nous 
considérons le cas où le défaut circulaire est situé à une profondeur h  égale à 15 , par 
rapport à la surface de contact [142-147]. 

mm

La durée de vie en fatigue, fN , à l’amorçage d’une fissure par FCR est calculée à l’aide de la 
loi de Smith, Watson et Topper (Eq. 2.29). La figure 3-2 illustre l’évolution du nombre de 
cycles à l’amorçage d’une fissure en fonction du chargement appliqué. La durée de vie en 
fatigue, fN , diminue rapidement lorsque la force appliquée passe de  à  
et au-delà elle décroît légèrement montrant une tendance à la saturation. 

4F = 12 /F MN= m
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Figure 3-1. Modélisation 2D d’une roue ferroviaire contenant un défaut matériel [142]. 
 
Comme nous l’avons signalé dans le chapitre précédent, le plan critique où la fissure va 
s’amorcer dépend de la valeur de la force linéique appliquée. La figure 3-3 illustre la 
recherche de la valeur maximale du paramètre de fatigue, , qui détermine l’orientation du 
plan critique d’amorçage de fissure.  est calculé dans un repère local en effectuant une 
rotation autour du repère global allant de 0 à 180°. 
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Figure 3-2. Durée de vie en fonction de la charge linéique, . 15h m= m

 
 

 

 92



Chapitre-3. Influence de la géométrie des défauts sur la durée de vie à l’amorçage 

F [ /MN m ] Angle définissant le plan 
critique α [°] 

4 45 
7 30 à 45 
12 0 
18 45 
22 45 

 
Tableau 3-1. Evolution de l’angle entre la normale du plan critique 

et le plan de contact avec la force linéique. 
 

La figure 3-3 montre que l’augmentation de la force a une influence importante sur la 
direction du plan critique (figure 3-1). Les résultats indiquent que pour le chargement 

, la fissure s’amorce dans un plan critique perpendiculaire à l’axe du 
chargement (

12 /F MN= m
0α = ). Par contre pour les autres chargements, l’amorçage de fissure se produit 

dans un plan critique faisant un angle 45α ≈ °  pour 18 22 /F  et MN m= , et α  compris entre 
30 et 45° pour les faibles chargements (tableau 3-1). 
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Figure 3-3. Paramètre de fatigue en fonction de l’angle α   
pour différentes charges linéique à 15h mm= . 

 
L’endommagement est toujours localisé au droit du défaut. Par exemple dans le cas de la 
force linéique appliquée égale à 12 /MN m  (figure 3-4), la déformation plastique équivalente 
maximale est de l’ordre de . 2,12%
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Figure 3-4. Répartition de la déformation plastique équivalente au voisinage immédiat du 
défaut circulaire, 15 12 /h mm et  F MN m= = . 

 
La réponse d’une structure élastoplastique sollicitée cycliquement, diffère selon le niveau du 
chargement appliqué. Pour , la figure 3-5 donne l’évolution de la contrainte 
normale, , en fonction de la déformation, 

7 /F MN= m

22σ 22ε , dans l’élément le plus endommagé de la 
roue. La plastification apparaît dès le premier cycle mais on observe par la suite, une 
adaptation élastique du matériau. Pour ce chargement, l’énergie emmagasinée est restituée 
sous forme élastique.  
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Figure 3-5. Adaptation élastique du matériau au chargement cyclique à 
. 15 7 /h mm et  F MN= =
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Figure 3-6. Accommodation plastique du matériau au chargement cyclique à 
. 15 12 /h mm et  F MN= = m

m
m

 
Il existe une charge limite au-delà de laquelle l’adaptation élastique disparaît. La figure 3-6 
donne l’évolution de la contrainte normale en fonction de la déformation normale pour 

. On observe pour ce chargement cyclique, l’accommodation plastique du 
matériau. Le même comportement est observé pour 

12 /F MN=
18 /F MN=  [142, 143]. 

 

-800

-600

-400

-200

0

200

-25 -20 -15 -10 -5 0

C
on

tra
in

te
 d

e 
ci

sa
ille

m
en

t, 
σ 12

 [M
Pa

]

Déformation de cisaillement, ε
12

 [%]

m
 

Figure 3-7. Effet de rochet lors du chargement cyclique à 15 22 /h mm et  F MN= = . 
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Pour  (figure 3-7), la déformation plastique dans la roue augmente cycle après 
cycle, ce phénomène connu sous le nom d’effet de rochet est plus dangereux pour la sécurité 
ferroviaire car il conduit rapidement à la ruine de la roue. Pour obtenir le cycle stabilisé pour 
ce dernier cas, douze cycles de préchargement ont été nécessaires. On présente dans ce cas 
l’évolution de la contrainte de cisaillement,

22 /F MN= m

12σ , en fonction de la déformation de 
cisaillement, , car la valeur maximale de la contrainte normale, 12ε 22σ , reste négative et 
n’intervient pas dans le calcul du paramètre de fatigue. 
 
Pour mieux illustrer le rôle de chaque composante (normale et de cisaillement) dans 
l’endommagement de l’élément de référence, on présente dans la figure 3-8 l’évolution des 
deux termes du paramètre de fatigue caractérisant l’endommagement dû aux composantes 
normales (mode I) et de cisaillement (mode II) de la contrainte et de la déformation. On peut 
conclure que pour une force linéique égale à 12 /MN m , c’est l’endommagement par le mode 
I qui domine puisque la contribution de la composante tangentielle est presque nulle. Par 
contre pour , le mode II l’emporte puisque la composante normale est nulle. 
Ces résultats sont cohérents avec ceux relatifs aux orientations du plan critique (tableau 3-1) 
qui montrent bien qu’aux chargements élevés, le plan critique n’est plus horizontal ce qui a 
tendance à favoriser l’endommagement par mode de cisaillement ou mode II. Le mode II 
apparaît également aux faibles chargements, ce qui corrobore les orientations du plan critique 
du tableau 3.1. 

22 /F MN= m
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Figure 3-8. Evolution du paramètre de fatigue de Jiang-Sehitoglu  
en fonction de la force linéique à 15h mm= . 

 
 
 
 

 96



Chapitre-3. Influence de la géométrie des défauts sur la durée de vie à l’amorçage 

3.2.2 Influence de la profondeur du défaut 
 
On considère le cas d’un défaut circulaire de rayon 0,5r mm=  situé à une profondeur , de 
la surface de la roue. Celle-ci est soumise à une pression de Hertz mobile le long de la surface 
de contact. La pression maximale sur l’axe de symétrie du contact est égale à 1211

h

MPa , cela 
correspond à une force linéique  [142-147]. 12 /F MN= m
 
Les observations expérimentales [150] à l’aide du microscope électronique à balayage 
montrent la présence de deux populations d’inclusions : sulfure de manganèse (MnS) de taille 
comprise entre 50 et 10  et alumine ( ) inférieure à 100 mμ 2 3Al O mμ . Les inclusions sont 
systématiquement localisées dans la ferrite. Selon l'analyse élastique, la contrainte cyclique de 
cisaillement la plus élevée dans une roue, due au contact de roulement, est située typiquement 
à 4-5mm au-dessous de la surface [11]. Cependant, le point d’amorçage de fissure au-dessous 
de la surface dans les roues est situé à des profondeurs variant de  à environ  [61-
150]. Dans cette partie, les calculs de la durée de vie en fatigue sont effectués pour des 
profondeurs du défaut allant de 5 à . Les différents maillages utilisés pour 

 sont donnés dans les figures 3-9 à 3-13.  

4 20mm

25mm
5,10,15, 20 25h et= mm

 
 

 

Surface de contact 

 
Figure 3-9. Maillage de la zone autour du défaut circulaire, 0,5r mm=  et . 5h m= m

 

 
 

Figure 3-10. Maillage de la zone autour du défaut circulaire, 0,5r mm=  et . 10h m= m
 

Pour un défaut situé à une profondeur égale à 5 , proche de la surface de contact la 
technique de submodeling donne des résultats trop divergents et nous avons été amenés à 
utiliser le modèle global (30000 éléments CPE8R) qui nécessite des temps de calcul CPU de 5 

mm
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jours (120 h) soit 24 fois plus élevés que le submodeling. Pour les autres profondeurs, i.e. 
lorsque le défaut est plus éloigné de la surface de contact, la technique du submodeling 
validée dans le chapitre précédent, donne des résultats satisfaisants et rapidement convergents.  
 

 
 

Figure 3-11. Maillage de la zone autour du défaut circulaire, 0,5r mm=  et . 15h m= m
 

 
 

Figure 3-12. Maillage de la zone autour du défaut circulaire, 0,5r mm=  et . 20h m= m
 
Le nombre de cycles à l’amorçage d’une fissure en fonction de la profondeur du défaut 
circulaire est représenté sur la figure 3-14, la présence de défauts proches de la surface de 
contact (  faible), diminue considérablement la durée de vie en fatigue [142-147]. Lorsque  
varie de 25 à 5 , le nombre de cycles à l’amorçage chute dans un rapport proche de . 

h h
mm 310

 

 98



Chapitre-3. Influence de la géométrie des défauts sur la durée de vie à l’amorçage 

 
 

Figure 3-13. Maillage de la zone autour du défaut circulaire, 0,5r mm=  et . 25h m= m
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Figure 3-14. Evolution de la durée de vie en fonction de la profondeur du défaut à 
12 /F MN m= . 

 
La figure 3-15 donne la direction du plan critique d’amorçage pour les défauts situés à 
différentes profondeurs h  du défaut. Pour 5h mm= , la normale au plan critique fait un angle 
égal à 60° avec la direction du chargement. Cet angle diminue pour s’annuler à une 

 99



Chapitre-3. Influence de la géométrie des défauts sur la durée de vie à l’amorçage 

profondeur égale à 15 , puis devient constant et égal à 30  pour des valeurs supérieures à 
 (tableau 3-2). 

mm °
20mm
 

[ ]h mm  Angle définissant le plan critique [°] α
5 60 
10 30 
15 0 
20 30 
25 30 

 
Tableau 3-2. Angle d’orientation du plan critique en fonction de la profondeur du défaut. 
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Figure 3-15. Paramètre de fatigue en fonction de l’angle α   
pour différentes profondeurs à 12 /F MN m=  [142,143]. 

 
La figure 3-16 illustre la contribution des composantes normales et de cisaillement dans le 
paramètre de fatigue de Jiang et Sehitoglu. On note que pour un défaut proche de la surface de 
contact , la valeur maximale de la contrainte normale est négative et par suite sa 
contribution dans le paramètre de fatigue est nulle. Dans ce cas l’endommagement est dominé 
par la composante tangentielle [144,145] . Par contre pour un défaut situé à une profondeur 
égale à 15  la contribution de la composante tangentielle devient négligeable. Pour des 
valeurs de  les contributions des deux composantes sont quasiment égales avec un 
paramètre de fatigue de faible valeur. On constate que lorsque la composante tangentielle est 
négligeable le plan critique est parallèle à la surface de chargement. 

( 5h mm= )

m
mm

20h m≥
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Figure 3-16. Evolution du paramètre de fatigue de  
Jiang-Sehitoglu en fonction de la profondeur du défaut à 12 /F MN m= . 

 
3.2.3 Influence de la taille du défaut  

 
Comme nous l’avons signalé dans le chapitre bibliographique, les types de défauts du 
matériau rapportés dans la littérature englobent les inclusions non métalliques telles que le 
sulfure de manganèse (taille ≈ 10 μm), et aussi les impuretés provenant des briques de fours 
(taille ≈ 1 mm) et des oxydes, tel que l’oxyde de silicium (taille ≈ 50 μm) [59-150]. En outre, 
des inclusions métalliques, tels que les oxydes d’aluminium, et des porosités peuvent exister 
dans le matériau de la roue. Pour simuler l’effet des différents types de défauts nous avons 
considéré différentes tailles de défauts circulaires de rayon allant de 0,1 à  [142, 
144,145]. 

0,5 mm

Le défaut circulaire est situé à une profondeur égale à 15  et la roue est soumise à une 
force linéique égale à 12

mm
/MN m . 

Avec la technique de submodeling nous avons considérablement réduit le temps de calcul et 
nous pouvons affiner le maillage au voisinage immédiat du défaut pour obtenir des résultats 
plus précis (Figure 3-17). 
La figure 3-18 montre l’évolution du paramètre de fatigue, , dans l’élément le plus 
déformé situé au voisinage immédiat du défaut. Dans le domaine des faibles tailles du défaut 
( ), le paramètre de fatigue croît fortement avec le rayon. Ce paramètre prend les 
valeurs , pour respectivement 

maxFP

0,3r m≤ m
mmax 1,03 1,46FP  et MPa= 0,1 0, 2r  et r m= = . Au-delà de 

, l’endommagement augmente moins vite avec le rayon du défaut. 0,3r m= m
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a b 

 
 

c d 
 

 
e 

 
Figure 3-17. Illustration du maillage du submodel utilisé (a) 0,1r mm= , (b) ,  0, 2r m= m

m m(c) , (d) 0,3r m= 0, 4r m= , (e) 0,5r mm= . 
 
 
 
 
 
 

 

 102



Chapitre-3. Influence de la géométrie des défauts sur la durée de vie à l’amorçage 

0.8

1

1.2

1.4

1.6

1.8

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6

Pa
ra

m
èt

re
 d

e 
fa

tig
ue

 d
e 

Ji
an

g-
Se

hi
to

gl
u,

 F
P

m
ax

 [M
P

a]

Rayon du défaut circulaire, r [mm]  
Figure 3-18. Variations du paramètre de fatigue avec le rayon du défaut à 

15 12 /h mm et  F MN= = m . 
 
La figure 3-19 représente la durée de vie en fatigue, fN , à l’amorçage d’une fissure par FCR 
calculée à l’aide de la loi de Smith, Watson et Topper. A l’inverse du paramètre de fatigue, la 
durée de vie diminue significativement lorsque le rayon du défaut augmente de 0,  à 

 puis décroît plus lentement pour de grandes valeurs du rayon. 
1mm

0, 2 mm
 
Pour la charge linéique  et à 12 /F MN= m m15h m= , le plan critique où l’endommagement 
est maximal, est toujours perpendiculaire à l’axe de chargement quelque soit la taille du 
défaut. 
 
La taille du défaut modifie la répartition des contraintes et des déformations autour de celui-
ci, lors du passage de la charge linéique de pression sur la surface de contact. On peut donc 
raisonnablement admettre que la réponse du matériau évolue en fonction du rayon du défaut. 
On observe ainsi que pour un défaut de rayon égal à 0, , la réponse de l’élément le plus 
déformé situé au voisinage immédiat du défaut est une adaptation élastique (figure 3-20a), par 
contre pour  le phénomène d’accommodation plastique apparaît (figure 3-20b) et 
devient plus prononcé pour des tailles de défaut plus grandes (figures 3-20c et d). A plus fort 
grossissement, on s’aperçoit que même pour le plus petit défaut de , 
l’accommodation plastique est présente.  

1mm

0, 2r m= m

m0,1r m=
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Figure 3-19. Durées de vie à l’amorçage en fonction du rayon du défaut à 

15 12 /h mm et  F MN= = m . 
 

-800

-600

-400

-200

0

200

400

600

800

-1 -0.9 -0.8 -0.7 -0.6 -0.5 -0.4 -0.3 -0.2

σ 22
    

[M
P

a]

ε22 [%] a 

-800

-600

-400

-200

0

200

400

600

800

-1 -0.9 -0.8 -0.7 -0.6 -0.5 -0.4 -0.3 -0.2

σ 22
   

[M
P

a]

ε22 [%] b 

-800

-600

-400

-200

0

200

400

600

800

-1 -0.9 -0.8 -0.7 -0.6 -0.5 -0.4 -0.3 -0.2

σ 22
   [M

P
a]

ε22 [%]
c 

-800

-600

-400

-200

0

200

400

600

800

-1 -0.9 -0.8 -0.7 -0.6 -0.5 -0.4 -0.3 -0.2

σ 22
  [M

Pa
]

ε22 [%] d 
Figure 3-20. Influence de la taille du défaut sur la réponse du matériau - 

cycle stabilisé à 15 12 /h mm et  F MN m= =  
a) 0,1r mm= , b) 0, 2r mm= , c) 0, 4r mm= , d) 0,5r mm= . 
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Lorsqu’on dissocie les contributions des modes I et II dans le calcul de , on observe 
que la contribution de la composante de cisaillement est négligeable quelque soit la taille du 
défaut (figure 3-21). L’endommagement par FCR est dans ce cas entièrement dû à la 
composante normale calculée à partir de la contrainte maximale, 

maxFP

22σ , et de l’amplitude de 
déformation normale 22Δε . 
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Figure 3-21.  en fonction du rayon du défaut à maxFP 15 12 /h mm et  F MN m= = . 
 
 
3.3. Cas d’un défaut elliptique  
 
Cette partie de l’étude compare les résultats dans le cas d’un défaut elliptique ( /  à 
ceux obtenus pour un défaut circulaire. 

2)a b =

 
 

3.3.1 Influence du chargement  
 
Le maillage du submodel ayant un défaut elliptique est illustré dans la figure 3-22. Le défaut 
elliptique a pour demi grand axe  et pour demi petit axe 0,5a m= m m0, 25b m= . La taille des 
éléments au voisinage immédiat du défaut est égale à 25 mμ  [142,143]. 
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2a

2b

 

 

Zoom

 
Figure 3-22. Maillage autour du défaut elliptique. 

 
Les figures 3-23 et 3-24 donnent la distribution des contraintes et des déformations 
équivalentes selon von Mises. Celles-ci sont toujours élevées à l’extrémité du défaut où le 
rayon de courbure est le plus faible. Les valeurs maximales de la contrainte de von Misès et 
de la déformation équivalente obtenues au cycle stabilisé dans le cas du défaut elliptique sont 
respectivement 703 MPa  et 11,5 %. Ces valeurs sont plus grandes que celles obtenues pour 
le défaut circulaire (603 MPa  et 2,1 % ).  

 
 
 

 
 

Figure 3-23. Distribution de la contrainte équivalente de von Mises autour du défaut 
elliptique : 12 /F MN m=  et 15h mm= . 
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Figure 3-24. Distribution de la déformation équivalente autour du défaut elliptique : 
 et 12 /F MN= m m15h m= . 
 

Le tableau 3-3 donne l’angle α , entre la normale du plan critique et l’axe vertical pour les 
cinq niveaux de chargement étudiés. L’orientation du plan critique où s’amorce la fissure est 
sensible au niveau du chargement (figure 3-25) : pour 7 12 /F  et MN m= , le plan critique est 
proche de l’horizontale. Il s’en éloigne pour les autres chargements.  
 

[ ]/F MN m  Angle définissant le plan critique α [°] 
4 45 
7 0  
12 0 
18 30 à 45 
22 15 à 30 

 
Tableau 3-3. Angle d’orientation du plan critique en fonction de la charge linéique. 

 
 
La figure 3-26 compare les valeurs du paramètre de Jiang-Sehitoglu dans le cas de défauts 
circulaire et elliptique pour différentes valeurs de la charge linéique ; les défauts étant 
toujours situés à une profondeur égale à 15 . Cette comparaison montre clairement que le 
défaut elliptique est beaucoup plus dangereux que le défaut circulaire.  

mm

 
Les contributions des modes I et II dans l’endommagement autour du défaut elliptique sont 
indiquées sur la figure 3-27. L’endommagement en mode I est prédominant pour la force 

 et sa contribution est équivalente à celle du mode II à 7 /F MN= m m12 /F MN= . Pour les 
autres charges linéiques, l’endommagement en mode II est prédominant [144-146]. Ces 
résultats sont cohérents avec les orientations du plan critique (figure 3-25 et tableau 3-3).  
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Figure 3-25. Paramètre de fatigue en fonction de l’angle α   
pour différentes charges à 15h mm= . 
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Figure 3-26.  en fonction de la force linéique pour un défaut elliptique ou circulaire. maxFP
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Figure 3-27.  en fonction de la force linéique - contributions des modes I et II. maxFP

 
La figure 3-28 compare la durée de vie à l’amorçage d’une fissure par FCR autour d’un défaut 
elliptique avec celle obtenue pour le défaut circulaire : le défaut circulaire est moins 
endommagent que le défaut elliptique qui concentre plus les contraintes et les déformations à 
son extrémité. La durée de vie décroît considérablement lorsque la charge linéique augmente 
de 4MN/m à 7MN/m. Pour les valeurs de charge linéique supérieures ou égales à 12 /MN m , 
les durées de vie sont déjà faibles et diminuent beaucoup moins vite avec la charge [142-147].  
 

101

102

103

104

105

106

107

108

109

0 5 10 15 20 25

Défaut elliptique

Défaut circulaire

D
ur

ée
 d

e 
vi

e 
N

f

Force linéique, F [MN/m]  
Figure 3-28. Durées de vie en fonction de la charge linéique –  

comparaison entre le défaut elliptique et le défaut circulaire à . 15h m= m
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Figure 3-29. Accommodation plastique du matériau au chargement cyclique à 
. 7 / ( 15F MN m h mm= = )
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Figure 3-30. Faible effet de rochet à 12 / ( 15 )F MN m h mm= = . 
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Figure 3-31. Fort effet de rochet à 22 / ( 15 )F MN m h mm= = . 
 

Les figures 3-29 à 3-31 donnent les variations de la contrainte normale, 22σ , en fonction de la 
déformation normale, , dans l’élément le plus sollicité près de l’extrémité du défaut 
elliptique pour des charges linéiques respectivement égales à . On observe 
que pour , le matériau s’accommode plastiquement alors que dans le cas d’un 
défaut circulaire la réponse du matériau est l’adaptation élastique (figure 3-5). Pour les deux 
autres charges, la réponse du matériau est similaire, avec néanmoins des amplitudes de 
déformation plus élevées. Par contre, pour 

22ε
7, 12 22 /et MN m

7 /F MN= m

m22 /F MN=  l’effet de rochet apparaît clairement 
(figure 3-31) comme c’était le cas pour le défaut circulaire (figure 3-7). Pour ce dernier 
chargement, la valeur maximale de la contrainte normale est négative et n’intervient pas dans 
le calcul du paramètre de fatigue, c’est pourquoi nous présentons la variation de la contrainte 
de cisaillement, , en fonction de la déformation de cisaillement, 12σ 12ε  [144-146]. 

 
 

3.3.2 Influence de la profondeur du défaut  
 
En dissociant les composantes normales (mode I) et de cisaillement (mode II), le paramètre de 
fatigue de Jiang-Sehitoglu calculé à partir des contraintes et déformations est représenté sur la 
figure 3-32 pour différentes valeurs de la profondeur du défaut elliptique. La roue étant 
soumise à une charge linéique . L’endommagement par fatigue en mode de 
cisaillement est prépondérant lorsque les défauts sont proches de la surface de roulement 

. Pour des défauts elliptiques situés à une profondeur supérieure à 10 , la 
composante en mode I de l’endommagement devient de plus en plus importante à mesure que 
la profondeur augmente [142-147]. 

12 /F MN= m

)m( 5 et 10h m= mm
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L’orientation du plan d’amorçage de fissure pour différentes profondeurs du défaut elliptique 
est donnée dans le tableau 3-4. Lorsque le défaut est proche de la surface de roulement, la 
direction du plan critique est sensible à sa profondeur. Par contre, pour  la direction 
du plan critique est proche de l’horizontale, i.e. parallèle à la surface de contact. Ce résultat 
est cohérent avec une prédominance du mode I lorsque la profondeur du défaut est supérieure 
à 15  (figure 3-32). 

15h m≥ m

mm
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Figure 3-32.  en fonction de la profondeur - contributions des modes I et II. maxFP

 
[ ]h mm  Angle définissant le plan critique α [°] 

5 15 à 30 
10 15 à 30 
15 0 
20 0  
25 0 

 
Tableau 3-4. Orientation du plan critique en fonction de la profondeur du défaut. 

 
 
La figure 3-33 compare les durées de vie calculées à partir des résultats précédents (défaut 
elliptique) à celles obtenues pour le défaut circulaire (paragraphe 3.2.2). Cette comparaison 
est effectuée pour la charge linéique 12 /F MN m=  et pour différentes profondeurs du défaut.  
Le défaut circulaire est toujours moins endommageant que le défaut elliptique qui concentre 
plus les contraintes et les déformations à son extrémité. Pour la profondeur , le 
comportement du matériau correspond à l’adaptation élastique pour le défaut circulaire, et à 
un début d’accommodation plastique pour le défaut elliptique : les durées de vie 
correspondantes varient dans un rapport 60. Les différences entre les défauts circulaire et 

25h m= m
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elliptique deviennent cependant plus petites lorsque le défaut est proche de la surface de 
roulement (effet de rochet dans les deux cas à 5h mm= ). 
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Figure 3-33. Durées de vie en fonction de la profondeur –  
comparaison du défaut elliptique et du défaut circulaire. 

 
 

3.3.3 Influence de la taille du défaut elliptique  
 
Pour modéliser l’influence des inclusions de forme allongée de dimensions variées sur les 
caractéristiques de fatigue de contact, nous avons étudié l’effet de la taille du défaut 
elliptique. Pour cela, nous avons gardé le rapport  constant et égal à 2, et nous avons fait  /a b
varier le demi grand axe, , et le demi petit axe, b . La figure 3-34 représente l’évolution du 
paramètre de fatigue de Jiang-Sehitoglu pour cinq valeurs du demi grand axe, , de l’ellipse. 
La charge linéique appliquée est égale à 12

a
a

/MN m  et le défaut est toujours situé à une 
profondeur égale à 15 . Le paramètre de fatigue augmente sensiblement lorsqu’on fait 
croître le demi grand axe, , de 0,  à . Cette augmentation est liée à une plus forte 
contribution du mode I dans l’endommagement, alors que le mode de cisaillement reste 
négligeable. Pour des valeurs de , l’endommagement par fatigue devient moins 
sensible à la taille du défaut elliptique [142]. Cette dernière évolution est liée, notamment 
pour , à la fois à une diminution du mode I et une augmentation du mode II, 
si bien que le résultat est une relative stabilité du paramètre . 

mm
a 1 0, 2 mm

0, 2a m≥ m

m

)m

0, 2 0, 4a  à m=

maxFP
 
L’orientation du plan critique d’endommagement dépend de la taille du défaut elliptique 
(tableau 3-5). Le plan critique est parallèle à l'horizontale sauf pour les défauts plus grands 

 où il s’en éloigne légèrement. Ces observations sont cohérentes avec les 
résultats de la figure 3-34.  
( 0, 4a m≥
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Figure 3-34.  en fonction de la taille du défaut elliptique -  maxFP
contributions des modes I et II. 
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Figure 3-35. Durées de vie en fonction de la taille du défaut elliptique à 
. 15  et 12 /h mm F MN= = m
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Demi grand axe  [mm] a Angle définissant le plan critique α [°] 
0,1 0 
0,2 0 
0,3 0 à 15 
0,4 0 à 15 
0,5 0 

 
Tableau 3-5. Orientations du plan critique pour différentes tailles du défaut elliptique. 

 
La durée de vie à l’amorçage de fissure obtenue pour différentes tailles du défaut elliptique est 
donnée dans la figue 3-35. Comme observé précédemment sur les variations du paramètre de 
fatigue (figure 3-34), la durée de vie chute sensiblement entre 0,1a mm=  et , puis 0, 2 mm

fN  diminue légèrement  avec la taille du défaut. 
 
3.4. Cas de deux défauts circulaires 
 
Nous avons considéré dans cette étude deux défauts de forme circulaire ( ) alignés 
horizontalement, verticalement ou diagonalement. Ces défauts sont situés en dessous de la 
surface de roulement à des profondeurs variant entre  et . Le chargement est appliqué 
comme une pression de contact hertzien en mouvement. Quatre niveaux de la charge linéique 
F ont été étudiés : 

0,5r m= m

N m

5 25mm

4, 7, 12, 18 22 /F et M= . La réponse du matériau est évaluée après 
stabilisation des déformations et des contraintes. Dans une première étape, la distance 
séparant les défauts est constante et égale à 1  (voir figure 3-36). L’effet de la variation de 
cette distance sur la durée de vie sera étudié dans la suite. 

mm

 
3.4.1 Cas de deux défauts circulaires alignés verticalement 

 
Nous avons modélisé deux défauts circulaires alignés verticalement à l’aide de la technique de 
submodeling. Un maillage très raffiné d’environ 18000 éléments a été nécessaire pour obtenir 
la convergence des résultats (figure 3-36). Au voisinage immédiat des défauts, les éléments 
ont une taille de l’ordre de . Des éléments triangulaires ont été utilisés assez loin du 
défaut pour réduire le nombre d’éléments dans les zones qui ne subissent pas de grandes 
déformations. 

25 mμ

 

a b 
 

Figure 3-36. Maillage de la zone autour des deux défauts circulaires alignés verticalement. 
 

1L m= m  

1d mm=  
15h m= m
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a- charge en amont de défauts b- charge au dessus de défauts 
 
 

 

 
 
 

c- charge en aval de défauts d- charge au dessus de défauts 
 

Figure 3-37. Répartition des contraintes normale et de cisaillement autour des deux défauts 
circulaires alignés verticalement, 12 /F MN m=  et 15h mm= . 
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La figure 3-37 donne la répartition des contraintes normale, 22σ , et de cisaillement, 12σ , 
autour des deux défauts circulaires. Cette répartition est visualisée au sixième passage de la 
charge lorsque celle-ci est à gauche, à la verticale et à droite des deux défauts comme indiqués 
sur la figure 3-37. 
 
Le défaut proche de la surface de roulement est situé à une profondeur  et soumis à 
une force linéique égale à 12

15h m= m
/MN m . On observe notamment des contraintes normales de 

compression, maximales aux extrémités des défauts situées sur l’axe horizontal ; ces 
contraintes sont de traction lorsque la charge en mouvement est située en aval ou en amont 
des défauts ce qui conduit à des sollicitations cycliques de traction compression de type 
fatigue oligocyclique. Les contraintes de cisaillement, maximales au voisinage des extrémités 
de l’axe horizontal, changent également de sens lors du passage de la charge en mouvement et 
contribuent aussi à l’endommagement par fatigue. 
 
La répartition de la déformation plastique équivalente selon von Mises au voisinage des deux 
défauts circulaires alignés verticalement est illustrée dans la figure 3-38. L’élément le plus 
endommagé est situé au voisinage immédiat du défaut circulaire proche de la surface de 
roulement.  
 
 

 
 
Figure 3-38. Répartition de la déformation plastique équivalente de von Mises au 6ème cycle 

de chargement, 12 /F MN m=  et 15h mm= . 
 
 
Le paramètre de fatigue de Jiang-Sehitoglu calculé dans l’élément le plus endommagé pour 
différentes valeurs de la charge linéique : 4,7, 12, 18 22 /F et MN m=  est donné dans la 
figure 3-39. Pour des valeurs de charge 18 /MN m≤ , le paramètre d’endommagement 
augmente légèrement avec la force de chargement. Par contre pour ,  
croit plus vite ce qui s’explique par l’apparition de l’effet de rochet. De plus, l’impact de deux 
défauts circulaires alignés verticalement sur l’endommagement par FCR est exactement 
équivalent à celui d’un seul défaut circulaire pour 

22 /F MN m= maxFP

m18 /F MN≤ . A  par 
contre, la valeur de  est 3 fois plus grande pour deux défauts, que celle obtenue pour un 
seul défaut circulaire. Cette intensification de l’endommagement est liée à un effet de rochet  

22 /F MN= m

maxFP

 117



Chapitre-3. Influence de la géométrie des défauts sur la durée de vie à l’amorçage 

plus prononcé dans le cas de deux défauts circulaires (figure 3-40) ; la figure 3-39 montre que 
cette intensification est essentiellement due à la contribution du mode de cisaillement à 
l’endommagement. 
En se basant sur les résultats précédents, la durée de vie calculée à l’aide de la loi de STW est 
présentée dans la figure 3-41. A l’inverse du paramètre de fatigue, la durée de vie à 
l’amorçage décroît avec la force linéique. Celle-ci diminue plus vite lorsque  passe de  à F 4
12 /MN m , et elle est égale respectivement à  et 1137 cycles.  910  cycles∼
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Figure 3-39.  en fonction de la charge linéique pour un défaut circulaire  maxFP
et deux défauts circulaires alignés verticalement, 15h mm= . 
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Figure 3-40. Effet de rochet en présence  
a) d’un défaut circulaire b) de deux défauts circulaires alignés verticalement. 
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Figure 3-41. fN  en fonction de la charge linéique pour un défaut circulaire  
et deux défauts circulaires alignés verticalement, 15h mm= . 

 
Le tableau 3-6 résume les différentes directions du plan critique en fonction de la charge 
linéique appliquée dans le cas de deux cercles alignés verticalement. Les fortes valeurs de 
l’angle entre la normale du plan critique et l’axe du chargement sont observées pour les 
chargements élevés pour lesquels le mode II est prédominant dans l’endommagement (figure 
3-39).  
 

[ ]/F MN m  Angle définissant le plan critique [°] α
4 15 à 30 
7 15 à 30 
12 0 
18 60 
22 60 

 
Tableau 3-6. Orientation du plan critique en fonction du chargement. 

 
L’étude de l’influence de la profondeur (en faisant varier  de  à ) pour deux défauts 
circulaires alignés verticalement est également effectuée pour une charge linéique 

. La figure 3-42 montre une diminution importante de  lorsque la 
profondeur varie de 5 à . Le paramètre de fatigue, , dans le cas de deux défauts 
circulaires alignés verticalement est proche de celui déterminé pour un seul défaut circulaire, 
ce qui suggère que les interactions restent négligeables entre défauts alignés verticalement et 
sollicités à ce niveau de chargement. Le mode II est prédominant aux faibles profondeurs 

 et est équivalent au mode I à 

h 5 25mm

12 /F MN= m

)m m

maxFP
25mm maxFP

( 5 et 10h h m= = 25h m= .  
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Figure 3-42.  en fonction de la profondeur – cas d’un défaut circulaire  maxFP
et contributions pour deux défauts circulaires alignés verticalement, . 12 /F MN= m

 
Le tableau 3-7 donne l’effet de la profondeur des deux défauts circulaires alignés 
verticalement sur l’orientation du plan critique d’amorçage de fissure par FCR. La force 
appliquée est égale à 12 /MN m  et les orientations du plan critique sont cohérentes avec les 
résultats de la figure 3-42 : prédominance du mode I pour des orientations proches de 
l’horizontale. 
 

[ ]h mm  Angle définissant le plan critique [°] α
5 15 à 30 
10 30 à 45 
15 0 
20 0 à 15 
25 15 

 
Tableau 3-7. Orientation du plan critique en fonction de la profondeur. 

 
Pour étudier l’influence des interactions entre les deux défauts circulaires alignés 
verticalement sur la durée de vie pour l’amorçage d’une fissure par FCR, nous avons fait 
varier la distance entre les deux défauts, L , entre 1 et . La figure 3-43 donne l’évolution 
de 

4 mm

fN  en fonction de L . On observe que lorsque L  augmente de 1 à 3 , la durée de vie mm

fN  varie peu et demeure légèrement supérieure à celle d’un seul défaut circulaire. Il 
semblerait qu’il y ait décharge entre défauts pour ces distances L  même si les différences ne  
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sont pas très significatives. Par contre, pour 4L mm=  la durée de vie fN  obtenue avec deux 
défauts circulaires est très légèrement inférieure à celle d’un seul défaut circulaire, mais la 
différence est vraiment trop faible pour en tirer la moindre conclusion. Ce que l’on peut 
raisonnablement retenir c’est que les interactions entre les défauts deviennent négligeables à 

4L mm=  et ceux-ci se comportent comme deux défauts distincts [142, 146, 147,148].  
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Figure 3-43. Durées de vie en fonction de la distance entre défauts à  
12 /  et 15F MN m h m= = m . 

 
 

3.4.2 Cas de deux défauts circulaires alignés horizontalement  
 
Le maillage utilisé dans le cas de deux défauts circulaires alignés horizontalement est donné 
dans la figure 3-44. La taille des éléments au voisinage immédiat des défauts est de l’ordre de 

. De même que ci-dessus, des éléments triangulaires ont été utilisés assez loin du défaut 
pour réduire le nombre d’éléments dans les zones ayant de faibles gradients de déformations. 
25 mμ

 
La figure 3-45 donne la répartition des contraintes normale 22σ , et de cisaillement 12σ , 
autour des défauts circulaires alignés horizontalement. Les deux défauts sont situés à une 
profondeur  et la force linéique appliquée est égale à 1215h m= m /MN m . Cette répartition 
est visualisée au sixième passage où la réponse du matériau est stabilisée  
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a b 
 

Figure 3-44. Maillage du submodel avec deux défauts circulaires alignés horizontalement. 
 
 

 
 

 
a- charge en amont de défauts 

 
 

 
b- charge au dessus de défauts 

 

1L mm=  
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c- charge en aval de défauts 

 
 

 
d- charge au dessus de défauts 

 
Figure 3-45. Répartition des contraintes normale et de cisaillement autour des deux défauts 

circulaires alignés horizontalement, 12 /F MN m=  et 15h mm= . 
 
 
Lorsque la charge est à la verticale au milieu des deux défauts circulaires, on observe que les 
contraintes normales de compression, sont maximales aux extrémités des défauts situées sur 
l’axe horizontal ; celles-ci sont de traction lorsque la charge en mouvement est située en aval 
ou en amont des défauts ce qui conduit à des sollicitations cycliques de traction compression 
de type fatigue oligocyclique. Les contraintes de cisaillement, maximales au voisinage des 
extrémités de l’axe horizontal, changent également de sens lors du passage de la charge en 
mouvement et contribuent aussi à l’endommagement par fatigue. 
 
La figure 3-46 illustre la répartition de la déformation plastique équivalente autour des deux 
défauts circulaires alignés horizontalement. On observe que les déformations sont localisées 
autour et entre les défauts. L’élément le plus endommagé est situé au voisinage immédiat des 
défauts et dans la zone proche de la surface de roulement. Le plan critique est parallèle au 
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plan du chargement. Les interactions entre les deux défauts alignés horizontalement sont plus 
fortes et conduisent à des déformations plus élevées que celles observées pour les défauts 
alignés verticalement.  
 

 
 

Figure 3-46. Répartition de la déformation plastique équivalente de von Mises au 6ème cycle 
de chargement, 12 /F MN m 15h mm= , = . 
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Figure 3-47.  en fonction de la charge linéique pour un défaut circulaire  maxFP
et deux défauts circulaires alignés horizontalement, 15h mm= . 

 
 
A l’inverse des deux défauts circulaires alignés verticalement, la présence de deux défauts 
alignés horizontalement conduit, pour tous les chargements, à un endommagement par FCR 
plus important en comparaison avec un seul défaut circulaire (figure 3-47). Lorsque la force 
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linéique appliquée est très élevée ( 22 /F MN m)= , le paramètre de fatigue augmente de façon 
importante, comme pour les deux défauts alignés verticalement ; la durée de vie est alors très 
faible comparée à celle calculée pour un défaut unique. Les endommagements en mode II sont 
prédominants pour les charges élevées ( 18 22 /F  et MN m)= et pour la plus faible charge 

. 4 /F MN= m
 
Le tableau 3-8 donne la valeur de l’angle entre la normale au plan critique et l’axe du 
chargement, pour les cinq niveaux de chargement étudiés. L’orientation du plan critique est 
toujours sensible à la valeur de la charge linéique pour cette configuration de défauts. 
 
 

[ ]/F MN m  Angle définissant le plan critique α [°] 
4 45 
7 30 
12 0 à 15 
18 15 
22 15 

 
Tableau 3-8. Orientation du plan critique en fonction de la charge linéique. 
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Figure 3-48.  en fonction de la charge linéique pour un défaut circulaire  maxFP

comparé à deux défauts circulaires alignés horizontalement, 12 /F MN m= . 
 
 
L’influence de la profondeur des deux défauts circulaires alignés horizontalement est 
présentée dans la figure 3-48. Quand la profondeur passe de  à 10 , le paramètre de 
fatigue diminue dans un rapport avoisinant 5 ; par contre pour ,  décroît plus 

5 mm
10h mm≥ maxFP
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lentement avec la profondeur du défaut. L’endommagement en mode II est prédominant aux 
faibles profondeurs. Dans tous les cas étudiés, la configuration avec deux défauts circulaires 
alignés horizontalement est plus endommageante que celle d’un seul défaut circulaire, 
notamment aux faibles profondeurs. 
 
Le tableau 3-9 donne la valeur de l’angle entre la normale au plan critique et l’axe du 
chargement pour différentes profondeurs des deux défauts alignés horizontalement. 
L’orientation du plan critique varie dans ce cas aussi avec la profondeur des défauts et reste 
cohérente avec les résultats de la figure 3-48 qui montrent que le mode I est prédominant à 

. 20h m= m
 
 

[ ]h mm  Angle définissant le plan critique [°] α
5 15 à 30 
10 45 à 60 
15 0 à 15 
20 0  
25 0 à 15 

 
Tableau 3-9. Orientation du plan critique en fonction de la profondeur des défauts. 
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Figure 3-49. Durées de vie en fonction de la distance entre défauts. 

 
 
La durée de vie fN  en fonction de la distance, L , entre les deux défauts circulaires alignés 
verticalement est illustrée dans la figure 3-49. Lorsque L  croît de 1  à 3  la durée de 
vie 

mm mm

fN  augmente sensiblement pour tendre vers celle obtenue avec un seul défaut circulaire.  
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Au-delà de 3L mm= , la durée de vie déterminée pour deux défauts circulaires alignés 
horizontalement, est la même que celle obtenue pour un défaut circulaire unique ce qui 
suggère une absence d’interaction entre défauts à ces distances d’éloignement [142, 146, 
147,148].  
 

3.4.3 Cas de deux défauts circulaires alignés diagonalement 
 
Pour mailler le submodel avec deux défauts circulaires diagonaux, environ 20000 éléments 
ont été nécessaires pour obtenir la convergence du maillage (figure 3-50). La taille des 
éléments au voisinage immédiat du défaut est égale à 25 mμ . Des éléments triangulaires ont 
été également utilisés pour augmenter la taille des éléments dans les zones qui sont loin des 
défauts et qui ne subissent pas de déformations significatives. 
 

  
a b 

1L m= m  

 
Figure 3-50. Maillage du submodel avec deux défauts circulaires alignés diagonalement. 

 
La figure 3-51 donne la répartition des contraintes normale, 22σ , et de cisaillement, 12σ , 
autour des défauts circulaires diagonaux. Le défaut proche de la surface de contact est situé à 
une profondeur  et la force linéique appliquée est égale à 1215h m= m /MN m . Cette 
répartition est visualisée au sixième passage après stabilisation de la réponse du matériau.  
 
De même que précédemment, lorsque la charge est à la verticale au milieu des deux défauts 
circulaires, on observe que les contraintes normales de compression, sont maximales aux 
extrémités sur l’axe horizontal du défaut ; celles-ci sont de traction lorsque la charge en 
mouvement est située en aval ou en amont des défauts ce qui conduit à des sollicitations 
cycliques de traction compression de type fatigue oligocyclique. Les contraintes de 
cisaillement, maximales au voisinage des extrémités de l’axe horizontal, changent également 
de sens lors du passage de la charge en mouvement et contribuent aussi à l’endommagement 
par fatigue. 
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a- charge en amont de défauts 

 
 

 
b- charge au dessus de défauts 

 
 

 
c- charge en aval de défauts 
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d- charge au dessus de défauts 

 
Figure 3-51. Distribution des contraintes normale, 22σ , et de cisaillement, autour des 

deux défauts circulaires alignés diagonalement. 
12σ

 
 
La figure 3-52 présente la distribution de la déformation plastique équivalente dans la zone 
autour des défauts. Les déformations plastiques sont localisées essentiellement autour du 
défaut proche de la surface de chargement et dans une moindre mesure dans le voisinage 
immédiat de l’autre défaut. On observe également une zone déformée plastiquement entre les 
deux défauts. 
 

 
 

Figure 3-52. Répartition de la déformation plastique équivalente de von-Mises au 6ème cycle 
de chargement, 12 /F MN m 15h mm= , = . 

 
 
Le paramètre de fatigue de Jiang-sehitoglu, , pour cinq forces linéiques appliquées 

 est donné dans la figure 3-53. L’endommagement par FCR devient 
très important pour 

maxFP
(4,7, 12, 18 22 / )et MN m

22 /F MN m=  et cela s’explique par l’apparition de l’effet de rochet. A 
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noter aussi que  obtenu dans le cas de deux défauts alignés diagonalement est toujours 
plus élevé que celui obtenu dans le cas d’un seul défaut circulaire. Cette différence augmente  

maxFP

avec la force linéique. L’endommagement en mode II est là encore prédominant pour les 
charges élevées  et à faible charge ( 4( 18 et 22 /F MN= )m )/F MN m= . 
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Figure 3-53.  en fonction de la charge linéique pour un défaut circulaire unique maxFP

et pour deux défauts circulaires alignés diagonalement, 15h mm= . 
 

 
Le tableau 3-10 donne la direction du plan critique en fonction de la charge appliquée dans le 
cas de deux cercles alignés diagonalement. Ces résultats corroborent ceux de la figure 3-53 où 
il apparaît que le mode I n’est dominant que pour la charge 12 /F MN m= . 
 

[ ]/F MN m  Angle définissant le plan critique α [°] 
4 15 
7 0 à 15 
12 0  
18 15 
22 15  

 
Tableau 3-10. Orientation du plan critique en fonction du chargement. 

 
 
La figure 3-54 illustre l’influence de la profondeur des deux défauts alignés diagonalement 
sur le paramètre de fatigue. On note une diminution brutale de  dès que les défauts 
s’éloignent de la surface de chargement puis continue à diminuer lentement pour des valeurs 
de  ; la contribution du mode II à l’endommagement total est toujours prédominante 

maxFP

10h m≥ m
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aux faibles profondeurs. Les deux défauts circulaires alignés diagonalement sont toujours plus 
endommageants qu’un seul défaut circulaire. 
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Figure 3-54.  en fonction du profondeur du défaut circulaire maxFP
et deux défauts circulaires alignés diagonalement, 12 /F MN m= . 

 
Le tableau 3-11 donne la valeur de l’angle entre la normale au plan critique et l’axe du 
chargement pour différentes profondeurs des deux défauts alignés diagonalement.  
Ces orientations du plan critique sont cohérentes avec les résultats de la figure 3-54 qui 
montrent que la contribution du mode I est maximale lorsque le plan critique est horizontal. 
L’évolution de la durée de vie en fonction de la distance séparant les défauts est représentée 
sur la figure 3-55. On observe qu’au-delà d’une distance de , le comportement est 
proche de celui d’un défaut unique ; l’interaction entre défauts disparaît alors. Il faut 
également souligner que la variation de la distance entre défauts n’affecte pas l’orientation de 
la direction du plan critique d’amorçage d’une fissure de fatigue. 

3mm

 
[ ]h mm  Angle définissant le plan critique [°] α

5 15 
10 15 
15 0  
20 0 
25 0 à 15 

 
Tableau 3-11. Orientation du plan critique en fonction de la profondeur. 
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Figure 3-55. Influence de la distance entre deux défauts circulaires alignés  

diagonalement sur la durée de vie à l’amorçage. 
 
Afin de comparer l’impact des différentes configurations des deux défauts étudiés sur 
l’endommagement par fatigue dans la roue ferroviaire, nous présentons dans la figure 3-56 la 
durée de vie à l’amorçage de fissure par FCR, pour les différents niveaux de chargement. La 
profondeur des défauts est toujours égale à15  [145, 146,148]. mm
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Figure 3-56. fN  en fonction de la charge linéique  pour les différentes configurations F

des deux défauts circulaires. 
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Si l’on excepte le niveau de charge le plus élevé, la configuration la plus endommageante est 
celle de deux défauts alignés horizontalement ; les deux défauts alignés diagonalement 
conduisent à un endommagement très proche de celui calculé pour des défauts verticaux, 
notamment aux faibles charges ( 4 . Pour le niveau de charge , 
la durée de vie est très faible et il est difficile dans ces conditions d’en tirer des conclusions. Il 
serait intéressant d’analyser les différentes configurations étudiées avec des défauts de taille 
plus petite. 

 et 7 /F MN= )m m

m

m

22 /F MN=

 
La figure 3-57 compare à  l’influence de la profondeur des défauts pour les 
trois configurations de défauts circulaires étudiées. Les résultats montrent que les deux 
défauts alignés verticalement sont toujours moins endommageants. Si l’on excepte la 
profondeur , les deux défauts diagonaux et horizontaux ont presque la même 
incidence sur la durée de vie à l’amorçage d’une fissure par FCR [146-148]. Les faibles 
différences observées sont liées aux contributions différentes des modes I et II. 

12 /F MN=

5h m=
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Figure 3-57. fN  en fonction de la profondeur des défauts h  pour les différentes 
configurations des deux défauts circulaires. 

 
 
3.5. Cas de deux défauts elliptiques 
 

3.5.1 Cas de deux défauts elliptiques alignés verticalement 
 
Cette partie est consacrée au cas de deux défauts elliptiques alignés verticalement (figure 3-
58). Le défaut proche de la surface de roulement est situé à une profondeur, , de celle-ci et à 
une distance, 

h
L , du second défaut. La roue est soumise à une force linéique  [F /MN m ]. On 

a fait varier la force appliquée, la profondeur du défaut et la distance entre les deux défauts 
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elliptiques pour l’étude des différents cas traités dans ce paragraphe. Les deux défauts 
elliptiques considérés dans ce travail ont les dimensions suivantes : le demi grand axe 

 demi petit axe . La technique du submodeling est utilisée pour 
réduire le temps de calcul CPU. 

0,5a m= em t le mm0, 25b =

 
La figure 3-58 illustre le maillage utilisé dans le cas des deux défauts elliptiques alignés 
verticalement. Un maillage très raffiné est adopté aux extrémités des ellipses caractérisées par 
de forts gradients de la déformation. Pour diminuer le nombre des éléments loin des zones 
déformées nous avons introduits des éléments triangulaires. Pour obtenir la convergence des 
résultats, près de 26800 éléments ont été nécessaires pour mailler le submodel. 

 

 

1L mm=  

 
Figure 3-58. Maillage de la zone autour des deux défauts elliptiques alignés verticalement. 

 
La répartition des contraintes normale, 22σ , et de cisaillement, 12σ , autour de deux défauts 
de forme elliptique est présentée sur la figure 3-59. L’élément proche de la surface de contact 
est situé à 15  de profondeur sous la surface de contact et la force appliquée est égale à 

. Cette répartition est visualisée au sixième passage où la réponse du matériau 
s’est stabilisée.  

mm
12 /F MN= m

 
On observe que les contraintes normales de compression sont maximales aux extrémités des 
deux défauts elliptiques lorsque la charge est à la verticale des deux défauts. Ces contraintes 
sont de traction lorsque la charge en mouvement est située en aval ou en amont des défauts ce 
qui conduit à des sollicitations cycliques de traction compression de type fatigue 
oligocyclique. Les contraintes de cisaillement, maximales au voisinage des extrémités des 
grands axes, changent également de sens lors du passage de la charge en mouvement et 
contribuent aussi à l’endommagement par fatigue. 
 
La figure 3-60 montre la répartition de la déformation plastique dans la zone autour des deux 
défauts elliptiques. Les déformations sont localisées aux extrémités des deux ellipses et sont 
plus intenses que celles obtenues dans le cas de deux défauts circulaires. L’élément le plus 
endommagé est toujours situé au voisinage immédiat du défaut proche de la surface de 
chargement.  
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a- charge en amont de défauts b- charge au dessus de défauts 
 
 

 
 

c- charge en aval de défauts d- charge au dessus de défauts 
 

Figure 3-59. Distribution des contraintes normale, 22σ , et de cisaillement, σ autour des 
deux défauts elliptiques alignés verticalement. 

12
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Figure 3-60. Répartition de la déformation plastique équivalente pour 
12F =  [ /MN m ] et 15h mm= . 
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Figure 3-61.  en fonction de la force linéique à maxFP 15h mm= . 

 
La figure 3-61 compare les variations, en fonction de la charge linéique, du paramètre de 
fatigue pour deux défauts elliptiques verticaux à celles d’un défaut elliptique ou de deux 
défauts circulaires verticaux. Ces résultats montrent que pour toutes les charges considérées, 
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les défauts elliptiques sont plus endommageants que les défauts circulaires. Un défaut 
elliptique reste aussi endommageant que deux défauts elliptiques sauf à . La 
contribution du mode II à l’endommagement est dans cette configuration de défauts aussi 
prédominante aux fortes charges.  

22 /F MN= m

 
La durée de vie en présence de deux défauts elliptiques est également étudiée pour cinq 
charges  comprises entre 4 et 22F /MN m  (figure 3-62). Cette durée de vie présente la même 
évolution que celle obtenue pour un défaut unique : une diminution de la durée de vie fN  
très marquée lorsqu’on augmente la charge de 4 à 12 /MN m  (figure 3-62). Lorsque la charge 
appliquée est inférieure ou égale à 18  /MN m , la durée de vie varie peu par rapport au cas 
d’un défaut unique. Par contre pour 22F = /MN m , les deux défauts elliptiques alignés 
verticalement sont très endommageants par rapport au cas d’un défaut unique.  
Quelque soit la charge , les deux défauts elliptiques sont plus endommageants que les deux 
défauts circulaires (figure 3-62) [146,148]. 

F
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Figure 3-62. fN  en fonction de la charge linéique . F

 
[ ]/F MN m  Angle définissant le plan critique [°] α

4 45 
7 0  
12 0 
18 30 à 45 
22 15 à 30 

 
Tableau 3-12. Orientation du plan critique en fonction du chargement. 
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Le tableau 3-12 montre que l’orientation du plan critique dépend fortement de la force 
appliquée. Lorsque l’angle d’inclinaison du plan critique est faible , le 
mode I est prédominant (figure 3-61). 

( 7 et 12 /F MN= )m

m

 
L’influence de la profondeur sur le paramètre de fatigue pour deux défauts elliptiques alignés 
verticalement est illustrée sur la figure 3-63. Elle présente les mêmes caractéristiques que les 
configurations précédentes : une contribution plus forte du mode II lorsque les défauts sont 
proches de la surface de contact. Ces caractéristiques sont corroborées par les inclinaisons du 
plan critique (tableau 3-13) qui montrent que le mode I est prédominant pour . 15h m≥
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Figure 3-63.  en fonction de la profondeur à maxFP 12 /F MN m= . 
 

[ ]h mm  Angle définissant le plan critique [°] α
5 15 à 30 
10 30 à 45 
15 0 
20 0 
25 0 

 
Tableau 3-13. Orientation du plan critique en fonction de la profondeur. 

 
Les variations de la durée de vie en fonction de la profondeur à 12 /F MN m=  et pour des 
défauts elliptiques alignés verticalement, sont représentées sur la figure 3-64. Pour , 
la durée de vie est la même que celle obtenue dans le cas d’un seul défaut. Par contre, pour 
des profondeurs , la durée de vie est plus élevée, quoique légèrement, que pour un  

5h mm=

10h m≥ m
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défaut unique. Ces différences s’expliquent, comme dans le cas de deux défauts circulaires, 
par le phénomène de décharge entre défauts alignés verticalement [146]. 
 
On note aussi que quelque soit la profondeur , les deux défauts elliptiques sont plus 
endommageants que deux défauts circulaires alignés verticalement. 

h
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Figure 3-64. fN  en fonction de la profondeur  pour un seul défaut elliptique  h
et deux défauts circulaires ou elliptique alignés verticalement. 

 
3.5.2 Cas de deux défauts elliptiques alignés horizontalement 

 
Le maillage du submodel avec deux défauts elliptiques alignés horizontalement  est présenté 
dans la figure 3-65. Bien que des éléments triangulaires ont été introduits pour réduire le 
nombre des éléments dans les zones de faibles concentrations de contraintes, 25800 éléments 
ont été nécessaires pour obtenir la convergence du maillage. 
 

 

1L mm=  

 
Figure 3-65. Maillage de la zone autour des deux défauts elliptiques alignés horizontalement. 
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a- charge en amont de défauts 

 
 

 
b- charge au dessus de défauts 

 
 

 
c- charge en aval de défauts 
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d- charge au dessus de défauts 

 
Figure 3-66. Répartition des contraintes normale 22σ  et de cisaillement  12σ

 12F = /MN m  et 15h = mm . 
 

La répartition des contraintes normale, 22σ , et de cisaillement, 12σ , autour des deux défauts 
de forme elliptique situés à 15  de profondeur sous la surface de contact de roulement 
soumise à la charge , est présentée sur la figure 3-66. Lorsque la charge est à 
la verticale au milieu des deux défauts comme indiqués sur la figure 3-66, les contraintes 
normales de compression sont maximales aux extrémités des grands axes des ellipses ; ces 
contraintes sont de traction lorsque la charge en mouvement est située en aval ou en amont 
des défauts ce qui conduit à des sollicitations cycliques de traction compression de type 
fatigue oligocyclique. Les contraintes de cisaillement, maximales au voisinage des extrémités 
des grands axes, changent également de sens lors du passage de la charge en mouvement et 
contribuent aussi à l’endommagement par fatigue. 

mm
12 /F MN= m

 
 

 
 

Figure 3-67. Répartition de la déformation plastique équivalente 
 12F = /MN m  et 15h = mm   
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La déformation plastique équivalente est maximale aux extrémités des deux défauts 
elliptiques alignés horizontalement (figure 3-67). Contrairement aux défauts circulaires, les 
déformations plastiques nettement plus élevées pour les défauts elliptiques, se concentrent aux 
extrémités de ceux-ci sans apparition d’une localisation de la déformation entre défauts. 
 
La figure 3-68 présente les variations du paramètre de fatigue en fonction de la charge. Ces 
résultats montrent pour cet arrangement de défauts également les mêmes caractéristiques que 
dans les configurations précédentes : prédominance du mode II aux fortes valeurs de la charge 

. Ils sont corroborés par les orientations du plan critique (tableau 3-14) proche de 
l’horizontale (
F

0)α ≈  lorsque le mode I est prédominant ( 7 et 12 /F MN )m= .  
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Figure 3-68.  en fonction de la charge linéique à maxFP 15h mm= . 

 
[ ]/F MN m  Angle définissant le plan critique [°] α

4 30 à 45 
7 0 
12 0 à 15 
18 45 à 60 
22 15 à 30 

 
Tableau 3-14. Orientation du plan critique en fonction de la charge linéique. 

 
Les résultats relatifs aux durées de vie sont présentés sur la figure 3-69. Ils montrent que les 
deux défauts elliptiques sont toujours plus endommageants que les défauts [146]. 
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Figure 3-69. fN  en fonction de la charge linéique  pour un défaut elliptique,  F
deux défauts elliptiques ou circulaires alignés horizontalement. 
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Figure 3-70.  en fonction de la profondeur à maxFP 12 /F MN m= . 
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L’influence de la profondeur sur le paramètre de fatigue , indiquée sur la figure 3-70, 
présente les mêmes caractéristiques que les configurations précédentes. La prédominance du 
mode II aux faibles profondeurs est là aussi confirmée par les orientations du plan critique 
(tableau 3-15).  

maxFP

 
 

[ ]h mm  Angle définissant le plan critique α [°] 
5 15 à 30 
10 30 à 45 
15 0 à 15 
20 0  
25 0  

 
Tableau 3-15. Orientation du plan critique en fonction de la profondeur. 

 
L’évolution de la durée de vie fN  en fonction de la profondeur des deux défauts elliptiques 
alignés horizontalement est représentée sur la figure 3-71. Ces valeurs sont également 
comparées à celles d’un seul défaut elliptique et de deux défauts circulaires.  
Les deux défauts elliptiques sont plus endommageants qu’un seul défaut notamment 
pour . Ils sont aussi toujours plus endommageants que les deux défauts circulaires 
[146]. 

20h m≤ m
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Figure 3-71. fN  en fonction de la profondeur  pour un défaut elliptique,  h

deux défauts circulaires et elliptiques alignés horizontalement. 
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3.5.3 Cas de deux défauts elliptiques alignés diagonalement 

 
La figure 3-72 illustre le maillage de la zone autour de deux défauts elliptiques diagonaux. La 
taille des éléments aux extrémités des ellipses est de l’ordre de 25 mμ . Le nombre total des 
éléments utilisés pour mailler le submodel est égal à 25000 éléments. Des éléments 
triangulaires ont été introduits pour diminuer le nombre des éléments dans les zones qui ne 
subissent pas de forts gradients de déformation. La distance, L , entre les deux défauts est 
égale à 1  et le défaut proche de la surface de roulement est situé à une profondeur 

.  
mm

15h m= m
 
 

 

1L mm=  

 
Figure 3-72. Maillage de la zone autour des deux défauts elliptiques diagonaux. 

 
 
 

 
a- charge en amont de défauts 
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b- charge au dessus de défauts 

 
 

 
c- 

 
 

 
d 

Figure 3-73. Répartition des contraintes normale 22σ  et de cisaillement  12σ
12F = /MN m  et 15h = mm . 
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Chapitre-3. Influence de la géométrie des défauts sur la durée de vie à l’amorçage 

De même que précédemment, la charge appliquée induit des sollicitations cycliques de 
traction compression de type fatigue oligocyclique. La figure 3-73 présente les répartitions 
des contraintes près des défauts elliptiques lorsque la pression de contact hertzien se déplace 
le long de la surface de contact.  
 

 
 

Figure 3-74. Répartition de la déformation plastique équivalente 
 12F = /MN m  et 15h = mm . 

 
La déformation plastique équivalente est maximale aux extrémités de l’ellipse proche de la 
surface de chargement (figure 3-74). On observe également des niveaux de déformation assez 
élevés aux extrémités de l’autre défaut elliptique. 
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Figure 3-75.  en fonction de la charge à maxFP 15h mm= . 
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Chapitre-3. Influence de la géométrie des défauts sur la durée de vie à l’amorçage 

La figure 3-75 montre que l’influence de la force linéique sur le paramètre de fatigue présente 
les mêmes caractéristiques que dans les configurations précédentes : la contribution du mode 
de cisaillement à l’endommagement est prédominante à 18 et 22 /F MN m= . Les orientations 
du plan critique (tableau 3-16) sont cohérentes avec les résultats relatifs à l’influence de la 
charge  sur   (figure 3-75). F maxFP
 

[ ]/F MN m  Angle définissant le plan critique α [°] 
4 15 à 30 
7 0 
12 0 
18 15 à 30 
22 15 à 30 

 
Tableau 3-16. Orientation du plan critique en fonction de la charge à . 15h m= m

m
m

 
La figure 3-76 donne la durée de vie en fonction de la charge linéique F pour deux défauts à 
une profondeur . Ils sont légèrement plus endommageants qu’un défaut elliptique 
pour  et nettement plus endommageants que deux défauts circulaires.  

15h m=
12 /F MN≥
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Figure 3-76. fN  en fonction de la charge linéique  pour un défaut elliptique,  F

deux défauts elliptiques et circulaires alignés horizontalement. 
 
La figure 3-77 montre que l’influence de la profondeur sur le paramètre  est similaire à 
celle observée dans les autres cas étudiés. La prédominance du mode II aux faibles 
profondeurs est confirmée par les orientations du plan critique (tableau 3.17).  

maxFP
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Figure 3-77.  en fonction de la profondeur à maxFP 12 /F MN m= . 

 
[ ]h mm  Angle définissant le plan critique α [°] 

5 15 à 30 
10 15 à 30 
15 0  
20 0  
25 0 

 
Tableau 3-17. Orientation du plan critique en fonction de la profondeur du défaut. 

 
La figure 3-78 illustre l’influence de la profondeur h  sur la durée de vie pour une charge 
linéique . Les deux défauts sont, là aussi, légèrement plus endommageants 
qu’un seul défaut elliptique et nettement plus endommageants que deux défauts circulaires.  

12 /F MN= m

)
m

 
En résumé nous comparons dans la figure 3-79 la durée de vie par FCR pour les différentes 
configurations des deux défauts elliptiques étudiés en fonction de la force linéique appliquée. 
Pour le plus faible chargement ( 4 , l’endommagement est moins important pour 
deux défauts elliptiques verticaux. A 

/F MN m=
7 /F MN= , l’endommagement par fatigue est 

relativement le même quelque soit les configurations de défauts. Pour , 
les deux défauts alignés verticalement sont moins endommageants. Pour la plus forte valeur 
du chargement ( ), les défauts verticaux et horizontaux demeurent plus 
dangereux que les défauts diagonaux, mais les durées de vie sont très faibles à cette charge. 

12 /F  et  18 MN= m

m22 /F MN=
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Figure 3-78. fN  en fonction de la profondeur  pour un défaut elliptique,  h
deux défauts circulaires et elliptiques diagonaux. 
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Figure 3-79. Durée de vie en fonction de la charge pour  

les trois configurations de défauts elliptiques ( 15h mm)= . 
 

L’influence de la profondeur des deux défauts elliptiques sur la durée de vie d’amorçage de 
fissure par FCR est illustrée dans la figure 3-80. Quelque soit la profondeur, les deux défauts 
elliptiques alignés verticalement sont moins dangereux que les autres configurations de 
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défauts. Pour , les deux défauts alignés horizontalement sont les plus dangereux 
[146,148]. 

5h m= m
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Figure 3-80. Durée de vie en fonction de la profondeur pour  
les trois configurations de défauts elliptiques ( 12 /F MN m)= . 
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Figure 3-81. Durée de vie en fonction de la distance entre défauts pour  
les trois configurations de défauts elliptiques ( 15 , 12 /h mm F MN m)= = . 
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Pour , les défauts alignés horizontalement ou diagonalement conduisent quasiment 
au même endommagement.  

10h m≥ m

m m
 
Pour  et , nous avons étudié l’influence de la distance, 12 /F MN= 15h m= L , entre les 
deux défauts sur la durée de vie. La figure 3-81 donne la durée de vie pour différentes valeurs 
de L  allant de 1 à . On observe que les deux défauts horizontaux restent les plus 
dangereux pour les différentes valeurs de la distance 

4 mm
L  étudiées. La durée de vie fN  

augmente très légèrement en fonction de L  mais demeure inférieure à celle d’un défaut 
unique. Pour deux défauts alignés verticalement et diagonalement, la durée de vie croît avec 
L  et tend vers celle d’un défaut unique lorsque 4L mm= . A cette distance, l’interaction entre 
les deux défauts devient négligeable [142,147]. 
 
 
3.6. Récapitulatif des résultats 
 
Les résultats de ce chapitre montre qu’il existe une corrélation entre l’orientation du plan 
critique et la contribution des contraintes et déformations de cisaillement dans le calcul du 
paramètre de fatigue  (contribution du mode II à l’endommagement par fatigue). 
Lorsque le plan critique est horizontal (angle d’inclinaison 

maxFP
0α = ), la contribution du mode II 

est faible, autrement dit, le mode I est dominant. 
 
Les tableaux 3-18 à 3-26 récapitulent pour toutes les configurations de défauts étudiées, les 
résultats en termes de pourcentage de contribution du mode II dans l’endommagement 
caractérisé par le paramètre , d’inclinaison du plan critique (angle maxFP α ), de durée de vie 
et de comportement du matériau dans l’élément le plus endommagé  : Adaptation Elastique 
( )AE , Accommodation Plastique  ( )AP  et Effet de Rochet ( )ER . Ces comportements 
figurent entre parenthèses dans les tableaux 3-18 à 3-26. Les indications dans ces tableaux de 
type  ou  signifient que le comportement est l’adaptation élastique avec 
apparition d’une faible accommodation plastique ou l’accommodation plastique avec 
apparition d’un léger effet de rochet.  

AE AP→ AP ER→

 
Quelque soit la configuration de défaut étudiée, les résultats des tableaux 3-18 à 3-26 
montrent que le comportement est l’accommodation plastique lorsque le plan critique est 
horizontal avec un endommagement essentiellement en mode I (la contribution du mode II ne 
dépasse pas 25% et reste le plus souvent inférieure à 10%). Ce comportement est observé 
pour un ou deux défauts circulaires situés à des profondeurs de 15  et sollicités à 

, et pour un ou deux défauts elliptiques situés à des profondeurs de 15  
et sollicités à une force . Une fissure de fatigue amorcée auprès de tels 
défauts aura tendance à se propager en mode d’ouverture qui est le plus endommageant et 
donc le plus  dangereux pour l’intégrité de la roue de la locomotive. Cette propagation peut 
conduire ultérieurement à une détérioration des pistes de contact de la roue par écaillage. 

 à 20mm
12 /F MN= m

m

)
m )

m

 à 25mm
7 à 12 /F MN=

 
Dès que le plan critique s’écarte de l’horizontal, les contributions du mode II deviennent 
importantes. Ces situations sont observées aux chargements élevés ( 1  lorsque la 
profondeur est maintenue à , ou aux faibles profondeurs ( 1  lorsque la 
charge linéique est maintenue à . Dans de telles conditions, le comportement 
caractéristique du matériau est l’effet de rochet qui généralement conduit à un amorçage 
précoce des fissures ; celles-ci auront tendance à se propager essentiellement en mode de 

8 /F MN m≥
15h m= 0h mm≤

12 /F MN=
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cisaillement. Les contributions du mode II sont également fortes aux faibles chargements 
(  pour les défauts circulaires et 7 /F MN≤ m m4 /F MN=  pour les défauts elliptiques) à la 
profondeur , ou aux profondeurs élevées lorsque la charge linéique est maintenue à 

. Le comportement caractéristique du matériau est l’adaptation élastique avec 
des durées de vie à l’amorçage élevées ; la propagation ultérieure de fissures amorcées dans 
ces conditions, doit aussi opérer en mode de cisaillement moins endommageant que le mode 
d’ouverture.  

15h m= m
m

mm

12 /F MN=

 
Les durées de vie varient dans des proportions assez importantes. L’influence de la taille de 
défaut fait chuter la durée de vie dans un rapport 5 (5290  lorsque la taille du 
défaut circulaire augmente dans le même rapport en passant de 

1050 )cycles2
0,1 à 0,5r =  (tableau 3-

26). Cette chute est moins prononcée lorsqu’il s’agit d’un défaut elliptique : diminution de 
360 à 206 cycles, soit un rapport de chute de 1,75 lorsque la taille du défaut augment dans un 
rapport 5. Il est à noter que dans le cas des défauts circulaires, le comportement 
d’accommodation plastique reste quasiment le même quelque soit la taille du défaut, alors que 
pour les défauts elliptiques l’accommodation plastique à faible taille de défaut laisse 
apparaître un effet de rochet dès que . Les durées de vie sont aussi bien plus 
faibles en présence des défauts elliptiques étudiés (0

0,3a m≥ m
,1 0,5 )mm a mm≤ ≤ , comparées à celles 

calculées auprès de défauts circulaires de rayon égale au grand axe du défaut elliptique 
correspondant.  
 
L’ensemble des résultats reportés dans les tableaux 3-18 à 3-26 montrent que les intervalles 
des cycles de durées de vie correspondant aux comportements d’adaptation élastique 

, d’accommodation plastique 4(6 10 9.10 )fN⋅ ≤ ≤ 8 (200 2725)fN≤ ≤  et d’effet de rochet  
 sont cohérents avec les intervalles définissant généralement les courbes de 

Wöhler  ou de Manson-coffin . 

(7 190)fN≤ ≤
4( 10fN cycl≥ )es )es4( 10fN cycl≤

 
 
 

F [ /MN m
] 

% Mode II 
/  DC maxFP

 α  [°] DC  
( fN ) 

% Mode II 
/  DE maxFP

α  [°] DE 
( fN ) 

4 99 ( )AE  45 ( 81, 2 10⋅ ) 93,4 ( )AE  45 ( ) 63,3 10⋅

7 61 ( )AE  30 à 45 ( 51,6 10⋅ ) 3,9 ( )AP  0 (2400) 

12 8,2 ( )AP  0 (1050) 50,4 ( )AP ER→  0 à 15 (206) 
18 60,2 ( )AP ER→  45 (340) 91,6 ( )AP ER→  30 à 45 (90) 
22 100 ( )ER  45 (110) 100 ( )ER  15 à 30 (25) 

 
Tableau 3-18. Défaut circulaire (DC) ou elliptique (DE), . 15h m= m
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h [mm] 
% Mode II 
/  DC maxFP

α  [°] DC 
( fN ) 

% Mode II 
/   DE maxFP

α  [°] DE  
( fN ) 

5 100 ( )ER  60 (55) 100 ( )ER  15 à 30 (13) 
10 49,9 ( )AP ER→  30 (420) 78 ( )AP ER→  15 à 30 (100) 
15 8,2 ( )AP  0 (1050) 50,4 ( )AP ER→  0 à 15 (206) 
20 45 ( )AE AP→  30 ( 36 10⋅ ) 4,5 ( )AP  0 (515) 
25 61,4 ( )AE  30 ( 46 10⋅ ) 4,25 ( )AP  0 (1475) 

 
Tableau 3-19. Défaut circulaire (DC) ou elliptique (DE), 12 /F MN m= . 

 
 

 

[ ]/F MN m  
% Mode II/  maxFP

DCV 
α  [°] DCV 

( fN ) 
% Mode II/  maxFP

DEV 
α  [°] DEV 

( fN ) 

4 93 ( )AE  15 à 30 ( 89 10⋅ ) 94,5 ( )AE  45 ( 71 10⋅ ) 
7 74 ( )AE  15 à 30 ( 52,1 10⋅ ) 16 ( )AE AP→  0 ( 32, 4 10⋅ ) 
12 4,2 ( )AP  0 (1020) 16,7 ( )AP  0 (235) 
18 69 ( )ER  60 à 75 (315) 87,5 ( )ER  30 à 45 (110) 
22 92 ( )ER  60 (13) 99 ( )ER  15 à 30 (7) 

Tableau 3-20. Défauts circulaires ou elliptiques verticaux (DCV ou DEV), . 15h m= m
 
 

[ ]h mm  % Mode II/  maxFP
DCV 

α  [°]DCV  
( fN ) 

% Mode II/  maxFP
DEV 

α  [°]DEV 
( fN ) 

5 100 ( )ER  15 à 30 (53) 100 ( )ER  15 à 30 (13) 
10 61 ( )AP ER→  30 à 45 (384) 66,2 ( )AP ER→  30 à 45 (135) 
15 4,2 ( )AP  0 (1020) 16,7 ( )AP  0 (235) 
20 37 ( )AE AP→  0 à 15 ( 41, 2 10⋅ ) 4 ( )AP  0 (880) 

25 85 ( )AE  15 ( 53,3 10⋅ ) 16 ( )AE AP→  0 ( 33,6 10⋅ ) 
 

Tableau 3-21. Défauts circulaires ou elliptiques verticaux (DCV ou DEV), . 12 /F MN= m
 
 

F [MN/m] 
% Mode II/  maxFP

DCH 
α  [°] DCH 

( fN ) 
% Mode II/  maxFP

DEH 
α  [°] DEH 

( fN ) 

4 78 ( )AE  45 ( 74,5 10⋅ ) 91 ( )AE  30 à 45 ( 62 10⋅ ) 
7 52,4 ( )AE AP→  30 ( 43,5 10⋅ ) 5,6 ( )AP  0 (2725) 
12 34 ( )AP ER→  0 à 15 (660) 30,2 ( )AP ER→  0 à 15 (120) 
18 89 ( )ER  15 (152) 97 ( )ER  45 à 60 (63) 
22 98,7 ( )ER  15 (20) 100 ( )ER  15 à 30 (7) 

 
Tableau 3-22. Défauts circulaires ou elliptiques horizontaux (DCH ou DEH), . 15h m= m
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h [mm] 
% Mode II/  maxFP

DCH 
α  [°]DCH 

( fN ) 
% Mode II/  maxFP

DEH 
α  [°]DEH 

( fN ) 

5 100 ( )ER  15 à 30 (12) 100 ( )ER  15 à 30 (6) 
10 80 ( )ER  45 à 60 (250) 87,5 ( )ER  30 à 45 (67) 
15 34 ( )AP ER→  0 à 15 (660) 30,2 ( )AP ER→  0 à 15 (120) 
20 12 ( )AP  0 ( 32,8 10⋅ ) 4,6 ( )AP  0 (500) 

25 52 (
 

)AE AP→  0 à 15 ( 43,4 10⋅ ) 8,2 ( )AP  0 ( ) 31, 4 10⋅

Tableau 3-23. Défauts circulaires ou elliptiques horizontaux (DCH ou DEH), . 12 /F MN= m
 
 

F [MN/m] 
% Mode II/  maxFP

DCD 
α  [°]DCD 

( fN ) 
% Mode II/  maxFP

DED 
α  [°]DED 

( fN ) 

4 91 ( )AE  15 ( 85,9 10⋅ ) 96 ( )AE  15 à 30 ( 63 10⋅ ) 
7 53 ( )AE  0 à 15 ( 53,6 10⋅ ) 9,8 ( )AP  0 ( ) 32,6 10⋅
12 24 ( )AP  0 (700) 5 ( )AP  0 (200) 
18 80 ( )ER  15 (190) 84 ( )ER  15 à 30 (70) 
22 99,8 ( )ER  15 (34) 100 ( )ER  15 à 30 (20) 

 
Tableau 3-24. Défauts circulaires ou elliptiques diagonaux (DCD ou DED), . 15h m= m

 

h [mm] 
% Mode II/  maxFP

DCD 
α  [°] DCD 

( fN ) 
% Mode II/  maxFP

DED 
α  [°] DED 

( fN ) 

5 99 ( )ER  15 (25) 100 ( )ER  15 à 30 (14) 
10 74 ( )AP ER→  15 (270) 78 ( )AP ER→  15 à 30 (80) 
15 24 ( )AP  0 (700) 5 ( )AP  0 (200) 
20 22 ( )AP  0 ( 32,3 10⋅ ) 4,2 ( )AP  0 (420) 

25 50,3 ( )AE AP→  0 à 15 ( 42 10⋅ ) 3,8 ( )AP  0 ( ) 31, 2 10⋅
 
Tableau 3-25. Défauts circulaires ou elliptiques diagonaux (DCD ou DED), . 12 /F MN= m

 
 

r ou a 
[mm] 

% Mode II/  maxFP
DC 

α  [°] DC  
( fN ) 

% Mode II /  
DE 

maxFP α  [°] DE 
( fN ) 

0.1 12 ( )AE AP→  0 (5290) 9,4 ( )AP  0 (360) 
0.2 3,6 ( )AP  0 (1730) 7,1 ( )AP  0 (248) 
0.3 4,4 ( )AP  0 (1280) 27,9 ( )AP ER→  0 à 15 (230) 
0.4 6 ( )AP  0 (1125) 47,8 ( )AP ER→  0 à 15 (215) 
0.5 8,2 ( )AP  0 (1050) 50,4 ( )AP ER→  0 à 15 (206) 

 
Tableau 3-26. Défaut circulaire (DC) ou elliptique (DE) de différente taille,  

15h m= m m et 12 /F MN= . 
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3.7. Conclusions 
 
Les simulations numériques par éléments finis exposées dans ce chapitre, concernent des 
défauts sous la surface de contact d’une roue, de forme circulaire ou elliptique, uniques ou au 
voisinage d’un autre défaut de même forme et aligné verticalement, horizontalement ou 
diagonalement avec le défaut initial. L’état de contrainte et de déformation résultant du 
passage répétitif d’une pression de contact sur la surface de la roue est très complexe au 
voisinage de tels défauts.  
L’étude de l’influence de différents paramètres (taille du défaut, forme des défauts, 
configuration des défauts, profondeur des défauts sous la surface de contact, chargement de 
pression de contact hertzien sur la roue) permet de dégager les conclusions suivantes :  
 
 
- Quelque soit la forme du défaut, circulaire ou elliptique, situé à une profondeur 15h mm=  

et soumis à une charge linéique m12 /F MN= , la durée de vie diminue lorsque la taille 
du défaut augmente. Cette diminution est bien plus prononcée entre  ou r a  variant de 

 comparée à l’intervalle de variation 0, , si bien qu’un défaut tel 
que r  ou 0,5 m  correspond au cas le plus défavorable et donc le plus conservatif en 
termes de durées de vie à l’amorçage. Si le comportement dominant au voisinage du 
défaut circulaire reste l’accommodation plastique, l’effet de rochet apparaît au voisinage 
du défaut elliptique dès que 0,3 m . Ces différences de comportement sont à l’origine 
des différences des intervalles de durées de vie, 1050 5290f

0,1 à 0,2mm 4 à 0,5mm
a m=

≥a m
N≤ ≤  pour le défaut 

circulaire et  pour le défaut elliptique lorsque leur taille, d ou a , diminue 
de 0, .  

206 360fN≤ ≤

1 à 0,5mm
- Lorsque le comportement est l’accommodation plastique, et ce quelque soit la 

configuration de défaut, le plan critique est horizontal, le mode d’ouverture ou mode I est 
prédominant (contribution dans l’endommagement par fatigue supérieure à 75%) et les 
durées de vie sont comprises entre 200 et 2725 cycles se situent dans l’intervalle d’étude 
de la fatigue oligocyclique 4 )cycles . ( 10fN ≤

=
=

- L’influence de la profondeur sur la durée de vie est qualitativement la même pour les 
configurations avec des défauts circulaires ou elliptiques sous une surface soumise à une 
charge linéique m . L’effet de rochet est toujours observé aux faibles 
profondeurs, mm  ; il est de plus forte intensité à 5h mm

12 /F MN
5 ou 10h =  avec des durées de 

vie à l’amorçage très faibles, comprises entre 6 et 55 cycles. Cet effet apparaît aussi à une 
profondeur 15 m=  en présence de deux défauts circulaires ou elliptiques alignés 
horizontalement : cette configuration de défauts est la plus endommageante à 

m . A la profondeur la plus élevée, 25 m

h m

12 /F MN= h m= , l’adaptation élastique est le 
comportement dominant auprès des défauts circulaires même si une faible accommodation 
plastique apparaît dans le cas des deux défauts circulaires alignés horizontalement ou 
diagonalement ; les durées de vie sont comprises entre 42 10⋅  et 53,3 10⋅  cycles. A la 
profondeur 25 m= , le comportement est toujours l’accommodation plastique près des 
défauts elliptiques, avec des durées de vie qui restent inférieures à 33.6 10⋅  cycles.  

h m

- L’influence de la charge sur la durée de vie est aussi qualitativement la même pour des 
défauts situés à une profondeur 15 mh m=  sous la surface de contact de roulement. 
Lorsque la surface de la roue est soumise à de fortes charges, N m18 ou 22 /F M= , l’effet 
de rochet est dominant ; les durées de vie à m22 /F MN= , sont comprises entre 7 et 34 
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cycles si l’on excepte le cas du défaut circulaire unique où 110f  cycles. A 
m , celles-ci sont comprises entre 70 et 340 cycles. A la plus faible charge, 

4 / m , le comportement observé est toujours l’adaptation élastique et les durées de 
vie très élevées, sont comprises entre 62 10

N =
18 /F MN=

=F MN
⋅  et 89 10⋅  cycles. A m7 /F MN= , l’adaptation 

élastique reste dominante auprès des défauts circulaires avec des durées de vie comprises 
entre 5  cycles. A cette charge, l’accommodation plastique est le 
comportement dominant auprès des défauts elliptiques et les durées de vie, comprises 
entre 2400 et 2725 cycles, ne varient pas beaucoup.  

1,6 et 3,6 10⋅

- Les défauts elliptiques sont plus endommageants que les défauts circulaires. Les amas de 
défauts les plus dangereux sont les défauts alignés horizontalement suivis de ceux alignés 
diagonalement. Les défauts alignés verticalement sont les plus dangereux même comparés 
à un défaut unique. 
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Chapitre-4. Influence des surcharges et du frottement sur la durée de vie à l’amorçage 

 
 

4.1 Introduction 
 
Les roues ferroviaires sont généralement soumises à des chargements mécaniques variables 
dans le temps responsables du phénomène de fatigue. Pour prévoir la durée de vie de ces 
structures il est préférable de parler d’amplitude variable puisque généralement les calculs de 
dimensionnement sont effectués en considérant des séquences de chargement représentatives 
de la vie de la structure étudiée.  
 
On trouve dans la littérature de nombreuses études concernant la propagation de fissure sous 
chargement à amplitudes constante et variable. Pour les chargements à amplitude constante, 
l’incrément de propagation dépend de la longueur de la fissure et du chargement appliqué. 
Pour les chargements à amplitude variable, l’incrément de propagation dépend en outre de 
l’histoire du chargement que la fissure a subie. Lorsqu’on applique une surcharge unitaire à 
une structure sollicitée en fatigue à amplitude constante, l’effet de la surcharge, contrairement 
à ce que l’on peut imaginer, est bénéfique. La surcharge retarde la propagation de la fissure. 
Le phénomène de retard observé après l’application d’une surcharge est bien connu dans la 
littérature et a fait l’objet de nombreux travaux. L’effet d’un bloc de surcharges est 
comparable à celui d’une surcharge unitaire (Figure 4-1), les mêmes phénomènes transitoires 
d’accélération et de ralentissement ont lieu au début et à la fin du bloc. En général, l’effet 
d’accélération transitoire, comme l’effet de retard sont plus marqués pour un bloc de 
surcharges que pour une surcharge unitaire. Si le nombre de cycles par bloc est suffisant, un 
régime stabilisé peut s’établir à l’intérieur de la séquence. 
 
Cependant, peu de travaux sont consacrés à l’effet de chargements à amplitude variable sur 
l’amorçage des fissures de fatigue. Ce chapitre aborde l'influence des surcharges et sous 
charges sur la durée de vie à l'amorçage par FCR. Il traite également le problème du 
frottement et son impact sur la tenue en fatigue dans le cas d'une roue avec ou sans défaut.  
 
 
4.2 Effet d’un chargement avec amplitude variable 
 
Nous proposons dans cette étude une simulation numérique bidimensionnelle de 
l’endommagement d’une roue en présence de défauts sous la surface de contact et soumise à 
des chargements d’amplitude variable. Ces défauts qui correspondent à des sulfures de 
manganèse, des oxydes de silicium ou d’aluminium présents dans les aciers utilisés pour les 
roues de locomotive ou pour les rails [60, 118], sont des sites privilégiés pour l’amorçage des 
fissures de fatigue. Ils sont modélisés par des porosités de forme cylindrique à section 
circulaire ou elliptique, de rayon r  ou de demi petit axe , et demi grand axe . Les défauts 
sont situés à une profondeur h  de la surface de contact. Les calculs sont effectués avec 
l’hypothèse d’un contact de roulement roue/rail sans frottement, pour un état de déformations 
planes. Les éléments choisis sont des CPE8R (huit nœuds à intégration réduite) du code 
ABAQUS. Le chargement est appliqué comme une pression de contact hertzien en 
mouvement ; plusieurs spectres de chargements ont été étudiés, introduisant des surcharges 
et/ou des sous charges. La réponse du matériau est évaluée après stabilisation des 
déformations et des contraintes. Le comportement du matériau est quant à lui élastoplastique 
avec écrouissage isotrope et cinématique non linéaire [123]. 

b a
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 4.2.1 Cas d’un défaut circulaire 
 
Dans une première étape, nous considérons que le défaut circulaire est situé à une profondeur 

 et soumis à un chargement (A) illustré dans la figure 4-1. Ce bloc de chargement 
consiste en trois passages d’une charge linéique 

15h m= m
m12 /F MN= , suivi par un passage d’une 

surcharge de valeur , et enfin par plusieurs autres passages de la charge 
 ; le rapport de surcharge est 1, . 

18 /F MN= m
m12 /F MN= 5
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Figure 4-1. Bloc de chargement A – surcharge de rapport . 1,5SR =
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Figure 4-2. Boucles 22 22σ ε−  avant et après surcharge à . 1,5SR =

 
Les trois premiers passages sont suffisants pour stabiliser la réponse du matériau. Les valeurs 
des contraintes et des déformations varient avec l’application de la surcharge, puis se 
stabilisent rapidement à partir du quatrième cycle de chargement [146]. 
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Les figures 4-2 et 4-3 montrent respectivement l’évolution de la contrainte normale 22σ , en 
fonction de déformations normale 22ε , et de la contrainte de cisaillement 12σ , en fonction de 
la déformation de cisaillement 12ε , dans l’élément le plus endommagé de la roue. Il est 
important de souligner que l’emplacement de cet élément est différent de celui observé dans 
le cas du chargement sans surcharge.  
 
La surcharge de rapport 1,5 introduite dans le bloc de chargement A (figure 4-1) entraîne une 
diminution significative de la contrainte normale maximale, puisque celle-ci passe de 
389 MPa  à 285 MPa . A l’inverse, la contrainte normale de compression augmente en valeur 
absolue de 471MPa  à 581MPa . On constate également une très légère diminution de 
l’amplitude de la déformations normale 22Δε , passant de 0  à , alors que 
l’amplitude de la contrainte de cisaillement 

,3199% 0,3182%

12Δσ , et celle de la déformation de cisaillement 
, restent quasiment constantes après l’introduction d’une surcharge. Le matériau se 

plastifie dès le premier cycle de chargement avec une force linéique égale à 12
12Δε

/MN m , puis 
s’accommode plastiquement. La surcharge appliquée au 4ème cycle entraîne de nouveau une 
plastification assez importante suivi d’une accommodation plastique lors des autres cycles. 
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Figure 4-3. Boucles 12 12σ ε−  avant et après surcharge à . 1,5SR =

 
L’introduction de la surcharge entraîne une augmentation de la durée de vie fN . Celle–ci 
passe de 1050 à 2011 cycles et augmente donc dans un rapport de 1,95. Cette surcharge de 
rapport  apparaît bénéfique pour la tenue en fatigue ; l’amélioration de la durée de 
vie, est liée aux fortes contraintes de compression qu’introduit la surcharge au droit du défaut 
où s’amorcent les fissures. Ce résultat est cohérent avec les ralentissements de la fissuration 
par fatigue, consécutifs à l’application d’une surcharge [152, 153, 154, 155 156]. 

1,5sR =
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Dans la figure 4-4, nous représentons les autres blocs de chargement étudiés ; ils sont 
caractérisés par l’introduction d’une ou plusieurs surcharges.  
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Figure 4-4. Blocs de chargement B, C, D, E et F. 
 

 165



Chapitre-4. Influence des surcharges et du frottement sur la durée de vie à l’amorçage 

Dans le cas d’une surcharge avec un rapport de 1,83 (chargement (B)), la durée de vie 
d’amorçage augmente dans un rapport de 3,37 pour atteindre 3536 cycles. L’effet bénéfique 
de cette surcharge de rapport plus élevé, est plus important que dans le chargement précédent.  
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Figure 4-5. Boucles 22 22σ ε−  avant et après surcharge à . 1,83SR =
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Figure 4-6. Boucles 12 12σ ε−  avant et après surcharge à . 1,83SR =
 

 166



Chapitre-4. Influence des surcharges et du frottement sur la durée de vie à l’amorçage 

On observe également que cette surcharge introduit une plastification très importante de la 
roue (figures 4-5 et 4-6), suivi d’une accommodation plastique moins prononcée par rapport 
au cas d’une surcharge égale à 1, . Une surcharge de rapport 1,83 est également caractérisée 
par une nette diminution des contraintes de traction et une augmentation concomitante des 
contraintes de compression qui sont à l’origine de la meilleure tenue en fatigue. 

5

 
Dans les autres blocs de chargement (blocs C, D, E et F), le rapport de surcharge est constant 
et égal à 1,5 ; seuls le nombre et l’ordre d’application des surcharges varient (figure 4-4). Au 
cours du chargement (C) les surcharges sont introduites au 4ème et au 5ème cycle, et la durée de 
vie augmente également de façon importante ; celle-ci passe de 1050 à 3016 cycles. Au cours 
des chargements (D) et (E) où deux surcharges sont appliquées respectivement au 4ème et au 
6ème cycle puis au 4ème et au 7ème cycle, la durée de vie est égale à 2925 et 3002 cycles. Par 
conséquent, l’ordre d’application des surcharges  a une faible influence sur la durée de vie en 
comparaison à celui du rapport des surcharges.  
 
Dans le bloc de chargement (F), on applique une force linéique égale à 12 /MN m  au cours 
des trois premiers cycles, suivie d’une surcharge de force égale à 18 /MN m  pendant trois 
autres cycles puis de nouveau des cycles de charge normale égale à 12 /MN m . Dans ce 
dernier cas, la durée de vie augmente de 1050 à 2939 cycles.  
 
Le tableau 4-1 résume l’ensemble des résultats obtenus. 
 

Spectre de 
Chargement 

Rapport de 
surcharge 

fN  ( ) 
avant surcharge 

maxFP fN  ( ) 
après surcharge 

maxFP

Bloc A 1,5 1050 (1,74) 2011 (1,397) 
Bloc B 1,83 1050 (1,74) 3536 (1,170) 
Bloc C 1,5 1050 (1,74) 3016 (1,228) 
Bloc D 1,5 1050 (1,74) 2925 (1,240) 
Bloc E 1,5 1050 (1,74) 3002 (1,230) 
Bloc F 1,5 1050 (1,74) 2939 (1,238) 

 
Tableau 4-1. Paramètre de fatigue et durées de vie avant et après surcharge(s) avec  

12 /F MN= m  avant surcharge. 
 
Pour le rapport , les blocs comportant 2 cycles de surcharges consécutifs ou non, ou 
celui comportant 3 cycles de surcharges consécutifs conduisent aux mêmes durées de vie. Il 
apparaît donc que d’une part, l’ordre d’application des surcharges a peu d’influence et que 
d’autre part, 2 ou 3 surcharges sont caractérisées par le même endommagement.  

1,5sR =

 
Dans la partie suivante, nous proposons le cas de chargements avec une souscharge. La figure 
4-7 donne les différents blocs de chargement étudiés.  
 
Dans le cas des blocs de chargement G et H, la force initiale est égale à 22 /MN m , sept 
cycles ont été nécessaires pour obtenir une réponse stabilisée du matériau. Au 8ème cycle, on 
introduit une souscharge de force égale à 7 /MN m  (Bloc G) ou 18 /MN m  (Bloc H), suivie 
d’autres cycles de chargement avec une force linéique 22 /F MN m= . On observe que dans 
ces deux cas, l’application d’une souscharge a une influence quasiment négligeable sur la 
durée de vie (tableau 4-2). Le même comportement est observé dans le cas où la force 
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appliquée initialement égale à 18 /MN m  (chargements I et J), est suivie respectivement au 
4ème cycle d’une souscharge de 12 ou 7 /MN m  (tableau 4-3). 
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Figure 4-7. Blocs de chargement G, H, I et J. 

 
 

Spectre de 
Chargement 

Rapport de 
souscharge 

fN  ( ) 
avant souscharge 

maxFP fN  ( ) après 
souscharge 

maxFP

Bloc G 0,32 112 (4,490) 112 (4,489) 
Bloc H 0,82 112 (4,490) 110 (4,520) 

 
Tableau 4-2.  et maxFP fN  avant et après  souscharge avec  

22 /F MN= m  avant souscharge. 
 

Spectre de 
Chargement 

Rapport de 
souscharge 

fN  ( ) avant 
souscharge 

maxFP fN  ( ) après 
souscharge 

maxFP

Bloc I 0,66 369 (2,625) 371 (2,617) 
Bloc J 0,39 369 (2,625) 372 (2,613) 

 
Tableau 4-3.  et maxFP fN  avant et après  souscharge avec  

  avant souscharge. 18 /F MN= m
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Figure 4-8. Blocs de chargement K et L. 
 
 
La figure 4-8 représente 2 spectres de charge comportant une surcharge (ou une souscharge) 
suivie d’une souscharge (ou d’une surcharge). Les résultats obtenus pour ces spectres (tableau 
4-4) montrent l’effet bénéfique lié à l’application de la surcharge de rapport 1,2 avec un gain 
de 33% en terme de durée de vie ; la souscharge n’ayant quant à elle aucune influence.  
 

Spectre de 
Chargement 

Rapport de 
charge  

fN  ( ) avant 
charge 

maxFP fN  ( ) après 
charge 

maxFP

Bloc K 1,2 (0,80) 343 (2,704) 457 (2,403) 
Bloc L 0,80 (1,20) 343 (2,704) 463 (2,391) 

 
Tableau 4-4.  et maxFP fN  après surcharge (ou souscharge) suivie d’une souscharge (ou 

surcharge) avec 18 /F MN m=  initialement. 
 
 

 4.2.2 Cas d’un défaut elliptique 
 
Afin de cerner les effets combinés de la surcharge et de la forme du défaut dans le matériau, 
nous considérons un défaut de forme elliptique ( 0,5a =  et 0, 25b = ) situé à une profondeur 

, et soumis au chargement avec un rapport de surcharge 15h m= m 1,5sR =  (Bloc A), décrit 
dans la figure 4-1. La figure 4-9 donne l’évolution de la contrainte normale  en fonction 
de la déformation nominale . On constate que le matériau se plastifie dès le premier cycle 
de chargement avec , puis s’accommode plastiquement au cours des cycles 
suivants avec apparition d’un léger effet de rochet. L’application de la surcharge avec 

 au 4ème cycle entraîne une plastification importante du matériau. Au cours des 
cycles suivants à la charge  consécutifs à la surcharge, l’effet de rochet devient 
plus prononcé. Cependant, la valeur maximale de la contrainte normale  diminue de 

22σ

22ε
12 /F MN= m

m
m

18 /F MN=
12 /F MN=

22σ
358MPa  à 122 MPa , ce qui se traduit par une diminution du paramètre de fatigue et donc 
une augmentation de la durée de vie. Les contraintes de compression augmentent également et 
passent 509 MPa  à 704 MPa  ce qui explique là aussi la meilleure tenue en fatigue. 
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Figure 4-9. Boucles 22 22σ ε−  avant et après surcharge à . 1,5SR =
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Figure 4-10. Boucles 12 12σ ε−  avant et après surcharge à . 1,5SR =
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L’évolution de la contrainte de cisaillement 12σ  en fonction de la déformation de cisaillement 
 est donnée dans la figure 4-10. On observe que l’application d’une surcharge de 

 induit une plastification importante, mais la réponse du matériau par la suite 
demeure l’accommodation plastique sans effet de rochet apparent. L’amplitude de la 
déformation de cisaillement diminue légèrement dans le cas d’une surcharge de rapport 1, , 
passant de 1,70 à 1,  [%], alors que l’amplitude de la contrainte de cisaillement augmente 
légèrement de 627,2 à 

12ε
18 /F MN= m

5
65

628,6 MPa . 
 
Le paramètre de fatigue de Jiang-Sehitoglu calculé à partir des résultats précédents diminue 
sensiblement avec la surcharge de 3,  à 24 2,384 MPa  et par conséquent la durée de vie 
d’amorçage augmente de 206 à 466 cycles. 
 
Dans une deuxième étape, nous avons appliqué à la roue avec le défaut elliptique une 
surcharge de rapport  (bloc B – figure 4-4). Une plus grande surcharge induit une 
diminution plus importante de la valeur maximale de la contrainte normale  et une nette 
augmentation des contraintes de compression. Par conséquent, la durée de vie d’amorçage de 
fissure augmente avec le rapport de surcharge. Ainsi, dans le cas d’une surcharge de rapport 
respectivement  et , la durée de vie après surcharge augmente de 

1,83sR =

22σ

1,5SR = 1,83sR = 466fN =  

à  cycles.  672fN =

 
 

4.2.3 Cas de deux défauts circulaires ou elliptiques 
 

L’influence des surcharges a également été étudiée dans le cas de deux défauts circulaires 
et elliptiques alignés verticalement, horizontalement ou diagonalement. Les figures 4-11 et 4-
12 donnent respectivement l’évolution de la contrainte normale 22σ , en fonction de la 
déformation normale 22ε , et la contrainte de cisaillement 12σ , en fonction de la déformation 
de cisaillement , dans le cas d’une surcharge de rapport égal à 1,5 pour les différentes 
configurations étudiées. 

12ε
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Figure 4-11. Boucles 22 22σ ε− , chargement Bloc A 

(a) 2DCV (b) 2DEV (c) 2DCH (d) 2DEH, (e) 2DCD, (f) 2DED, . 1,5SR =
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Figure 4-12. Boucles 12 12σ ε− , chargement Bloc A 

(a) DC (b) DE (c) 2DCV (d) 2DEV (e) 2DCH (f) 2DEH , . 1,5SR =
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Ces résultats conduisent aux observations suivantes : 
 
• Les trois cycles préliminaires sont suffisants pour stabiliser la réponse du matériau 

pour les différents défauts étudiés. 
• Après la surcharge, la réponse du matériau se stabilise dès le deuxième passage. 
• Les contraintes normales maximales, dans le cas des deux défauts circulaires alignés 

verticalement, horizontalement ou diagonalement, diminuent après surcharge 
respectivement de 477, 360 et 400 MPa  à 348, 212 et 282 MPa . Cela se traduit par 
une diminution de maxFP  et une augmentation de fN . Les contraintes de 
compression dans la direction du chargement augmentent avec la surcharge ce qui se 
traduit par une meilleure tenue en fatigue.  

• De même, pour les deux défauts elliptiques alignés verticalement, horizontalement ou 
diagonalement, les contraintes normales maximales diminuent après surcharge 
respectivement de 448, 400 et 417 MPa  à 247, 165 et 194 MPa . Le paramètre de 

maxFP  diminue et la durée de vie fN  augmente. Les contraintes de compression dans 
la direction du chargement augmentent également avec la surcharge ce qui conduit à 
un effet bénéfique sur la durée de vie. 

• Pour les deux types de défauts et quelque soit leur distribution spatiale dans la roue, 
l’amplitude de la contrainte de cisaillement, Δτ , ainsi que celles de la déformation 
normale, Δε , et de cisaillement, Δγ , sont quasiment constantes après surcharge. 

 

Type de défaut maxFP  [ MPa ] 
Avant surcharge 

maxFP [ MPa ] 
Après surcharge 

av
fN Avant 

Surcharge 

ap
fN Après 

( )ap av
f fN /N

Défaut circulaire 1,746 1,3974 1050 2011 (1,92) 

Deux défauts circulaires  
alignés verticalement 1,7641 1,3921 1020 2034 (1,99) 

Deux défauts circulaires 
alignés horizontalement 2,0724 1,6211 660 1297 (1,97) 

Deux défauts circulaires 
alignés diagonalement 2,0128 1,6647 700 1202 (1,72) 

 
Tableau 4-5.  et maxFP fN  pour les défauts circulaires – chargement Bloc A. 

 

Type de défaut maxFP  [ MPa ] 
Avant surcharge 

maxFP [ MPa ] 
Après surcharge 

av
fN  Avant 

Surcharge 

ap
fN Après  

( ) ap av
f fN /N

Défaut elliptique 3,24 2,3835 226 466 (2,06) 
Deux défauts elliptiques 

alignés verticalement 3,1845 2,0814 235 657 (2,80) 

Deux défauts elliptiques 
alignés horizontalement 4,282 2,3024 120 508 (4,23) 

Deux défauts elliptiques 
alignés diagonalement 3,4638 2,6128 200 373 (1,87) 

 
Tableau 4-6.  et maxFP fN  pour les défauts elliptiques – chargement Bloc A. 
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Dans les tableaux 4-5 et 4-6, nous résumons les valeurs du paramètre de fatigue et la durée de 
vie avant et après surcharge pour les différentes configurations de défauts étudiés. Les valeurs 
reportées en gras dans ces tableaux correspondent aux rapports des durées de vie avant et 
après surcharge et illustrent donc les effets de retard dus à l’application d’une surcharge. Ces 
effets sont plus importants en présence des défauts elliptiques au voisinage desquels la 
concentration des contraintes et des déformations est plus prononcée comparée à celle 
observée au voisinage des défauts circulaires. Il est important aussi de remarquer que le 
rapport des durées de vie pour deux défauts elliptiques alignés horizontalement (configuration 
où la concentration est la plus forte aux extrémités et entre les défauts) est nettement plus 
élevé que pour les autres configurations.  
 
Afin de mieux illustrer l’effet bénéfique de l’application d’une surcharge sur la durée de vie à 
l’amorçage d’une fissure par FCR, nous présentons dans la figure 4-13 le rapport de la durée 
de vie après surcharge sur celle avant surcharge, pour les différents défauts étudiés. On note 
qu’une surcharge de rapport 1,5 entraîne une augmentation de la durée de vie plus importante 
dans une roue ayant un ou deux défauts elliptiques en comparaison avec celle ayant des 
défauts circulaires. Ainsi, pour deux défauts elliptiques alignés horizontalement, la durée de 
vie augmente dans un rapport de 4,23, alors que ce rapport reste inférieur à 2 dans le cas de 
deux défauts circulaires alignés horizontalement [146]. 
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Figure 4-13. Rapport des durées de vie pour les différentes configurations de défauts  
Chargement Bloc A - 1,5SR = . 

 
Le tableau 4-7 résume l’ensemble des résultats relatifs aux deux blocs de chargement A 
( 1 ) et B ( ), en termes d’angle d’inclinaison du plan critique, de durées de vie, 
de contribution du mode de cisaillement dans l’endommagement total et de comportement du 
matériau dans l’élément le plus endommagé après surcharge. 

,5SR = 1,83SR =

 
S’agissant du rapport de surcharge 1,5SR = , le comportement avant surcharge, qui dans tous 
les cas étudiés du tableau 4-7 était l’accommodation plastique ( )AP  avec léger effet de rochet 
dans certains cas ( )AP ER→ , ne change pas après application de la surcharge dans le cas des  
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défauts circulaires. Les rapports des durées de vie (indiqués en gras dans le tableau 4-7) 
demeurant pour ces défauts inférieurs à 2. Pour les défauts elliptiques en revanche, le 
comportement après surcharge, fait apparaître l’effet de rochet dans tous les cas. Les effets de 
retard sont alors plus prononcés puisque les rapports de durées de vie sont tous, si on excepte 
le cas des défauts elliptiques diagonaux, supérieurs à 2 et même à 4 pour les défauts alignés 
horizontalement. Ces effets de retard, que ce soit en présence des défauts circulaires ou 
elliptiques, s’accompagnent dans tous les cas d’une augmentation de l’angle d’inclinaison du 
plan critique et du pourcentage de contribution du mode II dans l’endommagement par 
fatigue.  
 
Les résultats relatifs au rapport de surcharge 1,83SR =  présentent qualitativement les mêmes 
caractéristiques que celles observées pour le rapport 1,5SR = . Les effets de retard sont encore 
plus importants lorsque le rapport de surcharge augmente. Le comportement après surcharge 
fait apparaître dans tous les cas l’effet de rochet et le pourcentage de contribution du mode II 
augmente aussi avec le rapport de surcharge.  
 
 

Type du défaut –α ( fN ) 
%Mode II (comportement) 

Avant surcharge 
12 /F MN= m  

Après surcharge 
 Bloc A - 1,5SR =  

Après surcharge 
 Bloc B - 1,83SR =  

DC - α  [°] ( fN ) 0 (1050) 45 (2011) 1,92 30 (3546) 3,38 
DC - %Mode II/  maxFP 8,2 ( AP ) 67,6 ( AP ) 89,4 ( ) AP ER→

2DCV - α  [°] ( fN ) 0 à 15 (1020) 45 (2034) 1,99 45 à 60 (3882) 3,81 
2DCV - %Mode II/  maxFP 4,2 ( )AP  45,8 ( AP ) 88,5 ( ) AP ER→

2DCH - α  [°] ( fN ) 0 à 15 (660) 60 (1297) 1,97 15 (1829) 2,77 
2DCH - %Mode II/  maxFP 34 ( )AP ER→  79,3 ( ) AP ER→ 88,6 ( ER ) 

2DCD -α  [°] ( fN ) 0 (700) 15 (1202) 1,72 15 (1940) 2,77 
2DCD - %Mode II/  maxFP 24 ( )AP  67,5 ( AP ) 86,6 ( ER ) 

DE - α  [°] ( fN ) 0 à 15 (226) 45 (466) 2,06 45 (672) 3,26 
DE - %Mode II/  maxFP 50,4 ( )AP ER→ 87,5 ( ER ) 100 ( ER ) 

2DEV - α  [°] ( fN )  0 (235) 15 (657) 2,80 60 (811) 3,45 
2DEV - % Mode II /  maxFP 16,7 ( )AP  67,3 ( ER ) 100 ( ER ) 

2DEH - α  [°] ( fN ) 0 à 15 (120) 30 (508) 4,23 45 (538) 4,48 
2DEH - %Mode II/  maxFP 30,2 ( )AP ER→  81,9 ( ER ) 100 ( ER ) 

2DED - α  [°] ( fN ) 0 (200) 30 (373) 1,87 45 (475) 2,38 
2DED - % Mode II/  maxFP 5 ( )AP  79,9 ( ER ) 100 ( ER ) 

 
Tableau 4-7. Récapitulatif des résultats des chargements A et B  

sur les défauts circulaires et elliptiques. 
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4.3 Influence du frottement sur la durée de vie d’amorçage de fissure 
 
Dans cette partie, nous nous intéressons à l’influence du coefficient du frottement d’une part 
sur la zone d’initiation de fissure de fatigue, d’autre part sur la durée de vie d’amorçage de 
fissure dans le cas d’une roue ferroviaire sans défaut matériel. Dans une deuxième étape, nous 
allons étudier l’influence du coefficient de frottement en présence d’un défaut du matériau 
dans la roue. L’influence du coefficient du frottement a été également étudiée en faisant varier 
la profondeur du défaut. 
 

4.3.1 Cas d’une roue sans défaut 
 
Nous considérons le cas d’un matériau sans défaut. Une modélisation bidimensionnelle avec 
l’hypothèse des déformations planes est proposée pour déterminer la durée d’amorçage de 
fissure par FCR (figure 4-14). Afin de modéliser la superposition des efforts dus à la pression 
hertzienne et au frottement entre la roue et le rail, une subroutine UTRACLOAD est 
implémentée dans le code des éléments finis Abaqus/Standard [149]. 
 
 

 
 

Figure 4-14. Modélisation bidimensionnelle de la roue soumise à une pression de contact 
hertzien en mouvement. 

 
On suppose que le chargement par la pression normale est distribué elliptiquement le long de 
la longueur de contact  et mobile le long de la direction 2a x . Les contraintes tangentielles 
dues aux frottements entre la roue et le rail sont prises en compte dans ce modèle. D’après la 
théorie de contact de Hertz, la pression normale est donnée par la relation : 
 

 
2

0 2( ) 1 xp x p
a

= −  (4.1) 
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où 0p  est la pression maximale de Hertz.  
Le chargement par contact de frottement est donné par la relation suivante :  

 
2

0 2( ) ( ) 1 xq x f p x f p
a

= = −  (4.2) 

 
Quand la roue est en état de freinage, le coefficient de frottement f  est positif, dans le cas 
contraire celui-ci est négatif. 
 
La figure 4-15 illustre le maillage utilisé lors des simulations numériques. Le maillage est très 
raffiné dans la zone proche de la surface de contact où les gradients de déformations sont 
élevés. La taille des éléments dans cette zone est de l’ordre de 25 mμ . 
Pour bien cerner l’influence du frottement, nous considérons le cas où la roue est soumise à 
une force linéique 12 /F MN m=  sans tenir compte des frottements, puis en considérant 
plusieurs valeurs du coefficient de frottement, 0,1, 0, 2, 0,3  et 0, 4f =  [142,143].  
 
 

b 

a c 

Zoom

Zoom

 
Figure 4-15. Raffinement du maillage près de la surface de contact de la roue sans défaut. 

 
La figure 4-16 illustre la répartition de la déformation plastique équivalente pour les quatre 
valeurs du coefficient de frottement étudiées. On observe que la zone où la déformation 
plastique équivalente est maximale, dépend du coefficient de frottement. Celle-ci est située à 
une profondeur, respectivement comprise entre 2,5 et , et entre 1,  et 3, , pour 

 et . Par contre, pour 
3,5mm 8 3mm

0,1f = 0, 2f = 0,3f =  et 0,4, la déformation plastique équivalente est 
maximale à la surface de contact. 
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(a)  0,1f = (b)  0, 2f =

(c)  0,3f = (d)  0, 4f =

3,3 mm3,5 mm  

 
Figure 4-16. Répartition de la déformation plastique équivalente dans la roue sans défaut 

(a) , (b) 0,1f = 0, 2f = , (c) 0,3f = , (d) 0, 4f = . 
 

 

La figure 4-17 donne l’évolution du paramètre de fatigue de Jiang-Sehitoglu pour différentes 
valeurs du coefficient de frottement. La composante normale (mode I) de  est nulle. En 
effet, la contrainte normale maximale 

maxFP

maxσ , est toujours négative pour les différentes valeurs 
du coefficient de frottement. Par conséquent, l’endommagement par FCR est entièrement dû 
aux composantes tangentielles de la contrainte et de la déformation. On observe que  
augmente significativement pour des valeurs de . Ainsi, lorsque 

maxFP
0, 2f ≥ f  croît 

respectivement de 0,3 à 0,4,  croît de 1,  [142, 143]. maxFP 4 2, 4à MPa
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Figure 4-17.  en fonction du coefficient de frottement maxFP f . 
 
 

4.3.2 Cas d’une roue avec défaut 
 
Dans cette partie nous nous intéressons au cas où on tient compte à la fois du frottement, qui 
est à l’origine d’un endommagement important dans la zone proche de la surface, et de la 
présence de défaut dans le matériau. Nous avons considéré un défaut de forme circulaire de 
rayon  situé à une profondeur 0,5r m= m m15h m= . Nous avons été amené à utiliser le 
modèle global qui nécessite un temps de calcul CPU très élevé ; la technique du submodeling 
ne donnant pas des résultats satisfaisants. La figure 4-18 illustre le maillage utilisé dans cette 
étude. Celui-ci est très raffiné dans la zone proche de la surface où le frottement peut induire 
des déformations plastiques importantes, ainsi qu’autour du défaut qui est à l’origine de fortes 
concentrations de contraintes.  
 
La déformation plastique équivalente est donnée par la figure 4-19 dans la zone où celle-ci est 
maximale. On observe que pour 0,1f =  et 0,2 l’élément le plus endommagé est situé au 
voisinage immédiat du défaut, par contre on a également des zones avec une déformation 
assez importante dans la zone proche de la surface de contact. Cependant, pour  et 
0,4, la zone déformée est exclusivement située à la surface du contact comme dans le cas de la 
roue sans défauts. 

0,3f =
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a 

 

 
b 

 

  
c d 

 
Figure 4-18. Raffinement du maillage près du défaut et de la surface de contact. 
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a- 0,1f =  près du défaut. 

 
b- 0,3f =  près du défaut 
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c-  près de la surface de contact 0,3f =

 

 
d-  près de la surface de contact 0, 4f =

 
Figure 4-19. (a) , (b) 0,1f = 0,3f = , (c) 0,3f = , (d)  0, 4f =

 
 

Le paramètre de fatigue ainsi que ses deux composantes normale et de cisaillement sont 
donnés dans la figure 4-20 pour différentes valeurs du coefficient du frottement. On constate 
que pour  et 0,2 les deux composantes de  sont du même ordre de grandeur 
avec une contribution quasiment nulle du mode II dans l’endommagement. Pour les valeurs 
de , cette tendance s’inverse et l’endommagement dû à la composante normale (mode 
I) diminue progressivement pour devenir plus faible que celui dû à la composante de 
cisaillement (mode II) lorsque . L’endommagement total augmente donc avec 
le coefficient de frottement mais cette augmentation est due en grande partie à une plus forte 
contribution du mode de cisaillement. 

0,1f = maxFP

0, 2f ≥

0,3 ou 0, 4f =
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Figure 4-20.  en fonction du coefficient de frottement maxFP f . 
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Figure 4-21.  en fonction du coefficient de frottement maxFP f  pour . 12 /F MN= m
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La figure 4-21 compare le paramètre d’endommagement de Jiang-Sehitoglu dans le cas d’une 
roue avec et sans défaut circulaire, pour les différentes valeurs du coefficient de frottement 
étudiées. On constate que  augmente dans les deux cas avec le coefficient du 
frottement. La présence d’un défaut dans le matériau fragilise plus la roue et cela est 
également le cas lorsque  et 0,4 où l’amorçage de fissure se produit près de la surface 
du contact et très loin alors du défaut.  

maxFP

0,3f =

 
Ce comportement est illustré par la figure 4-22 qui donne l’évolution de la durée de vie fN  
en fonction du coefficient du frottement. Lorsque f  augmente de 0,3 à 0,4, la durée de vie 
chute brutalement et passe respectivement de 1877 à 420 cycles ou de 799 à 192 cycles pour 
une roue sans défaut ou avec défaut circulaire. 
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Figure 4-22. Durée de vie fN  à l’amorçage en fonction du coefficient de frottement f   
 
Le tableau 4-8 récapitule les résultats sur l’influence du frottement dans la roue avec ou sans 
défaut, en termes d’angle d’inclinaison du plan critique, de pourcentage de mode de 
cisaillement dans l’endommagement par fatigue et de comportement de l’élément le plus 
endommagé du matériau. Dans la roue sans défaut, les éléments les plus endommagés sont sur 
la surface pour  et à des profondeurs variant entre 1,  et  pour 

 ; le comportement est dominé par l’effet de rochet avec 100% de contribution 
du mode de cisaillement et un plan critique s’écartant de plus en plus de l’horizontale à 
mesure que la valeur du coefficient de frottement augmente. Dans la roue avec défaut, 
l’accommodation plastique domine pour 

0,3 ou 0, 4f = 8 3,5mm
0,1 et 0, 2f =

0, 2f ≤  avec une faible contribution du mode II et 
un plan critique proche de l’horizontale. Pour 0,3 ou 0, 4f = , l’élément le plus endommagé 
est sur la surface de contact et non proche du défaut, la contribution du mode II est de 67 ou 
71% avec un angle d’inclinaison du plan critique de 60 ou 75°; on retrouve alors à ces fortes 
valeurs du frottement un comportement dominé par l’effet de rochet. 
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Frottement f 
%ModeII/

avec défaut 
maxFP α  [°] avec 

défaut ( fN ) 
% ModeII/  maxFP

Sans défaut 
α  [°] Sans 

défaut ( fN ) 

0 8,2 ( AP ) 0 (1052) 100 ( ) AE AP→ 0 (9716) 
0,1 0,94 ( ) AP ER→ 0 (1042) 100 ( ER ) 15 (6963) 
0,2 17,4 ( ) AP ER→ 0 à 15 (908) 100 ( ER ) 15 (4792) 
0,3 67 ( ER ) 60 (799) 100 ( ER ) 45 (1877) 
0,4 71 ( ER ) 75 (192) 100 ( ER ) 60 (421) 

 
Tableau 4-8. Orientation du plan critique et pourcentage de contribution de mode II en 

fonction du coefficient de frottement 
 
 
4.4. Conclusions  
 
Les résultats de ce chapitre qui traitent des effets des surcharges (ou des sous charges) et de 
l’augmentation du frottement de contact sur le comportement et la durée de vie, permettent de 
dégager les conclusions suivantes :  
 

- Les sous charges n’ont aucun effet sur la durée de vie. 
- Les surcharges induisent de fortes contraintes résiduelles de compression. Après 

application d’une surcharge, les durées de vie à l’amorçage sont toujours plus élevées 
que celles déterminées dans le cas des mêmes chargements à amplitude constante. Ces 
durées de vie augmentent lorsque le rapport de la surcharge appliquée augmente.  

- Deux ou trois surcharges dans un spectre de chargement conduisent à la même durée 
de vie. Celle-ci est plus élevée que celle déterminée pour un spectre comportant une 
seule surcharge de même rapport de surcharge.  

- Le comportement, essentiellement d’accommodation plastique initialement, varie peu 
après surcharge de rapport 1,5SR =  pour les différentes configurations de défauts 
circulaires étudiées. En présence de défauts elliptiques dans la roue qui concentrent 
plus, l’effet de rochet est prépondérant dans le comportement après surcharge de 
rapport 1,5SR = .  

- Le rapport de surcharge 1,83SR =  (spectre de chargement B) modifie de façon plus 
marquée le comportement au voisinage des défauts circulaires où l’effet de rochet 
devient dominant. Près des défauts elliptiques, l’effet de rochet déjà présent pour le 
rapport 1,5SR = , le demeure pour le rapport 1,83SR = .  

- L’orientation du plan critique s’écarte très sensiblement de l’horizontale après 
application d’une surcharge. Le pourcentage du mode de cisaillement dans 
l’endommagement augmente aussi après surcharge et ce d’autant plus que le rapport 
de surcharge est élevé.  

- Avec ou sans défaut dans la roue, la durée de vie à l’amorçage diminue lorsque le 
coefficient de frottement f  augmente. Cette diminution est plus prononcée dans le cas 
de la roue sans défaut où la durée de vie reste toutefois plus élevée pour 0, 4f ≤ .  

- Dans la roue sans défaut, les zones les plus endommagées sont situées en dessous de la 
surface de contact à des profondeurs variant entre 1,8 et 3,5mm pour 0, 2f ≤ . Pour 

0,3f ≥ , les éléments les plus endommagés sont situés sur la surface de contact.  
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- Dans la roue avec défaut, les éléments les plus endommagés sont situés au voisinage 

immédiat du défaut pour 0, 2f ≤ . A 0,3 ou 0, 4f = , ils sont situés sur la surface de 
contact qui continue à concentrer l’essentiel de l’endommagement aux fortes valeurs 
du coefficient de frottement.  

- En l’absence de défaut et quelque soit l’intensité du frottement, l’endommagement est 
exclusivement dû au mode de cisaillement plan.  

- En présence de défaut, le mode I est largement dominant pour 0, 2f ≤  ; au-delà c’est 
le mode de cisaillement qui prédomine progressivement. 
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Chapitre 5. Influence des effets d’inertie sur la durée de vie d’amorçage d’une fissure de fatigue 

5.1. Introduction 
 
De nombreuses études ont permis de comprendre le mécanisme d’amorçage et de propagation 
des fissures dans les rails et les roues ferroviaires. Cependant, la grande majorité de ces études 
s’intéresse au roulement par fatigue de contact dans le cas statique. De rares travaux ont été 
consacrés à l’influence de la vitesse de roulement sur la tenue en fatigue des aciers à rail. 
Ohyama a réalisé des expériences sur l'adhérence dans le domaine des grandes vitesses de 
roulement dans le but de simuler le système roue-rail [157, 158]. Xiaoyu et Xuesong [159] ont 
montré que les pressions de contact normales dans le cas dynamique peuvent être très 
différentes de celles qui s’exercent dans le cas statique avec l’hypothèse de contact Hertzien. 
Ils ont montré également que l’effet de la vitesse de roulement sur la pression normale et sur 
la contrainte tangentielle diminue avec l’augmentation du chargement appliqué. 
 
En tenant compte des efforts dynamiques dans une locomotive en mouvement, la charge 
statique peut s'accroître significativement : 
 

1. par les effets d'inertie des pièces en mouvement liées à la roue (équilibrage 
éventuellement insuffisant des pièces à mouvement rotatif, effet des contrepoids 
rotatifs d'équilibre des pièces à mouvement alternatif) ; 

2. par les dénivellations accidentelles des rails qui modifient la répartition du poids de la 
locomotive entre les essieux ; 

3. par l'effet en voie courbe de la force centrifuge (généralement incomplètement 
équilibrée par le dévers) qui conduit à une répartition inégale de la charge d'un même 
essieu entre les deux roues. 

 
Ce chapitre a pour objectif d’étudier l’influence des effets d’inertie sur la durée de vie 
d’amorçage de fissure dans une roue de locomotive comportant un défaut circulaire situé à 
une profondeur  de la surface de roulement. La distribution des déformations plastiques est 
différente dans le cas dynamique par rapport au cas statique. On montre également que la 
durée de vie d’amorçage est sous-estimée dans le cas statique. L’influence du niveau de 
chargement ainsi que celle de la vitesse de roulement ont été étudiées.  

h

 
 
5.2. Comparaison des résultats statique et dynamique 
 
Dans ce chapitre nous avons effectué des simulations numériques pour déterminer l’influence 
des effets d’inertie sur la durée de vie d’amorçage de fissure. Pour cela nous allons utiliser le 
module explicite du code d’éléments finis Abaqus.  
 
Contrairement au code implicite, l’algorithme explicite n’est pas itératif. Dans la version 
Abaqus/Explicit, les équations d’équilibre globales sont résolues à travers une technique 
d’intégration explicite. Comme cette technique ne nécessite ni itérations d’équilibre ni la 
définition du module tangent, l’intégration des équations constitutives d’un modèle de 
plasticité est simplement obtenue en fonction des incréments des déformations plastiques 
lorsque la condition de chargement élasto-plastique est vérifiée. Cet algorithme se base sur un 
très grand nombre d’incréments très courts définis par la vitesse de propagation d’une onde 
élastique  (équation (5.1)).  dC
 
La notion de propagation d’onde présente l’avantage de limiter la résolution aux éléments 
atteints par l’onde ce qui présente une économie par rapport au code implicite (qui résout sur 
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tout le système à chaque incrément). Ceci lui confère la capacité de réaliser des calculs 
rapides. Le module explicite est toutefois confronté à deux difficultés qui sont la stabilité des 
calculs et les modes vibratoires. En effet, cet algorithme n’est pas aussi stable que 
l’algorithme itératif du module implicite, ce qui nous impose de bien choisir les dimensions 
des éléments. Pour pouvoir assurer la convergence du calcul, l’incrément minimal utilisé doit 
être inférieur ou égale au temps défini par l’équation (5.2). Ceci dit, la possibilité de laisser au 
code le choix de l’incrément minimal existe, ce qui permet à l’utilisateur de ne pas se soucier 
de ces détails. 
 

 2
dC λ + μ

=
ρ

 (5.1) 

 
Où  et  sont respectivement les coefficients de Lamé et la densité du matériau. ,λ μ ρ
 

 min
stable

d

Lt
C

Δ =  (5.2) 

 
Avec stabletΔ  et  respectivement l’incrément minimal et la plus petite dimension du plus 
petit élément. 

minL

 
Le comportement du matériau sous chargement cyclique sera modélisé en utilisant le modèle 
de Chaboche et Lemaître (Lemaître & Chaboche-2004 [151]). Le maillage du modèle global 
de l’étude statique a été utilisé dans ces calculs dynamiques.  
 
Nous considérons le cas standard de notre étude, celui d’une roue ayant un défaut circulaire 
de rayon  et situé à une profondeur 0,5r m= m m15h m=  sous la surface de contact. 
 
La comparaison des résultats statique et dynamique est effectuée pour différents niveaux de 
chargement : . Le chargement est appliqué à l’aide d’une pression 
de contact hertzien en mouvement sans prendre en compte l’effet du frottement. Pour pouvoir 
imposer un chargement variable dans le temps et mobile dans l’espace, nous avons développé 
une subroutine VDLOAD qui est implémentée dans le code des éléments finis 
Abaqus/Standard [149]. 

4,7, 12, 18 et 22 /F  M= N m

m
 
Pour  et pour une vitesse de roulement de 16 , les figures 5-1 et 5-2 
donnent l’évolution de la contrainte normale 

12 /F MN= 0 /km h

22σ , et de la contrainte de cisaillement 12σ , en 
fonction du temps, dans l’élément le plus endommagé de la roue. Les allures générales des 
courbes statiques (figure 2-24) et dynamiques sont similaires et se stabilisent après le même 
nombre de cycles. Cependant, en tenant compte des effets d’inertie, la réponse du matériau 
présente des oscillations importantes comme le montrent les figures 5-1a et 5-2a ; les 
amplitudes de celles-ci diminuent avec l’augmentation de la force linéique. Les figures 5-1b 
et 5-2b présentent les mêmes évolutions avec des valeurs moyennes permettant le lissage de 
ces courbes.   
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Figure 5-1. Evolution de la contrainte normale dans l’élément le plus endommagé. 
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Figure 5-2. Evolution de la contrainte de cisaillement dans l’élément le plus endommagé. 
 
 
La figure 5-3 donne la distribution de la déformation plastique équivalente pour cinq forces 
linéiques  à V4, 7, 12, 18 22 /F et MN m= 160 /km h= . On observe que le maximum de la 
déformation est toujours situé au voisinage immédiat du défaut circulaire. Pour 4F =  et 
7 /MN m , la déformation plastique est confinée au voisinage immédiat du défaut circulaire. 
Pour des forces linéiques plus élevées, on obtient une zone déformée située à quelques 
millimètres en dessous de la surface de chargement. Ces résultats sont conformes aux résultats 
expérimentaux qui situent le point d’amorçage des fissures entre 4 et 5 millimètres en dessous 
de la surface de contact. A souligner que dans le cas statique, les déformations plastiques sont 
toujours confinées autour du défaut (cf. chapitre 3).  
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22 / ,F MN m  cas dynamique=  18 / ,F MN m  cas dynamique=  

 

12 / ,F MN m  cas dynamique=  7 / ,F MN m  cas dynamique=  

 

4 / ,F MN m  cas dynamique=  4 / ,F MN m  cas dynamique=  

 
Figure 5-3. Répartition de la déformation plastique équivalente dans le cas dynamique 

 à 160 /V km h= . 
 
La répartition et le niveau des déformations plastiques autour du défaut diffèrent dans le cas 
dynamique par rapport au cas statique. Cette répartition est illustrée sur la figure 5-4. Pour 

, la réponse du matériau est purement élastique dans le cas statique, par contre 
dans le cas dynamique, on observe de légères déformations plastiques autour du défaut. Pour 

4 /F MN= m
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tous les chargements, les déformations sont plus élevées et la zone déformée est plus large 
dans le cas dynamique par rapport au cas statique. Enfin, en statique l’élément le plus 
endommagé est toujours situé sur l’axe horizontal autour du défaut, par contre en dynamique 
celui-ci est situé à 45° de part et d’autre de l’axe horizontal. 
 
 

18 / ,F MN m  cas statique=  18 / ,F MN m  cas dynamique=  

12 / ,F MN m  cas statique=  12 / ,F MN m  cas dynamique=  

7 / ,F MN m  cas statique=  7 / ,F MN m  cas dynamique=  

 
Figure 5-4. Comparaison de la répartition de la déformation plastique équivalente autour du 

défaut entre le cas statique et dynamique à 160 /V km h= . 
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Pour déterminer le paramètre de fatigue de Jiang-Sehitoglu, nous avons rencontré le problème 
des oscillations des valeurs maximales et minimales des composantes intervenant dans le 
calcul de . Pour illustrer la technique adoptée pour déterminer la valeur maximale 
représentative, nous donnons un exemple du calcul de la contrainte normale maximale pour 

 (figure 5-5). La valeur maximale est une moyenne des valeurs calculées aux 
points  et . On fait l’hypothèse raisonnable et largement admise par ailleurs, que les 
petites oscillations situées loin des extremums n’affectent pas la durée de vie d’amorçage de 
fissure.  

maxFP

22 /F MN= m

1A 2A

 
 

 
 

Figure 5-5. Illustration du calcul de maxσ  pour 22 /F MN m=  et . 160 /V km= h
 
La figure 5-6 donne l’évolution du  paramètre de fatigue de Jiang-Sehitoglu, pour différentes 
valeurs de la force appliquée et pour une vitesse de roulement égale à 16 . Pour 0 /km h 4F =  
et 7 /MN m , l’endommagement dû à la composante de cisaillement est négligeable. La 
situation s’inverse pour des valeurs supérieures et notamment pour 18 22 /F  et  MN m=  où 
l’endommagement est exclusivement dû au mode de cisaillement. Des résultats similaires ont 
été observées dans le cas statique notamment en ce qui concerne les contributions respectives 
des deux modes d’endommagement en fonction de la charge. La figure 5-7 compare le 
paramètre de fatigue en statique et en dynamique (à 160 /V km h= ) aux différentes charges 
étudiées : les effets dynamiques sont plus prononcées à 22 /F MN m= . 
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Figure 5-6.  en fonction de la force linéique à maxFP 160 /V km h= . 
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Figure 5-7.  en fonction de la force linéique en dynamique et en statique. maxFP
 
La figure 5-8 compare la durée de vie dans le cas statique et le cas dynamique pour différentes 
valeurs de la force linéique. La durée de vie est toujours plus petite dans le cas dynamique par 
rapport au cas statique. Par conséquent, le fait de négliger les effets d’inertie sous-estime 
l’endommagement dans la roue. Cette différence est importante aux faibles valeurs de la force 
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linéique, alors qu’elle s’estompe aux fortes valeurs ; cela s’explique par la diminution des 
amplitudes des oscillations pour les valeurs de F élevées. L’ordre de grandeur du nombre de 
cycles qui paraît très faible pour l’amorçage d’une fissure dans le cas d’un chargement élevé, 
s’explique par la taille du défaut ( ) qui est celle d’un cas très défavorable.  0,5r m= m

 

101

102

103

104

105

106

107

108

109

0 5 10 15 20 25

Dynamique

Statique

D
ur

ée
 d

e 
vi

e 
N

f

Force linéique, F [MN/m]

(V=160km/h)

 
 

Figure 5-8. Durée de vie en fonction de la force linéique en dynamique et en statique. 
 
 
5.3. Influence de la vitesse de roulement sur la durée de vie d’amorçage de fissure 
 
Pour étudier l’influence de la vitesse de roulement, nous avons retenu sept vitesses 100, 120, 
160, 200, 240, 280 et 320 . Le chargement Hertzien est appliqué sur la roue à l’aide 
d’une subroutine VDLOAD. Une force égale à 12

/km h
/MN m  ( 0 1211p MPa= ) est appliquée 

avec un défaut toujours situé à une profondeur 15h mm= . La réponse du matériau se stabilise 
à partir du sixième cycle pour les différentes vitesses étudiées.  
 
La figure 5-9 donne la répartition de la déformation plastique équivalente dans la roue 
ferroviaire pour cinq vitesses étudiées et pour une force linéique égale à 12 /MN m . Les 
résultats présentés sont obtenus au sixième cycle, lorsque la charge est à la verticale du défaut 
circulaire. On constate que pour des vitesses de roulement inférieures ou égales à , 
la déformation plastique est localisée au voisinage du défaut et à quelques millimètres de la 
surface de roulement, et qu’elle augmente avec la vitesse de roulement. Par contre, pour la 
vitesse de roulement égale à 320 , la déformation plastique se manifeste également dans 
la zone allant du défaut circulaire à la zone plastique en dessous de la surface de contact. Ce 
domaine déformé plastiquement et plus large, explique une légère diminution de la valeur 
maximale de la déformation plastique (moins confinée) observée avec cette vitesse de 
roulement.  

280 /km h

/km h
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La figure 5-10 donne la distribution de la déformation plastique équivalente autour du défaut 
pour les cinq vitesses étudiées. Le maximum est toujours obtenu au voisinage immédiat du 
défaut circulaire. L’élément le plus endommagé est situé dans l’axe faisant un angle égal à 

de part et d’autre de l’axe horizontal. 45°
 
 

 
100 /V km= h h 160 /V km=  

200 /V km= h h 240 /V km=  

280 /V km= h h 320 /V km=  
 

Figure 5-9. Distribution de la déformation plastique équivalente dans la roue, pour 
 et pour les cinq vitesses étudiées. 12 /F MN= m
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L’évolution du paramètre de fatigue, , en fonction  de la vitesse de roulement est 
donnée dans la figure 5-11. On observe que l’endommagement de la roue augmente 
légèrement avec la vitesse de roulement. En effet, lorsque la vitesse passe de 160 à 32 , 

 passe de 1,94 à 

maxFP

0 /km h

maxFP 2, 40 MPa . Cette augmentation relativement modérée du paramètre de 
fatigue cache l’évolution du mode d’endommagement qui est en revanche beaucoup plus 
sensible à la vitesse de roulement. Pour des vitesses inférieures à , le pourcentage 
de contribution du mode d’endommagement par cisaillement est inférieur à celui dû au mode 
d’ouverture. La situation s’inverse pour les vitesses plus élevées où l’endommagement par 
fatigue est essentiellement dû au mode de cisaillement. 

240 /km h

 

100 /V km= h h 160 /V km=  

200 /V km= h h 240 /V km=  

280 /V km= h h 320 /V km=  

 
Figure 5-10. Distribution de la déformation plastique équivalente autour du défaut circulaire, 

pour  et pour les cinq vitesses étudiées. 12 /F MN= m
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Figure 5-11.  en fonction de la vitesse de roulement à maxFP 12 /F MN m= . 
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Figure 5-12. Durée de vie en fonction de la vitesse de roulement à . 12 /F MN= m

 
En se basant sur les résultats du paramètre de fatigue, nous avons calculé la durée de vie pour 
différentes vitesses de roulement à l’aide de la loi de STW. Les résultats sont donnés dans la 
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figure 5-12. La durée de vie diminue légèrement lorsque la vitesse de roulement croît de 160 à 
, et de manière plus rapide au-delà de cette vitesse. La diminution très rapide de la 

durée de vie dans le domaine des grandes vitesses de roulement est directement liée à 
l’augmentation très significative de l’amplitude des contraintes et des déformations de 
cisaillement observées dans ce domaine.  La figure 5-12 montre également que si on ne tient 
pas compte des effets d’inertie, la durée de vie à l’amorçage est surestimée dans un rapport 
pouvant dépasser deux aux fortes charges.  

240 /km h

 

0

1

2

3

4

5

6

7

8

100 150 200 250 300 350

F=4 [MN/m], Cas dynamique
F=7 [MN/m], Cas dynamique
F=12 [MN/m], Cas dynamique
F=18 [MN/m], Cas dynamique
F=22 [MN/m], Cas dynamique

Cas statique
Cas statique
Cas statique
Cas statique
Cas statique

Pa
ra

m
èt

re
 d

e 
fa

tig
ue

 d
e 

J-
S

, F
P

m
ax

 [M
Pa

] 

Vitesse de la roue, [km/h]
 

Figure 5-13.  en fonction de la vitesse de roulement aux différentes charges. maxFP
 
Les figures 5-13 et 5-14 récapitulent les résultats dynamiques pour toutes les charges étudiées 
en termes respectivement de paramètre de fatigue et de durée de vie en fonction de la vitesse 
de roulement. Les résultats obtenus dans le cas statique sont également indiqués (symboles 
creux des figures 5-13 et 5-14). En termes de paramètre de fatigue et si on excepte le 
chargement le plus élevé , ces chargements diffèrent peu de ceux obtenus en 
dynamique à la vitesse  (figure 5-13). La durée de vie à  
comparée au cas statique, chute dans un rapport dix pour la charge la plus faible (figure 5-
14) ; cette chute est néanmoins moins importante aux charges plus élevées, même si le rapport 
de chute reste toujours supérieur à deux. 

( 22 /F MN m= )
h h

m

120 /V km= 120 /V km=

 
L’influence de la vitesse de roulement sur à la fois le paramètre de fatigue et la durée de vie, 
reste assez modérée si l’on excepte le cas du chargement 7 /F MN=  où on observe une 
nette transition à  : au-delà de cette vitesse, le paramètre de fatigue augmente 
et la durée de vie diminue donc de façon significative. Cette transition est associée au 

200 /V km= h
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changement de comportement qui passe de l’accommodation plastique à l’effet de rochet 
lorsque la vitesse de roulement passe de . 200 à 280 /km h
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Figure 5-14. Durée de vie en fonction de la vitesse de roulement aux différentes charges. 
 

Le tableau 5-1 récapitule les résultats en dynamique relatifs aux comportements observés dans 
l’élément le plus endommagé pour les différents chargements. L’effet de rochet ( )ER  
apparaît quelque soit la vitesse de roulement, pour les chargements . A 

, le comportement est l’adaptation élastique (
12 /F MN≥ m

m )4 /F MN= AE . Pour le chargement 
, le comportement est l’accommodation plastique (7 /F MN≥ m )AP  aux vitesses 
 ; au-delà de cette vitesse l’effet de rochet apparaît. 200 /V km≤ h

 
/km hV →  

/MN mF ↓  
120 160 200 240 280 320 

4 AE  AE  AE  AE  AE  AE  
7 AP  AP  AP  AP ER→  ER  ER  
12 ER  ER  ER  ER  ER  ER  
18 ER  ER  ER  ER  ER  ER  
22 ER  ER  ER  ER  ER  ER  

 
Tableau 5-1. Comportement dans l’élément le plus endommagé 

en fonction de la vitesse de roulement et des chargements appliqués. 
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5.4. Conclusions 
 
L’étude de l’effet dynamique sur la fatigue de contact de roulement d’une roue ferroviaire 
comportant un défaut de section circulaire a été effectuée pour les charges linéiques 

 et aux vitesses de roulement variant de 100 à 320 . Elle 
permet de dégager les conclusions suivantes : 

4,7,12,18 et 22 /F = MN m

≥

/km h

• Les variations au cours du temps des contraintes, normales comme de cisaillement, 
présentent des oscillations caractéristiques des effets d’inertie. L’amplitude de ces 
oscillations déterminées dans l’élément le plus endommagé, diminue lorsque le 
chargement augmente ; cette diminution est plus marquée pour m . 18 /F MN

• Au chargement intermédiaire m12 /F MN= , l’influence de la vitesse de roulement sur 
le paramètre de fatigue et donc sur la durée de vie, devient significative par rapport au 
cas statique, pour des vitesses supérieures à 100 /km h  ; cette influence se traduit par 
une baisse de la durée de vie lorsque la vitesse de roulement augmente. 

• Pour tous les chargements étudiés, la durée de vie diminue avec la vitesse de 
roulement. 

• Les répartitions des déformations plastiques équivalentes après les passages de la 
charge linéique en mouvement, montrent que celles-ci sont plus intenses autour du 
défaut pour tous les chargements étudiés mais aussi en dessous de la surface de 
roulement pour les chargements et/ou les vitesses de roulement élevés. Autour du 
défaut, les déformations plastiques équivalentes sont concentrées dans des directions 
faisant un angle d’environ 45° de part et d’autre de l’axe horizontal. Par contre, dans 
le cas statique ces déformations sont concentrées sur l’axe horizontal du défaut.  

• A la vitesse intermédiaire h160 /V km= , l’endommagement est entièrement dû au 
mode de cisaillement aux chargements élevés, m18 et 22 /F MN= , alors qu’il est dû 
exclusivement au mode d’ouverture aux faibles chargements, m . Au 
chargement m

4 et 7 /F MN=
12 /F MN= , les deux modes contribuent à l’endommagement avec une 

prépondérance au mode d’ouverture.  
• Au chargement intermédiaire m12 /F MN= , le mode d’ouverture est prépondérant 

jusqu’à la vitesse h . Au-delà de cette vitesse, c’est le mode de 
cisaillement qui contribue le plus à l’endommagement par fatigue. La durée de vie 
diminue quant à elle dans un rapport dépassant deux lorsque la vitesse passe de 

 à 320 /km h . 

240 /V km=

100 /km h
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CONCLUSIONS 

 

 

 
L'une des principales causes d'accidents dans le transport ferroviaire est l'endommagement par 

Fatigue de Contact de Roulement (FCR). Cet endommagement comporte une phase 

d’amorçage de fissure suivie de la propagation jusqu’à rupture. Les expertises montrent que 

l’amorçage se produit souvent au voisinage immédiat des défauts présents dans le rail ou la 

roue ferroviaire. L'objectif de cette thèse est l'étude de l'endommagement par FCR d'une roue 

ferroviaire. Cette étude numérique par éléments finis propose une approche permettant 

notamment la détermination de la durée de vie à l'amorçage de fissure de FCR.  

 

Après une synthèse bibliographique dans le premier chapitre des résultats de la littérature 

concernant les différents aspects de la FCR, le deuxième chapitre propose une modélisation 

bidimensionnelle à l'aide du code de calcul Abaqus/Standard d’une roue ferroviaire. Celle-ci 

est soumise à une pression de contact hertzienne en mouvement et comporte un défaut 

circulaire de rayon r  situé à une profondeur h  sous la surface de contact. Les principales 

conclusions de ce chapitre sont :  

 

- la technique de submodeling est un outil efficace permettant de diminuer de manière 

importante le temps de calcul ; 

- cette technique est valide pour tous les chargements étudiés (7 22 /F MN m≤ ≤ ), 

lorsque le défaut est situé à une profondeur 15h mm= . Par contre, lorsqu’on maintient 

la charge F  à la valeur 12 /MN m , le submodeling donne de bons résultats pour des 

profondeurs 10h mm≥  ; 

- pour les faibles charges ( 7 /F MN m≤ ) et à la profondeur 15h mm= , le 

comportement du matériau dans l’élément le plus endommagé est l’adaptation 

élastique, alors que le matériau s’accommode plastiquement pour des valeurs de F  

comprises entre 12 et 18 /MN m . A 22 /F MN m≥ , l'effet de rochet apparaît.  

 

Le troisième chapitre est une étude paramétrique de l'influence du niveau de chargement, de 

la taille, de la forme et de la profondeur des défauts sur la durée de vie à l'amorçage de fissure 

et sur l'orientation du plan de fissuration. La deuxième partie de ce chapitre traite le cas des 

amas de défauts sous forme de deux défauts, circulaires ou elliptiques, alignés verticalement, 

horizontalement ou diagonalement. Le critère de Jiang et Sehitoglu qui est une somme 

pondérée des énergies de déformations associées aux sollicitations de traction/compression et 

de cisaillement est utilisé avec la loi de Smith, Watson et Topper pour déterminer la durée de 

vie en fatigue. Les principaux résultats de ce chapitre permettent de dégager les conclusions 

suivantes :  

 

- à 12 /F MN m=  et à 15h mm= , la durée de vie en fatigue diminue avec la taille du 

défaut circulaire. Cette diminution s’accompagne d'un changement progressif du 

comportement du matériau qui passe de l'adaptation élastique à l'accommodation 

plastique alors que mode d'endommagement par ouverture (mode I) prédomine avec 

un plan critique qui demeure parallèle au plan du chargement ;  
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- le défaut elliptique est plus endommageant que le défaut circulaire avec apparition de 

l'accommodation plastique au droit du défaut elliptique dès que la force linéique est 

égale à 7 /MN m  

- La contribution du mode I d'endommagement est prépondérante pour les faibles tailles 

de l'ellipse. Elle diminue et celle du mode de cisaillement (mode II) augmente de 

façon concomitante pour devenir équivalente à celle du mode I pour les tailles 

élevées ; 

- les défauts verticaux, quelque soit leur forme, sont en général moins endommageants ;  

- à 22 /F MN m=  et à 15h mm= , ou à 12 /F MN m=  et à 5h mm= , l’effet de rochet 

apparaît pour ce type de défauts qui peuvent devenir aussi endommageants que les 

défauts horizontaux ou diagonaux ;  

- pour toutes les configurations de défauts étudiées, l'orientation du plan critique est liée 

au mode d'endommagement ; le plan critique est parallèle au plan de chargement 

lorsque le mode I est prépondérant et il s'en écarte quand le mode II domine.  

 

Le quatrième chapitre aborde l'influence des chargements à amplitude variable et celle du 

frottement sur le comportement du matériau et sur la durée de vie en fatigue. Les chargements 

variables étudiés sont composés de surcharges et/ou sous charges et le frottement a été 

considéré pour des roues avec ou sans défaut. Les principales conclusions de ce chapitre sont :  

 

- les sous charges n’ont aucun effet sur la durée de vie ;  

- les surcharges retardent l'amorçage de fissure de fatigue et la durée de vie augmente 

avec le rapport de surcharge appliqué ; 

- deux ou trois surcharges dans un spectre de chargement conduisent à la même durée 

de vie ; 

- la réponse du matériau qui est essentiellement l’accommodation plastique ne change 

pas avec une surcharge de rapport 1,5SR =  pour les différentes configurations de 

défauts circulaires étudiées ;  

- en présence de défauts elliptiques, l’effet de rochet apparaît après surcharge de rapport 

1,5SR =  ;  

- l’orientation du plan critique s’écarte sensiblement de l’horizontale après application 

d’une surcharge et la contribution du mode II augmente aussi après surcharge et ce 

d’autant plus que le rapport de surcharge est élevé ; 

- avec ou sans défaut dans la roue, la durée de vie à l’amorçage diminue lorsque le 

coefficient de frottement f  augmente. Cette diminution est plus prononcée dans le cas 

de la roue sans défaut où la durée de vie reste toutefois plus élevée pour 0,4f ≤  ; 

- dans la roue sans défaut, les zones les plus endommagées sont situées en dessous de la 

surface de contact à des profondeurs variant entre 1,8 et 3,5mm pour 0,2f ≤ . Pour 

0,3f ≥ , les éléments les plus endommagés sont situés sur la surface de contact ; 

- dans la roue avec défaut, les éléments les plus endommagés sont situés au voisinage 

immédiat du défaut pour 0,2f ≤ . Ils sont situés sur la surface de contact qui continue 

à concentrer l’essentiel de l’endommagement aux fortes valeurs du coefficient de 

frottement ( 0,3 ou 0,4f = ) 

- en l’absence de défaut l’endommagement est exclusivement dû au mode II alors que 

une roue avec défaut le mode I est largement dominant pour 0,2f ≤  ; au-delà c’est le 

mode II qui prédomine progressivement. 
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Le cinquième chapitre est consacré à l'influence des effets d'inertie sur l'endommagement par 

FCR d’une roue ferroviaire avec un défaut de section circulaire. Les principaux résultats de ce 

chapitre sont :  

 

- les oscillations caractéristiques des effets d'inertie diminuent lorsque le chargement 

augmente ;  

- pour des vitesses de roulement supérieures à 100 /km h , la durée de vie obtenue en 

dynamique est plus faible que celle déterminée dans le cas statique. La durée de vie  

diminue dans un rapport supérieur à 2 lorsque la vitesse passe de 100  à 320 /km h  ;  

- à la vitesse 160 /V km h= , l'endommagement est entièrement dû au mode II pour 

18F =  et 22 /MN m , et au mode I pour 4F =  et 7 /MN m . Par contre, à 

12 /F MN m= , les deux modes participent à l’endommagement avec une légère 

prépondérance au mode I ;  

- a 12 /F MN m=  et pour 240 /V km h≥ , le mode II devient prépondérant ;  

- en dynamique, les déformations plastiques ne sont plus uniquement localisées autour 

du défaut. Elles sont également concentrées dans une zone proche de la surface de 

roulement et leur valeur maximale est située à 45° de part et d’autre de l’axe 

horizontal, alors que dans le cas statique les maximums sont sur l’axe horizontal.  
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