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La galvanisation est un traitement de surface de l'acier visant a le protéger contre la
corrosion. Deux techniques peuvent étre rencontrées: la galvanisation continue, qui est
utilisée par exemple pour la protection de tdles ou de profilés, et la galvanisation & fagon (ou
au trempé) qui concerne des pieces de sécurité de géométrie variée. La galvanisation a fagon
sous-entend I'immersion des piéces d'acier dans un bain de zinc liquide. Cette technique est
notamment utilisée par MATRA Automobile, qui galvanise l'intégralité du chassis du
"Renault Espace" 4 Romorantin dans des cuves de 200 tonnes de capacité.

L'industrie de la galvanisation devant s'adapter sans cesse & I'évolution des nuances
d'aciers afin d'obtenir des revétements de qualité, le Laboratoire de Métallurgie Physique de
Lille a acquis dans ce domaine une grande expérience a travers de nombreuses études,
concernant l'influence de l'addition d'éléments d'alliages comme l'aluminium, le nickel, le
manganese ou le titane au bain de zinc liquide. Ces études ont permis la détermination de
diagrammes ternaires Fe-Zn-X a 450°C, température usuelle de galvanisation. En regard de
cette expérience thermodynamique, s'est développé un intérét pour la détermination des

caractéristiques mécaniques de l'acier galvanisé ou du revétement lui méme.

Les travaux exposés dans la suite de ce mémoire integrent justement cette optique et
proposent d'étudier le role du revétement de galvanisation sur deux propriétés mécaniques de
I'acier galvanisé: la résistance & la corrosion sous contrainte sous sollicitation monotone et la
capacité d'amortissement sous sollicitation dynamique.

En regard des résultats obtenus, l'accent sera porté par la suite, sur l'optimisation du
matériau "acier galvanisé" vis & vis de sa capacité d'amortissement. Caractériser la capacité
d'amortissement de I'acier galvanisé rejoint un théme de recherche actuellement prioritaire
des constructeurs automobiles: le gain de masse. En effet, l'optimisation de certaines
propriétés physiques ou mécaniques va souvent a I'encontre d'autres propriétés recherchées ou
souhaitées. C'est ainsi qu' insonorisation rime assez mal avec gain de masse. Ainsi, afin
d'augmenter le confort en minimisant les vibrations mécaniques issues du moteur, des
matériaux amortissants sont ajoutés entre le chassis et I'habitacle, ce qui a cependant pour
effet d'allourdir le véhicule.

L'objectif de ces travaux est d'aboutir a l'implantation d'alliages a fort amortissement
dans l'industrie automobile, afin d'utiliser leur capacité d'amortissement intrinséque et de les

substituer aux techniques d'amortissement actif.
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L'étude de l'acier galvanisé en corrosion sous contrainte peut paraitre paradoxale pour
un matériau protége¢ contre la corrosion, mais ce phénomene synergique peut entrainer parfois
un comportement inattendu, qui sera caractérisé dans le premier chapitre.

Le second chapitre s'intéresse a la caractérisation de la capacité d'amortissement de
l'acier bas carbone galvanisé au trempé, dont la contribution du revétement sera trés
intéressante a analyser.

Le troisieme chapitre présentera ensuite I'étude de substrats Fer-Manganése
récemment étudiés pour leur haute capacité d'amortissement, et le quatriéme chapitre étudiera
le processus de galvanisation a 450°C de ces alliages. Cette derniére partie sera également

complétée par les mesures de capacité d'amortissement de ces substrats galvanisés a 450°C.

12



Chapitre I
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Chapitre I

INTRODUCTION

La galvanisation & fagon désigne I'immersion de produits finis en acier dans un bain de
zinc allié 4 la température de 450°C en vue d'obtenir un revétement essentiellement constitué
des composés intermétalliques du systeme Fe-Zn-X(élément d'alliage présent dans le bain).
L'épaisseur du revétement recherchée en galvanisation industrielle varie de 40 a4 150 um selon
l'utilisation et ne dépend que de la durée d'immersion (de 1'ordre de quelques minutes).

Le caractére de l'étude peut sembler paradoxal étant donné le rdle protecteur du
revétement de galvanisation contre la corrosion; d'ailleurs 1a est sans doute la raison du peu
d'informations trouvées dans la littérature.

La corrosion sous contrainte (C.S.C.) est un processus d'endommagement d'un
matériau qui intervient sous l'action conjointe d'une sollicitation mécanique monotone et d'un
environnement corrosif. Ce phénomene synergique est parfois responsable de dommages bien
plus néfastes que ceux engendrés par l'application indépendante ou successive de la
sollicitation et de l'environnement. Ainsi la fissuration par C.S.C. est souvent la cause de
ruptures prématurées de piéces en service.

L'objectif de ce premier chapitre consiste a interpréter l'influence du revétement de
galvanisation sur le comportement en C.S.C. en milieu chloruré aéré (eau + NaCl a 30 g/1)
dun acier ferritique industriel, connu pour son absence de sensibilté & potentiel libre.
L'environnement choisi est claséique en CS.C, car il est trés proche des conditions

rencontrées en présence d'eau de mer.

Aprés une présentation générale de la C.S.C., le couple matériau / environnement et la
procédure expérimentale axée sur une analyse a deux échelles, macroscopique et
microscopique, seront décrits. Les résultats expérimentaux en milieu aéré seront ensuite
présentés et l'interprétation de la fissuration observée dans certaines conditions bien

particuliéres, concluera ce chapitre.
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Chapitre I

L1.GENERALITES SUR LA CORROSION SOUS CONTRAINTE (C. S. C.)

1.1.1. Phénoméne synergique

En CS.C,, le comportement d'un matériau métallique est gouverné par l'action de
divers parametres €lectrochimiques et mécaniques qui caractérisent respectivement les effets
de I'environnement corrosif et de la sollicitation mécanique par rapport a sa microstructure.
La fissuration par C.S.C. est la conséquence d'un effet de synergie entre un endommagement
mécanique et un endommagement électrochimique trés localisé, en pointe de fissure par
exemple. Elle conduit généralement a une rupture différente de celle obtenue sans effet
d'environnement, qui peut étre intergranulaire ou transgranulaire.

La sensibilité a la C.S.C. s'étudie & deux échelles: 1'une macroscopique a travers un
essai mécanique qui traduit la sensibilité du matériau & la C.S.C., et l'autre microscopique par
des observations en Microscopie Electronique a Balayage des faciés de rupture des
échantillons. Les détails microfractographiques couplés aux conditions électrochimiques de
I'essai permettent ainsi d'approcher les mécanismes de fissuration de C.S.C., qui sont

cependant trés nombreux et fortement sujet & controverse.

I.1.2. Principaux mécanismes liés a la C.S.C,

L'objectif de ce chapitre n'étant pas de valider tel mécanisme de fissuration par rapport
a un autre, une description générale et simplifi¢e des deux grands types de mécanismes
demeure suffisante, d'autant plus que ces mécanismes sont aujurdhui répertoriés dans
plusieurs revues récentes [1-3]. IlIs peuvent étre en effet regroupés en deux classes distinctes
correspondant aux deux réactions électrochimiques principales, qui ont lieu en solution
aqueuse [4].

Aux réactions anodiques (M => M™ + n €") sont associés des mécanismes basés sur la
dissolution anodique et 4 la réaction cathodique de réduction du proton (2 H' + 2 ¢ > H,),
des mécanismes évoquant la Fragilisation Par 'Hydrogene. Bien que ces deux réactions soient
toujours couplées en solution aqueuse, les mécanismes associés sont généralement bien

dissociés.
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Chapitre |

Les principaux mécanismes d'avancée de fissure basés sur la dissolution anodique sont
le mécanisme de dissolution anodique localisée par rupture de film [5] et le clivage ou la
plasticité induite par dissolution anodique [6-9].

En ce qui concerne les mécanismes liés aux effets de 'hydrogéne, peuvent étre cités,
la théorie de la pression des gaz [10], la formation d'hydrures [11], la réduction des forces de
cohésion du réseau métallique [12-13] et la plasticité induite par l'hydrogeéne [14-15], ou
I'hydrogene dans ces deux derniers mécanismes est soit adsorbé, soit absorbé.

Dans chaque classe, il faut également distinguer les mécanismes faisant intervenir le
role de la plasticité afin d'interpréter les faits expérimentaux, comme l'apparence fragile des
faci¢s de rupture de C.S.C. pour des matériaux ductiles en l'abscence d'environnement
corrosif, ou la discontinuité de la fissuration lorsque la sollicitation mécanique appliquée est
monotone. Ces caractéristiques attestent en effet que la fissuration par C.S.C. résulte d'une
interaction entre corrosion et déformation. Ces mécanismes tentent de montrer que la
plasticité en fond de fissure peut étre activée soit par la fugacité de I'hydrogeéne [16], soit par

la dissolution anodique.

L.1.3. Aspect original de I'étude

Suite a cette présentation générale du phénomeéne de C.S.C. et des mécanismes
associés, il est nécessaire de rappeler le couple matériau / milieu étudié, afin de faire la part
des choses entre tous ces mécanismes. L'acier galvanisé étudié se compose donc d'un substrat
d'acier ferritique revétu de zinc.

Le zinc est bien connu pour sa grande résistance a la corrosion en milieu chloruré
aéré, lorsqu'il est déposé sur un substrat métallique. Cependant, dans la littérature, peu de
données concernent le comportement en C.S.C. des aciers galvanisés. Seules des études de
structures galvanisées en service, donc soumises & un faible effort constant, relatent les
vitesses de corrosion du revétement, souvent exprimées en pm par année!

L'acier ferritique n'est pas sensible a la C.S.C. en milieu chloruré aéré, a potentiel
libre. Cependant, imposer un potentiel cathodique & ce type d'acier lors d'un essai de traction,
favorisant ainsi la réaction de réduction de I'hydrogéne a sa surface, provoque une fissuration
par C.S.C. due a la fragilisation par I'hydrogéne [17]. La rupture est d'aspect fragile et
transgranulaire. Des mécanismes comme la décohésion du réseau ou la plasticité induite par

I'hydrogéne sont générallement admis, étant donné les détails microfractographiques
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Chapitre I

caractéristiques rencontrés sur le faciés de rupture (rivieres cristallographiques, striation
perpendiculaire a la direction de propagation,etc..), et la valeur élevée du coefficient de
diffusion de I'hydrogene dans ce matériau de structure cubique centrée.

En conclusion, si la caractérisation du comportement de I'acier galvanisé en C.S.C,,
couplant des essais de traction lente réputés trés séveres a des observations en microscopie
électronique a balayage, aboutit & un cas de fissuration par C.S.C,, il est fort probable que la
fragilisation par I'hydrogéne soit mise en cause dans la phase de propagation de la fissuration.
Cela explique pourquoi l'objectif principal de la démarche ne réside pas dans l'analyse des
mécanismes eux méme mais plus particuliérerement dans l'interprétation de 1'amorgage d'une

fissuration potentielle.
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Chapitre 1

1.2. PROCEDURE EXPERIMENTALE

1.2.1. Matériau

L'acier utilisé pour les expériences de C.S.C. est un acier ferritique industriel bas
carbone LF. (Interstitial Free) utilisé pour les toles pour emboutissage, fourni par SOLLAC
DK. Sa composition chimique est indiquée en pourcentage massique dans le tableau ci-

dessous (Figure 1.1.):

Fe C Si Mn S P Ni Cr | Mo | Cu Al Zn
bal. }0,019 {0,009 {0,161 {0,013}0,019}0,0170,035{0,002 } 0,010} 0,032} 0,011

Figure 1.1: Composition chimique de I'acier Sollac (% massique)
Figure I 1: Chemical composition of the steel (in weight %)

Les échantillons sous la forme d'éprouvettes plates de traction, ont subi un recuit de
normalisation a 950°C pendant 30 mn, lui donnant les caractéristiques mécaniques suivantes:
— limite d'élasticité a 0,2%, Rg 929, = 104 MPa
— charge a la rupture, Rm =233 MPa
— allongement a la rupture, .A% =39%

Ces éprouvettes ont ét¢ galvanisées au trempé a 450°C dans un bain classique de
galvanisation alli¢ a I'aluminium connu sous le nom Polygalva: alliage de zinc contenant

0,035% d'aluminium, 0,3% de plomb et 0,002 de magnésium (%massique).

Procédé de galvanisation:

Une préparation de I'état de surface des échantillons est tout d'abord nécessaire afin
d'améliorer les conditions de dépdt du revétement. Celle-ci comprend quatre étapes:
— le décapage: les échantillons sont immergés pendant 10 minutes dans une solution d'acide
chlorhydrique & 50% contenant un inhibiteur de corrosion, 'néxaméthylénetétramine.
— le ringage a I'eau.

— le séchage.
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— le fluxage: les échantillons sont immergés pendant 5 minutes dans une solution de chlorure
de zinc et de chlorure d'ammonium, afin de protéger I'état de surface de I'oxydation durant

le traitement. De plus le fluxage favorise l'attaque de l'acier par le zinc.

Revétement obtenu.

La morphologie des revEtements est observée en microscopie €lectronique a balayage
apres découpe, enrobage dans une résine conductrice et attaque métallographique au Nital
4%. Les composés intermétalliques peuvent &tre également analysés grice a une microanalyse
E.D.S. (Energy Dispersion Spectroscopy) couplée au microscope a balayage.

Le temps d'immersion fix¢ 2 4 minutes a permis dobtenir un revétement d'une
epaisseur de 80 pym environ, composé des différentes phases intermeétalliques du systéme

binaire Fe-Zn existant a 450°C, I, 5, et £, recouverts d'une couche de zinc solidifié¢ appelée n

(Figure 1.2).

Figure 1.2; Acier Sollac galvanisé a 450°C 4 mn par le
procédé Polygalva.

Figure 1.2: Galvanized steel at 450°C for 4 mn with
the Polygalva process.

L2.2. Environnement corrosif

Etudier la résistance a la C.S.C. d'un matériau entraine la présentation du couple
matériau/milieu corrosif. Dans le cas d'un matériau industriel, au dela du caractere
fondamental, il est préférable de choisir un environnement qui s¢ rapproche le plus des

conditions d'utilisation. Dans le cadre de ces travaux, la solution de chlorure de sodium a 3%
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(NaCl 30 g/1) a base deau déminéralisée a été choisie, car elle simule le mieux une
atmosphere marine. Tous les essais ont été réalisés a température ambiante pour laquelle cette
solution a un pH compris entre 6,5 et 7,5, lorsqu'elle est aérée.

Pour l'acier galvanisé, les réactions électrochimiques associées a cet environnement
corrosif sont la réaction de dissolution anodique du zinc et les réactions cathodiques liées a la
réduction de l'oxygene de I'air et du proton:

Zn>7Zn* +2¢

0,+2H,0+4¢ > 40H 2H +2¢ > H,
0,+4H +4¢ > 2H,0 2H,0+2¢ > H,+20H

Bien qu'en milieu neutre (NaCl a 3%), la corrosion du zinc soit contrdlée par la
réduction de l'oxygeéne de l'air, les réactions de réduction en milieu acide ont été également
mentionnées car le phénoméne de C.S.C. conduit souvent a une localisation des processus de
corrosion, qui peuvent étre bien différents de ceux observés en surface d'échantillon.

Outre les réactions électrochimiques, des réactions chimiques de précipitation,
d'hydrolyse et de complexation contribuent également & ces diverses formes de corrosion
localisée. La réaction dhydrolyse des cations et la formation dhydroxyde de zinc blanc

(Zn(OH),) respectivement peuvent &tre citées:

+ Zn** +H,0 > Zn(OH) + H'
. Zn**+2 OH - Zn(OH),

En milieu chloruré, neutre, la réaction d'hydrolyse des cations est favorisée en raison
de la valeur élevée de la surtension de I'hydrogéne sur le zinc [18 ]. En effet, le zinc se dissout
avec dégagement d'hydrogéne, bien sur en milieu acide, mais également en milieu neutre.

L.2.3. Sollicitation mécanique: 1'essai de traction lente

Dispositif expérimental:

Celui-ci comprend une machine électromécanique de traction lente UTS, pour la

partie mécanique, un potentiostat TACUSSEL et ses trois électrodes ainsi qu'une cellule de
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corrosion en PVC, pour la partie électrochimique et les éprouvettes d'acier galvanisé. Celles-
ci sont plates, de longueur utile 45 mm, de largeur 10 mm et d'épaisseur 3 mm. Les essais ont
¢été asservis en vitesse de déplacement traverse, ce qui conduit a des vitesses de déformation
comprises entre 2.107 s et 2.107 s L'étude en milieu chloruré (NaCl 30 g/l) a été

principalement menée a potentiel libre.

Principe:

11 consiste & choisir un milieu de référence, ici 1'air du laboratoire, et de comparer les
caractéristiques mécaniques de I'acier galvanisé dans ce milieu a celles enregistrées en milieu
corrosif pour la méme vitesse de déformation. L'essai de traction lente se traduit par une
courbe contrainte-déformation sur laquelle plusieurs paramétres macroscopiques sont
accessibles et permettent de choisir le critére de sensibilité. Les changements de
comportement en traction en milieu corrosif de cet acier galvanisé, n'ayant lieu qu'apres le
point de charge maximum, l'allongement localisé de striction (Az%) a été choisi comme
critére de sensibilité a la C.S.C. Il représente la différence entre 'allongement a la rupture

(A%) et I'allongement correspondant a la charge a la rupture (Figure 1.3).

o(MPa) <

v

Allongement ,
localisé de striction
A%

€ (%)

Figure 1.3: Courbe conventionnelle contrainte-déformation. Définition de A,%
Figure 1.3: Stress-strain curve. A,% definition.

Dans un environnement corrosif, la réduction des propriétés mécaniques d'un matériau
se manifeste surtout aux faibles vitesses de déformation. Ainsi il est possible de caractériser
la résistance a la C.S.C. par la vitesse de déformation transitoire sous laquelle une réduction

des caractéristiques mécaniques peut étre observée. Couplée & cette approche macroscopique,
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des observations en microscopie électronique a balayage vont permettre de compléter

I'analyse des résultats de traction lente, a 'échelle microscopique.

L2.4. Microscopie Electronique a Balayage

Si les résultats macroscopiques ne renseignent que sur un niveau de sensibilité a la
C.S.C,, les analyses en microscopie électronique & balayage des fiits et des faciés de rupture
des éprouvettes permettent de décrire 'endommagement subi par I'acier, mais également par
le revétement de galvanisation. C'est pourquoi un essai interrompu avant rupture peut donner
quantité d'informations par des observations pertinentes de la surface de 1'éprouvette. Les
détails microfractographiques des faciés de rupture caractérisant I'endommagement aident
quant a eux a l'identification des mécanismes associés en fonction des conditions
expérimentales. D'une mani¢re générale, 'endommagement occasionnant la rupture résulte de
l'amorgage et de la propagation de défauts, ol les parametres mécaniques et €lectrochimiques
selon les conditions expérimentales interviennent grandement.

Les observations ont été réalisées sur un microscope électronique a balayage
PHILLIPS 525M, aprés nettoyage des éprouvettes de traction dans une solution d'acide
acétique a 10% afin d'éliminer les produits de corrosion du zinc assez adhérent (hydroxyde de

zinc € Zn(OH),).
La démarche expérimentale ayant été présentée, il reste maintenant & corréler les

résultats de traction lente aux observations microfractographiques afin d'interpréter le

comportement en C.S.C. de I'acier galvanisé considéré.
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L.3. RESULTATS EXPERIMENTAUX EN MILIEU AERE

L'objectif de cette partie consiste & analyser le comportement en C.S.C. d'un acier
ferritique galvanisé au trempé et sollicité en traction lente a température ambiante, en milieu
chloruré aéré. Il est nécessaire également de rappeler que, dans cet environnement, cet acier
non revétu, n'est pas sensible a la C.S.C. a potentiel libre sur toute la gamme de vitesses de

déformation considérée, propriété qui a bien entendu été vérifiée.
L.3.1. Sensibilité a la C.S.C. de I'acier galvanisé & potentiel libre

L'influence de la vitesse de déformation sur la sensibilité & la C.S.C. de l'acier
galvanisé a été étudiée sur une gamme de vitesses de déformation , variant de 2107 s
jusqu'a 2.10% s, vitesse de déformation jugée déja rapide en traction lente. Trois essais de
traction lente ont été réalisés a lair, 2 5.107 s, 5.10° s et 2.10° s, comme essais de
référence. En milieu corrosif, la vitesse de déformation a généralement été¢ multipliée par 2
pour chaque essai a partir du premier essai, ¢tabli a 2. 107 s,

Des mesures de pH prises réguliérement ne montrent pas de variation notable de ce
parameétre. Quant au potentiel libre de I'échantillon , enregistré en permanence, il se stabilise
au début de l'essai autour de -1,060 V / E.C.S. (Electrode au Calomel Saturé), potentiel libre

du zinc en milieu chloruré.

Que ce soit a I'air ou en milieu corrosif, la variation de la charge a la rupture n'excéde
jamais 4% sur la gamme de vitesse de déformation étudiée (valeur moyenne de Rm: 238
MPa). Cependant, l'acier galvanisé subit une perte de ductilit¢ a potentiel libre sous une
vitesse de déformation transitoire, proche de 5.10° s, comme le montre la figure 14 qui
compare l'allongement localisé de striction en fonction de la vitesse de déformation pour les
essais 4 l'air et ceux en milieu corrosif a potentiel libre. Le critére de sensibilité défini

précédemment, est en effet fortement réduit & potentiel libre sous cette vitesse de

déformation, par un facteur 4 par exemple pour € =107 s™. Aux vitesses de déformation

plus élevées, une absence d'effet de l'environnement sur le comportement mécanique est

observée, traduisant le fait que celui-ci n'a pas le temps d'agir car la durée de I'essai est courte

(de I'ordre de 5 h pour £ =2.107° s™").
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Figure 14: Allongement localisé de striction en fonction de la vitesse de déformation pour
l'acier galvanisé testé a l'air et en milieu corrosif.

Figure I.4: Localized necking elongation versus strain rate for the galvanized steel in
corrosive and laboratory air conditions.

Toutefois, il faut remarquer que la sensibilité & la C.S.C. est assez faible, étant donné
I'allure de la courbe de traction en milieu corrosif, comparée & celle a l'air (Figure 1.5). En
effet, en milieu corrosif seule la striction est affectée. C'est pourquoi l'analyse microscopique
de l'endommagement & potentiel libre est primordiale afin de déceler les détails

microfractographiques permettant d'expliquer cette quasi disparition de striction.

o (MPa)

200

NaCl
potentiel libre

100

0 : 1 L

0 10 20 30 (%)

Figure 1.5: Courbe de traction de l'acier galvanisé 4 l'air et en milieu corrosif,
Figure 1.5: Stress-strain curve for the galvanized steel in corrosive and air
conditions.
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L3.2. Caractérisation de I'endommagement & potentiel libre

La figure 1.6 reprend la figure 1.4 caractérisant la sensibilité & la C.S.C. de l'acier
galvanisé¢ a potentiel libre, complétée des faciés de rupture observés en microscopie

électronique a balayage pour des vitesses de déformation "rapide” et lente.

A la vitesse de déformation élevée (£=2.10"°s™), les éprouvettes de traction

montrent une striction importante identique a celle obtenue a lair, caractéristique d'un
endommagement en volume purement mécanique li€¢ a l'essai de traction (Figure 1.6 a)).
L'observation du faciés de rupture dévoile une rupture ductile caractérisée par des cupules
(Figure 1.6 b)), gérée par un mécanisme classique de germination, croissance et coalescence
de microcavités en volume de I'échantillon.

Par contre, les faibles valeurs de A,% enregistrées a potentiel libre en milieu NaCl a
3% sont associées a une quasi compléte rupture fragile de 'éprouvette, qui ne présente qu'une

faible striction (Figure 1.6 d)).

Description de l'endommagement du faciés de rupture

Les fissures fragiles se sont propagées de la surface vers le centre de I'échantillon,
parfois sur plusieurs millimétres. En augmentant le grossissement, une analyse plus précise
montre que la fissuration est transgranulaire et se fait sur différents plans qui se raccordent
par des riviéres cristallographiques (Figure 1.6 €)). La coalescence de ces rivi€res indiquent la
direction locale de propagation de la fissure. La microfractographie de la figure 1.7 détaille
d'ailleurs mieux l'aspect cristallographique d'un ligament principal séparant deux plans
globaux de la fissuration.

D'autres détails microfractographiques, comme l'existence de stries perpendiculaires a
la propagation de la fissure, peuvent étre également souvent remarquées (Figure 1.8). Ces
stries espacées d'une dizaine de microns environ, caractéristiques d'une localisation de la
plasticité lors de la propagation, sont générallement attribuées & des marques d'arrét de la

fissure, donc a une propagation discontinue de celle-ci.
Description de I'endommagement en surface d'éprouvette
L'observation des fits d'éprouvettes est préférable assez loin de la zone de rupture

finale, qui est trés déformée et donc difficile a exploiter.
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Figure 1.6: Endommagement a potentiel libre de V'acier galvanisé en fonction de la vitesse de déformation:
a)-b): € =2.10° s Rupture ductile - c): Figurel.4. - d)-e): § = 10® 5. Rupture fragile transgranulaire
Figure 1.6: Damage at free potential as a function of strain rate for the galvanized steel:
a)-b): &= 2.10" 5. Ductile rupture - ¢): Figurel 4. - d)-e). &= 10°° s”. Transgranular brittle rupture.
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Figure 1.7: Endommagement a potentiel libre de l'acier
galvanisé (€ = 10° s™). Riviére cristallographique.
Figure 17: Damage at free potential for the
galvanized steel (£ = 10 5. Cristallographic river.

Figure 1.8: Endommagement i potentiel libre de lacier galvanisé (¢ = 10° s et 2. 10° ). Stries
perpendiculaires 4 la direction de propagation.

Figure 1.8: Damage at free potential for the galvanized steel (¢ = 10° s’ et 2. 10° s7). Swriations
perpendicular to the propagation direction.

L'endommagement consiste en de larges fissures dans le revétement de galvanisation

qui font apparaitre en arriere plan une fissure fragile dans l'acier plus petite, mais aussi

ouverte (Figure 1.9). Cette micrographie est issue d'une éprouvette testée a £=510"%s",
dont I'essai a €té interrompu au niveau de la charge a la rupture. Cette observation montre que
méme a cette vitesse de déformation, ou la sensibilité de l'acier galvanisé est moindre, 1'acier

est fragilisé et cela bien avant la charge a la rupture.
Pour une vitesse de déformation plus sensible (Figure 1.10), l'augmentation du
grossissement montre l'aspect "moutonneux” du revétement traduisant la forte dissolution du

zinc, tandis que la fissure dans le substrat ne montre aucune trace de dissolution anodique,
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mais révele sur ses levres des détails microfractographiques cités précédemment, qui

s'emboitent parfaitement prouvant ainsi la propagation transgranulaire de la fissuration.

Figure 1.9° Endommagement en surface a potentiel
libre de l'acier galvanisé (& = 5.10° s™)

Figure L7: Surface damage at free potential for the
galvanized steel (£ = 5.10° s).

A ST

it

Figure 1.10: Endommagement en surface & potentiel libre de I'acier galvanisé (& = 10°s™).
Figure 1.10: Surface damage at free potential for the galvanized steel (¢ = 10° 5.

En résumé, la description de l'endommagement a potentiel libre de l'acier galvanisé a
permis de montrer que la rupture est une compétition entre un endommagement mécanique
en volume, caractéristique d'une rupture ductile a l'air, et d'un endommagement de surface
caractérisé par des fissures de C.S.C. La rupture fragile transgranulaire observée dans l'acier,
montrant une propagation discontinue, est typique du clivage discontinu associé¢ a la
fragilisation par I'hydrogéne. Afin d'appuyer cette thése, il parait indispensable d'effectuer un
essai de traction lente en milieu corrosif sur l'acier non galvanisé, mais en imposant un

potentiel cathodique qui favorise la décharge de I'hydrogéne a la surface de 1'échantillon.
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1.3.3. Influence d'un potentiel cathodique sur le comportement en C.S.C. de I'acier non

galvanisé

Un essai de traction lente a été conduit & un potentiel de -1,1 V / E.C.S. en milieu
NaCl a 3% sur l'acier non galvanisé, a la vitesse de déformation a laquelle 'acier galvanisé est
le plus sensible a potentiel libre, c'est a dire 2.10° s™'. Pour l'acier, de potentiel libre Eo = -
0,69 V, ce potentiel imposé est assez cathodique et va entrainer la réaction de réduction de
I'hydrogene a la surface de I'éprouvette. La courbe de traction obtenue apres rupture présente
la méme abscence de striction (A, = 2%) que celle de l'acier galvanisé testé a potentiel libre a
cette méme vitesse de déformation. Le facies de rupture illustré figure 1.11 montre bien cette
chute de ductilit¢ associée a une rupture fragile transgranulaire, dont les stries
perpendiculaires a la direction de propagation de la fissure sont caractéristiques du clivage

transgranulaire discontinu observé pour les aciers ferritiques a potentiel cathodique.

i
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Figure I.11: Faciés de rupture de l'acier non galvanisé a potentiel cathodique Ex =-1,1 VE.C.S.(¢ =2.10% s").
Figure I.11: Fracture surface of the steel at cathodic potential EK = -1.1 V/E.S.C.(¢ = 2.10° 57).

Ces détails microfractographiques, fortement similaires a ceux rencontrés sur les
facies de rupture de l'acier galvanisé tractionné a potentiel libre en milieu corrosif, confortent
la mise en cause d'une fragilisation par I'hydrogene pour l'acier galvanisé a potentiel libre!

Cependant, la corrosion du revétement de zinc a potentiel libre est controlée par la
réduction de I'oxygene de l'air. Ce cas de C.S.C. est donc bien la conséquence d'une premiére

interaction corrosion-déformation dans le revétement de galvanisation.
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L3.4. Influence d'un revétement sans intermétalliques

Etant donné la mise en évidence du réle important du revétement de galvanisation
dans ce phénomene de C.S.C,, il est intéressant d'étudier l'influence de la morphologie du
revétement. Des essais de galvanisation dans un laboratoire extérieur ont permis de mettre au
point un process de galvanisation évitant la formation des intermétalliques Fe-Zn, grace au
controle de parametres comme le fluxage, la température ou la vitesse de remontée de
I'échantillon. Le revétement obtenu n'est donc constitué que de zinc liquide solidifié, dont
I'épaisseur de la couche peut étre controlée. Il nous a été possible d'effectuer la galvanisation
d'une éprouvette de traction par ce procédé, qui a permis de déposer une couche de zinc
épaisse de 80um environ, épaisseur égale a celle du revétement lors d'un traitement de
galvanisation par le procédé classique.

L'essai de traction lente en milieu corrosif a été effectu¢ a potentiel libre a la vitesse
de déformation de 10° s™', vitesse a laquelle une fragilisation par I'hydrogéne est observée
pour l'acier galvanis¢ classiquement. Cette éprouvette revétue d'une couche de zinc sans
intermétalliques, ne montre aucune sensibilité a la C.S.C. (A, = 6,8%). En effet, elle est
caractérisée par une striction importante et un facies de rupture ductile (Figure 1.12). De plus
l'observation du fiit de I'éprouvette (Figure 1.13) montre des fissures dans le revétement, mais
pas dans l'acier. Ces fissures sont d'ailleurs moins nombreuses et les traces de dissolution

anodique du zinc indiquent que l'acier n'a ét€ mis & nu qu'assez tardivement.
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Figure 1.12: Faciés de rupture ductile de lacier Figure 1.13: Endommagement en surface de lacier

galvanisé. Revétement sans intermétalliques. galvanisé. Revétement sans intermétalliques.

(¢ = 10° s, potentiet libre) (€ =10° ", potentiel libre)

Figure 1.12: Ductile fracture surface of the Figure 1.13: Surface damage of the galvanized steel
galvanized steel. Coating without intermetallic Coating without intermetallic compounds.
compounds (¢ = 10° s, free potential). (6=10°5", free potential).
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Ces constatations indiquent clairement que la plasticité de cette couche de zinc liquide
solidifié, pour cette basse vitesse de déformation est supérieure a celle du revétement
classique de galvanisation composé d'intermétalliques, pour cette basse vitesse de
déformation. Dans ce cas précis, la compétition entre les endommagements en volume et en

surface de l'échantillon a été remportée par l'endommagement mécanique de l'éprouvette.

Maintenant, il reste a expliquer comment l'acier galvanisé par un procédé classique
subit une fragilisation par l'hydrogéne a potentiel libre sous une certaine vitesse de
déformation. La derniére expérience décrite ci-dessus est d'ailleurs trés instructive quant a

I'interprétation de 'amorcage de la fissuration de l'acier galvanisé .
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L4. INTERPRETATION DE L'AMORCAGE DE LA FISSURATION A POTENTIEL
LIBRE

I.4.1. Endommagement mécanique du revétement

L'explication de l'amorgage d'une fissure dans le revétement de galvanisation doit
prendre en compte les hétérogénéités structurales et mécaniques des composés
intermétalliques qui forment ce revétement. En effet, a partir de travaux de microdureté sur

les composés intermétalliques Fe-Zn [19], la ténacité de la phase & caractérisée par une dureté

tres élevée, de l'ordre de 320 HV, a pu étre évaluée a 2 MPav/m [20].

De plus, lors du refroidissement a la sortie du bain de galvanisation, compte tenu des
différences importantes entre les coefficients de dilatation entre acier et composés
intermétalliques (facteur 2), des contraintes résiduelles peuvent se développer [21] et
provoquer des microfissures de préférence dans la phase la plus fragile, 3. Ces microfissures
sont généralement perpendiculaires a l'interface entre le substrat et le revétement.

Sous une sollicitation en traction, un revétement fragile et "préfissuré" s'endommagera
trés rapidement. En particulier un amorgage de fissure pourra se produire a partir de la couche
d et se propagera rapidement vers la surface du revétement par délamination des cristaux de
la phase ¢ et fissuration de la couche de zinc liquide solidifié (1)), soumis a des concentrations
de contrainte de plus en plus élevées. Cependant, il ne faut pas oublier l'effet de

l'environnement, qui agit simultanément a la surface de I'acier galvanisé.
1.4.2. Evolution des phénoménes électrochimiques

L'essai de traction lente se déroulant a potentiel libre et en milieu neutre (eau + NaCl a
3%), une corrosion généralisée du zinc contrflée par la réduction de l'oxygéne de l'air se
produit dés les premiers instants. Les équations d'oxydoréduction correspondantes sont:
Zn>Zn*t+2e et 0,+2H,0+4¢ >4 0H.
Elles sont accompagnées des réactions d'hydrolyse des cations et de précipitation
d'hydroxyde de zinc respectivement rappelées ci-dessous:
Zn** + H,0 > Zn(OH) + H* et Zn**+2 OH - Zn(OH),
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Dés que des fissures conséquentes de l'endommagement mécanique du revétement de
galvanisation décrit précédemment vont atteindre la surface de I'éprouvette, elles seront des
sites privilégiés d'un phénoméne de corrosion localisée. En effet, la dissolution du zinc, auto-
entretenue par I'hydrolyse des cations, saccélére en fond de fissure. Cet excés d'ions Zn®*
attire les ions chlorure afin de conserver I'électroneutralité de la solution et une chute de pH
peut se produire en fond de fissure, provoquée par I'hydrolyse des cations qui est une source
d'ions hydrogéne H'. Il faut également considérer la différence de potentiel d'abandon (i = 0)
entre les composés intermétalliques du revétement, qui provoque des micro-effets de pile
entre les phases n (zinc pur), £, & et I', accélérant la dissolution du composé de potentiel le
plus faible, c'est a dire la couche de zinc pur de potentiel libre Eo = -1,06 V/ ECS (Figure
L14).
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Figure L.14: Courbes de polarisation des phases intermétalliques Fe-Zn.
Milieu: NaCl 3,4 mol.I"' + ZnS0O, 0,3 mol.I", air, 20°C [22].

Figure 1.14: Polarization curves of the Fe-Zn intermetallic phases.
Electrolyte: NaCl 3,4 mol.I' + ZnS0O,4 0,3 mol.T 1 air, 20°C [22].

Si l'on considére également que la fissure s'amorce initialement dans la couche 9,
I'acier risque d'étre rapidement en contact avec le milieu corrosif. Ainsi se forme en fond de

fissure un effet de pile accélérant fortement la dissolution du zinc, qui joue le rdle d'anode
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sacrificielle. Cette dissolution accrue des composés intermétalliques s'accompage d'une
production également accrue d'ions H, qui diminue a nouveau le pH en fond de fissure.

La diminution locale de pH, qui est généralement tres difficile a mettre en évidence
expérimentalement, rend finalement possible la réaction de réduction du proton en fond de
fissure. Durant l'essai, peuvent donc se produire simultanément la réduction de I'oxygeéne de
l'air a la surface de I'éprouvette et la réduction du proton en fond de fissure (Figure 1.15).
Cette situation peut €tre €galement favorisée par la production de produits de corrosion
(hydoxyde de zinc Zn(OH),) obstruant I'entrée de la fissure, évitant ainsi le renouvellement de

la solution en fond de fissure.

En surface
In>Zn* +2¢
0,+2H,0+4e > 40H acier

Zn* +H,0 > Zn(OH) + H'

H + ¢ -» Hads > Hads
0,
NaCl a 3% Zn** + H,0 © Zn(OH)' + H'

2 Hads 2 H, Hads

Hads = Habs

Cl

Zn* +20H - Zn(OH), —

Figure I.15: Schématisation des processus électrochimiques aprés acidification en fond de fissure.
Figure 1.15: Shematic illustration of electrochemical processes after acidification at the crack tip.

L'hydrogene produit localement sous forme atomique, s'adsorbe a la surface de l'acier,

ou il peut:

- soit se recombiner en hydrogéne moléculaire et s'échapper: Hads + Hads = H,

- soit s'absorber et fragiliser ies grains ferritiques sous l'action de la contrainte de traction. Le
transport de I'hydrogene peut étre assuré aisément par les interstices du réseau meétallique,
¢tant donné la valeur élevée du coefficient de diffusion de I'hydrogene dans le fer a (D =
3,7.107 cm’s™), ainsi que par les dislocations, I'acier LF. étant tres ductile.

En outre le revétement reste une source de production d'’hydrogene qui servira a la
propagation de la fissure fragile, comme le montrent les microfractographies de l'interface
acier-revétement présentée sur la figure 1.16. Des stries orthogonales a la direction de
propagation se retrouvent sur les premiers grains fragilisés de l'acier indiquant le caractere

discontinu de la fissuration, qui ne peut étre attribuée qu'a un mécanisme de décohésion ou de
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plasticité locale induite par la présence d'une concentration élevée d'hydrogéne en fond de

fissure.

Figure I.16: Faciés de rupture a potentiel libre de I'acier galvanisé (¢ = 10° s"). Interface revétement-substrat.
Figure I.16: Fracture surface at free potential for the galvanized steel (¢ = 10° s™). Steel-coating interface.

L'amorcage de la fissure fragile dans l'acier correspond souvent a une crevace dans le
revétement qui indique une dissolution anodique intense, et traduit le caractére local de cet
amorgage. Une dissolution plus prononcée de la phase 8, qui est la plus proche du substrat

peut étre d'ailleurs remarquée.

Grice a cette description électrochimique d'un phénomene de corrosion localisée,
confirmée par des observations en microscopie électronique a balayage et aux données
concernant le matériau étudié, l'interprétation de 'amorcage de la fissuration a potentiel libre
de cet acier galvanisé a pu étre complétée et élucidée. Une fragilisation par l'hydrogeéne

induite par dissolution du zinc constituant le revétement peut définir ce cas de C.S.C.

1.4.3. Influence des caractéristiques mécaniques de I'acier

Etant donné les conclusions de l'interprétation de la fissuration a potentiel libre de
l'acier galvanisé, il serait intéressant d'étudier la possibilité de généraliser ce cas de C.S.C. a
d'autres aciers galvanisés au trempé. En effet, seules les caractéristiques mécaniques du
substrat sont capables de modifier la sensibilité a la C.S.C. du matériau revétu considéré.
Bien que le mécanisme de fragilisation par 'hydrogéne de 1'acier n'ait pas été le point central

de nos propos, il est intéressant d'y revenir.
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En effet, un mécanisme de fissuration transgranulaire par décohésion entend une
fissuration induite sous l'action de la contrainte par la diminution des forces de cohésion du
réseau dues a la présence de I'hydrogeéne, en intersticiel par exemple. Si le substrat posséde
des caractéristiques mécaniques plus élevées, il est possible que la présence de 'hydrogéne en
fond de fissure du revétement n' abaisse suffisamment pas les forces de cohésion du réseau

pour provoquer une fissure dans le substrat.

Tel est 1'objectif des essais de traction lente en milieu corrosif effectués sur des fils
d'acier ferritique bas C tréfilés, qui ont €té galvanisés au trempé par le procédé Polygalva
pendant 4 mn, comme les éprouvettes d'acier LF. utilisées jusqu'a présent. L'opération de
tréfilage, réduisant le diamétre du fil jusque 1,8 mm modifie cependant les caractéristiques
mécaniques de l'acier et lui donne une texture de grains allongés. Un essai de traction de
référence, a lair, effectué¢ sur un fil galvanisé donne les caractéristiques mécaniques

suivantes:

— limite d'élasticité a 0,2%, Rg 920 =330 MPa
— charge a la rupture, Rm = 380 MPa

— allongement a la rupture, A% = 17%

Ces données montrent une nette augmentation de la limite d'élasticité et de la charge a
la rupture, accompagnée logiquement d'une baisse d'allongement a la rupture, en comparaison

des caractéristiques mécaniques de l'acier ferritique LF. citées au paragraphe 1.2.1. (p 6).

Les essais de traction lente en milieu NaCl a 3% ont été effectués a potentiel libre
pour trois basses vitesses de déformation: 5. 107 s, 109 st 2.10% s'; vitesses auxquelles est
observée une fragilisation par I'hydrogéne pour l'acier LF. galvanisé.

Les fils revétus des composés intermétalliques Fe-Zn ne montrent aucune sensibilité a
la C.S.C,, étant donné la striction importante et similaire de celle obtenue & l'air, qui les
caractérise (Figure 1.17). Une observation plus détaillée du faciés de rupture confirme ce
résultat et dévoile une rupture totalement ductile de l'acier, associée & un mécanisme de

germination, croissance et coalescence de microcavités en volume du matériau.(Figure 1.18).
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Figure 1.17: Faciés de rupture du fil d'acier galvanisé Figure 1.18: Faciés de rupture ductile & cupules du fil

au trempé€ montrant une striction importante. d'acier galvanisé au trempé.

(6 =2.10° s, potentiel libre) (6 =2.10° s, potentiel libre)

Figure 1.17: Fracture surface of the hot dip Figure I 18: Dimpled fracture surface of the hot dip
galvanized steel wire showing an important necking. galvanized steel wire. (¢ = 2.10° s, free potential).

(6= 2.10°s", free potential).

De plus l'observation du fiit de I'éprouvette (Figure 1.19) montre de larges fissures dans
le revétement avec des traces de dissolution anodique intense, mais aucune fissure ne s'est
propagee dans l'acier. Malgre la présence d'’hydrogene en fond de fissure, cet acier €croui et
textur¢ n'a donc pas subi de fragilisation. Cela confirme donc Iimportance des
caractéristiques mécaniques du substrat, qui dans cet état a un comportement en C.S.C.

opposé a celui observé a 1'état normalisé.
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Figure 1.19: Endommagement en surface 4 potentiel libre du fil d'acier galvanisé au trempé (§ = 5.107 s™).

Figure 1.19: Surface damage at free potential for the hot dip galvanized steel wire (& =5.107 5.
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CONCLUSIONS

Le comportement en C.S.C. d'un acier ferritique LF. galvanisé au trempé montre, a
potentiel libre en milieu chloruré, une chute de ductilité accompagnée d'une transition de
rupture ductile-fragile, sous une vitesse de déformation proche de 5.10° s™.

Le caractére discontinu de la fissuration et les détails microfractographiques
rencontrés sur les faciés de rupture & potentiel libre, sont identiques aux caractéristiques du
clivage transgranulaire associ¢ a la fragilisation par I'hydrogéne, observé pour l'acier

ferritique non galvanisé a potentiel cathodique.

L'importance de la morphologie du revétement de galvanisation a été¢ mise en évidence
grice a des essais de traction lente en milieu corrosif sur le méme acier revétu d'une couche
de zinc sans intermétalliques, qui n'a pas induit une rupture par fragilisation par I'hydrogéne.

Grice a l'analyse des propriétés mécaniques des composés intermétalliques du
revétement et aux observations en microscopie électronique & balayage des faci¢s de rupture
et flits des éprouvettes testées a portentiel libre, 'amorgage d'une fissure dans l'acier galvanisé
par fragilisation par I'hydrogene a pu étre interprétée. Cette interprétation illustre parfaitement

un cas d'interaction corrosion-déformation.

Cependant, il faut ajouter que cette fissuration n'est observée que dans certaines
conditions bien particuliéres. En effet, un acier écroui et texturé par une opération de
tréfilage, galvanisé par le méme procédé, ne subit pas de fissuration par fragilisation par
I'hydrogeéne. Ce cas de C.S.C. en milieu chloruré est donc restreint & un acier possédant de
faibles caractéristiques mécaniques, galvanisé au trempé afin d'avoir un revétement constitué
d'intermétalliques. Ces résultats illustrent clairement la compétition entre 'endommagement
en volume d'origine purement mécanique et 'endommagement électrochimique a la surface

du matériau, qui gere la rupture en Corrosion Sous Contrainte.

Aprés avoir interprété sous sollicitation monotone linfluence du revétement de
galvanisation sur le comportement en C.S.C. d'un acier ferritique galvanisé, le deuxi¢me
chapitre s'intéresse a une propriété dynamique de l'acier galvanisé: la capacité

d'amortissement.
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INTRODUCTION

L'amortissement mécanique intrinséque d'un matériau ou frottement interne a
longtemps fait l'objet d'un grand intérét de la part des chercheurs intéressés par l'étude des
défauts dans les matériaux et de leurs effets sur les caractéristiques mécaniques.

La capacité d'amortissement d'un matériau est définie par la mesure de 'énergie
dissipée lorsque celui-ci est soumis a des vibrations mécaniques cycliques. C'est pourquoi le
développement de matériaux alliant & la fois haute capacité d'amortissement et propriétés
mécaniques €levées, devient intéressant.

11 est bien connu en effet, que de nombreux matériaux viscoélastiques, comme les
caoutchoucs, les polymeres ou les plastiques ont d'exellentes propriétés amortissantes; ils sont
dailleurs utilisés systématiquement pour l'insonorisation dans le secteur automobile, par
exemple. Par contre, les métaux, tel que l'acier bas carbone utilisé par MATRA Automobile,
ont en général une faible capacité d'amortissement, qu'un revétement doit sans doute

améliorer; mais dans quelles proportions? La est I'objectif de ce chapitre.

Apres une présentation de la propriété physique qu'est la capacité d'amortissement, la
procédure expérimentale, liée au cadre industriel de ce projet, sera présentée. L'influence des
différents parametres sur l'amortissement de l'acier galvanisé sera ensuite étudiée et
interprétée, afin d'aboutir a une modélisation qui permettra de déterminer la contribution du
revétement de galvanisation dans les processus de dissipation d'énergie sous sollicitation

cyclique.
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IL.1. CAPACITE D'AMORTISSEMENT: PROPRIETE PHYSIQUE DU MATERIAU

I1.1.1. Définitions

La théorie de I¢élasticité prédit que la relation entre déformation résultante et
contrainte appliquée obéit a la loi de Hook, c'est a dire une réponse en phase avec sa
sollicitation. Cependant, la plupart des matériaux sont anélastiques et répondent & une
contrainte périodique par une déformation dépendante du temps. Pour une contrainte
appliquée périodiquement & un matériau, les relations concernant contrainte et déformation
sont données par:

o = oo exp(int) et € = go exp[i(wt - 8)],
ou w = 2af est la fréquence angulaire, ¢ le temps et & représente 1'angle de perte, c'est 4 dire le

déphasage entre contrainte et déformation (¢ sur la figure 11.1).

[0 7 VORI,

o)
m

Figure I1.1: Dépendance du temps de la contrainte et de la déformation sous
sollicitation cyclique.
Figure I1.1: Time dependence of stress and strain under cyclic loading.

Le module d'Young est donc complexe et est défini par:
E*(0) = o / £ = [E|(®) exp[id(w)] = E'(w) + iE"(w),
ou E'(w) et E"(w) sont les parties réelle et imaginaire de E*(w). Cette relation nous donne
rapidement;
Ef=E?+E"ettan5=E"/E,
ou E' et E" sont respectivement baptisés module de stockage et module de perte. Ils sont reliés
a l'énergie emmagasinée W et I'énergie dissipée AW pendant un cycle, par les relations

suivantes:
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ot=n/2
W= che =5E'e} et AW= j;cds =nE"¢g}

wt=0

On définit alors la capacité d'amortissement qui est directement tan  (également noté Q™):

1 AW
-1
= 6 - T —
Q  =tand =25
., ) L. AW
ou la capacité d'amortissement spécifique: Y= W =2ntand

I1.1.2. Principaux mécanismes liés a I'amortissement

Dans les matériaux cristallins, la capacité d'amortissement est attribuée a plusieurs
mécanismes: l'amortissement thermoélastique, magnétique, visqueux et l'amortissement lié
aux défauts [1-3]. Les trois premiers mécanismes concernent plutdt la réponse en volume du
matériau. L'amortissement li¢ aux défauts est par contre une propriété intrinséque du matériau
et représente le frottement intérieur issu des mouvements atomiques dans les régions
contenant des défauts. Parmi ces quatre sources d'amortissement, I'amortissement 1ié¢ aux
défauts représente en général la principale source d'amortissement pour un matériau cristallin
sollicité dynamiquement.

Tous les défauts mobiles sont donc susceptibles d'étre une source de dissipation
d'énergie par leur mouvement intrinséque lors d'une sollicitation cyclique. Dans les métaux et
les alliages, il est possible de rencontrer des défauts ponctuels comme des lacunes, des
défauts linéaires comme les dislocations, des défauts surfaciques comme les joints de grain
ou les interfaces et des défauts volumiques. Les dislocations contribuent a l'amortissement par
le frottement intérieur existant entre la ligne de dislocation et son voisinage [4,5], les joints de
grain par leur glissement généralement activé thermiquement [1,2], les interfaces par la
mobilité existant entre les microstructures cohérentes ou incohérentes [6]. Il est toutefois
reconnu que les défauts surfaciques apportent une contribution a l'amortissement supérieure a

celle des autres défauts.

D'autres mécanismes peuvent étre cités, ils sont associés a la présence de seconde
phase en volume du métal ou de [lalliage. Celle-ci introduit des modifications
microstructurales, comme des interfaces et des dislocations, qui modifie le comportement
amortissant du matériau. Les secondes phases sont induites soit par précipitation, soit par

transformation de phase ou directement additionnées lors de I'élaboration, comme dans les
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composites a matrice métallique, qui représente l'exemple le plus étudié depuis une dizaine

d'années [3,6,7]. Les secondes phases influencent la capacité d'amortissement par quatre

mécanismes possibles:

— les interfaces entre la matrice et les secondes phases dissipent de 1'énergie par un
mouvement réversible sous sollicitation cyclique.

— la densité de dislocations accrue par la présence des secondes phases augmente les sources
de dissipation d'énergie [8-12].

— l'interaction entre les précipités et ces dislocations provoque également un gain de capacité
d'amortissement [13-15].

— les secondes phases peuvent également avoir une capacité d'amortissement intrins€que
différente et surtout supérieure a celle de la matrice, comme dans les fontes grises & haute
capacité¢ d'amortissement [3,16], si bien que le comportement général du matériau est
décrit par une loi de mélange faisant intervenir les capacité d'amortissement et fraction

volumique de chaque phase et des interfaces.

I1.1.3. Matériaux a haute Capacité d’Amortissement

De nombreux matériaux comme les caoutchoucs, les polymeres ou les plastiques sont
connus pour leur propriété amortissante. Cependant, dans des applications ou de bonnes
caractéristiques mécaniques sont également nécessaires, seuls des métaux ou des alliages a
haute capacité d'amortissement ne peuvent étre utilisés.

C'est pourquoi de nombreuses recherches dans ce domaine ont amené a établir des
cartographies présentant a la fois une caractéristique mécanique et la capacité
d'amortissement de toutes les grandes familles de matériaux. La figure I1.2 est un exemple de
ce type de cartographie qui donne le module d'Young et la capacité d'amortissement a 30°C,

exprimée par le coefficient de perte 1, égal a tan 3.

Un métal ou un alliage est considéré comme ayant une haute capacité d'amortissement

losque celle-ci est supérieure a 102 (Q!' =tan § > 10%). L'anglais définit d'ailleurs ces métaux

comme "HIDAMETS" (High Damping Metals). Dans cette catégorie d'alliages, dont le
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module d'Young reste supérieur a 100 GPa, il est possible d'y trouver les alliages Mn-Cu,

connus pour leur utilisation dans les submersibles, ou les fontes.
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Figure I1.2: Cartographie rigidité / amortissement établie a basse fréquence et & température ambiante.
Figure I1.2: Stiffness / damping map at low frequency and room temperature.

D'autres classifications ont donc été établies, ne concernant que les métaux et alliages,
comme celle présentée figure I11.3, qui propose la capacité d'amortissement spécifique ¥ a

température ambiante et basse fréquence. Celle-ci a d'ailleurs été¢ complétée par les alliages a

mémoire de forme Ni-Ti et Cu-Zn-Al.
Ces données aident donc a évaluer la capacité d'amortissement d'un métal donné, par
exemple d'un acier ferritique bas carbone généralement utilisé sur les chassis automobiles

(Q'=12.107 ou ¥ = 1,2% a température ambiante). Une bréve analyse permet donc de le
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classer comme matériau a faible capacité d'amortissement. Cependant, le traitement de
galvanisation risque certainement d'améliorer cette valeur, puisque plusieurs interfaces vont
agir comme source de dissipation énergétique, non seulement entre acier et revétement mais

également entre les différentes couches d'intermétalliques constituant le revétement.

Table 1. Comparison of damping capacity of a variety of metals
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Figure I1.3: Comparaison de la capacité d'amortissement spécifique
de différents métaux a basse fréquence (¥ = 21 Q”, en %).

Figure 1I.3: Comparison of the specific damping capacity between
frequency (¥=2xQ", in %).
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I1.2. PROCEDURE EXPERIMENTALE

I1.2.1. Matériau: acier plat galvanisé au trempé a 450°C

L'acier utilisé est un acier bas carbone pour téle d'emboutissage. Sa teneur massique
en carbone est de I'ordre de 0,02% C.

MATRA Automobile utilise le procédé de galvanisation Technigalva: Zn -0.06%Ni,
0,3%Pb, 0,003 < %Al < 0,005 (% en masse). Ce procédé est analogue au procédé Polygalva
utilisé pour les travaux exposés dans le premier chapitre. Il permet simplement d'obtenir une
interface plus réguliere entre le composé intermétallique & et le zinc liquide solidifié [17]. Les
galvanisations ont donc €été réalisées avec ce procédé dans un creuset de grande capacité par
rapport 4 la taille des échantillons.

Procédé¢ de galvanisation:

Une préparation de l'état de surface des échantillons est tout d'abord nécessaire afin
d'améliorer les conditions de dépot du revétemerit. Celle-ci comprend quatre étapes:

- le décapage: les échantillons sont immergés pendant 10 minutes dans une solution
d'acide chlorhydrique a 50% contenant un inhibiteur de corrosion, I'néxaméthylénetétramine.

- le ringage a I'eau et le séchage.

- le fluxage: les échantillons sont immergés pendant 5 minutes dans une solution de
chlorure de zinc et de chlorure d'ammonium, afin de protéger 1'état de surface de l'oxydation
avant le traitement par le zinc. De plus le fluxage favorise l'attaque de l'acier par le zinc lors
des premiers instants a I'immersion.

Apres cette préparation, les échantillons sont galvanisés 50 secondes a 450°C, puis
refroidis a l'air. Ce temps correspond au temps d'immersionde la partie basse des chassis au
fond de la cuve chez MATRA Automobile.

Revétement obtenu:

La morphologie des revétements est observée en microscopie électronique a balayage
aprés découpe et attaque métallographique. Les composés intermétalliques peuvent &tre
également analysés grice a une microanalyse E.D.S. (Energy Dispersion Spectroscopy)

couplée au microscope a balayage.
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Le revétement est constitué des différentes phases intermétalliques du systeme Fe-Zn-
Ni a 450°C: T, 8, £ (figure 4). Pour ce temps de galvanisation, la couche I' est & peine
perceptible, la couche 8 de I'ordre du micron recouverte par les cristaux de £ et par la phase 7

riche en zinc résultant de la solidification du liquide.

Figure IT1.4: Acier classique galvanisé 50 s a 450°C.
Procédé Technigalva Zn-0,06%N:i.

Figure I11.4: Galvanized steel after 50 s at 450°C.
Technigalva process Zn-0,06 wt%Ni.

I1.2.2. Techniques expérimentales de mesure de la capacité d'amortissement

Deux techniques ont été utilisées pour mesurer la capacité d'amortissement. un

pendule de torsion et un viscoanalyseur METRAVIB en flexion 3 points.

Pendule de torsion;

Cette technique, schématisée figure 1.5, permet d'appliquer a un échantillon fin
(souvent en forme de fil) un mouvement de torsion et de mesurer le décrément logarithmique
et par conséquent la capacité d'amortissement (tan 8 ou Q™). Les amplitudes de déformation
appliquées a I'échantillon sont comprises entre 10” et 10~ et une enceinte thermique permet
d'étudier l'influence de la température.

Cependant, le domaine de fréquence concerne les tres basses fréquences et les
experiences sont généralement menées a une fréquence de l'ordre du hertz. Des versions plus
récentes permettent de travailler en régime harmonique forcé, hors résonance, comme le
Spectrometre Mécanique Dynamique METRAVIB, qui ne sera cependant pas utilisé au cours

de cette étude.
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Figure I1.5: Schéma d'un pendule de torsion.
Figure I1.5: Schematic diagram showing a torsion pendulum.

Viscoanalyseur METRAVIB:

Le viscoanalyseur est un analyseur mécanique dynamique qui mesure en régime forcé
et hors résonance les propriétés viscoélastiques du matériau: module d'Young et capacité
d'amortissement. Six modes de sollicitation peuvent étre utilisés selon le type de matériau:
traction-compression, cisaillement plan, flexion libre ou encastrée et cisaillement annulaire
(Annexe 1). La gamme de fréquence s'étend de quelques Hz & 500 Hz et une enceinte
thermique permet de couvrir une gamme de température variant de -150°C a 400°C. Cette
technique polyvalente a été utilisée en flexion 3 points libre en raison de la grande rigidité
caractérisant un métal et est illustrée dans l'annexe 1. Afin d'assurer un contact permanent
entre l'excitateur dynamique et l'échantillon, un déplacement statique est exercé sur

l'échantillon autour duquel est imposé le déplacement dynamique (Figure I1.6).

Tension

T Top surface

' 0 3
Force Static
Force
A
Compression U

Figure I1.6; Description et principe du test de Flexion 3 points (distribution de contrainte
non uniforme).
Figure I1.6: Scheme and explanation of the3 points bending test
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Son principe est basé sur le modéle rhéologique de Kelvin-Voigt, composé d'un

ressort K(o) et d'un amortisseur C(o) en paralléle, o étant la fréquence angulaire.

k (@) ’ C (w)

Figure I1.7: Modéle rhéologique de Kelvin-
Voigt.
Figure IL.7: Rhéological model of Kelvin-
Voigt.

L'équation théorique représentant le comportement du matériau modélisé sur la figure
ci-dessus peut s'écrire. K*(w) =K(o)[1 +1 o C(o)/K(w)],
ou en introduisant l'angle de perte &, correspondant au déphasage entre contrainte et
déformation: K*(0)=K(w®)[1 +1itand(w)]=F/x

L'appareil calcule I'angle de perte & et le module de raideur |F/x|, F étant asservie et
mesurée par un anneau de force et x par un capteur de déplacement ou d'accélération. Il est
alors possible de calculer la capacité d'amortissement tan 8, dont la précision est de l'ordre de
2.10°, pour ce type de sollicitation.

En résumé, ces techniques de mesure vont permettre de satisfaire au cahier des

charges, concernant les domaines de fréquence et de température a étudier.

I1.2.3. Parameétres relatifs au cadre industriel de I'étude

L'épaisseur des échantillons testés en flexion est nécessairement un paramétre de
I'étude, puisque la capacité d'amortissement peut varier en fonction de I'épaisseur. Les toles
d'acier utilisées par MATRA Automobiles sont de l'ordre de 0,8 mm et donc I'épaisseur des
échantillons de flexion sera comprise entre cette valeur et 1 mm afin d'avoir une rigidité

suffisante.
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Concernant les modes de sollicitation (torsion ou flexion 3 points), la distribution de
contrainte et donc de déformation n'est pas uniforme; on parle d'amplitude de déformation en
considérant en fait la déformation maximale a la surface de I'échantillon. Le type de vibration
mécanique considéré implique des amplitudes de déformation assez basses, généralement
comprises entre 10” et 2.10™ (0,02%). De plus, la capacité d'amortissement est généralement
mesurée pour une amplitude de déformation correspondant & une contrainte inférieure a 10%
de la limite d'¢lasticité du matériau considére.

Pour une amplitude de déformation de l'ordre de 10, selon les matériaux, une
augmentation brutale de capacité d'amortissement est souvent observée et correspond au
désencrage des dislocations ou & l'effet Barkhausen pour les matériaux magnétiques
correspondant au saut des parois des domaines de Weiss [18]. Il sera donc judicieux de
déterminer ce seuil de déformation en torsion et de rester sous cette amplitude de déformation

maximale critique pour les tests de flexion.

Le déphasage entre contrainte et déformation a lorigine de la capacité
d'amortissement dépend de la fréquence de la sollicitation. La plage de fréquences a
considérer va correspondre aux types de vibrations mécaniques qui sollicitent le chassis d'un
véhicule, c'est a dire le domaine des fréquences sonores. Les principales vibrations
proviennent de la liaison au sol (basses fréquences) et surtout du bloc moteur. Si l'on
consideére une vitesse de rotation comprise entre 100 et 7000 t/mn, la gamme de fréquence a

étudier sera donc de quelques Hz a une centaine de Hz.

La température de sollicitation des structures automobiles représente également un
parametre important, elle figure d'ailleurs au cahier des charges du constructeur automobile.
Sa limite inférieure se situe a -30°C et, comme il n'est pas rare d'enregistrer des températures
proches de 100°C sous le capot d'un véhicule, la plage de température s'étendra de -30°C a
+100°C. 1l faut souligner également que la dissipation d'énergie des matériaux dépend
fortement de la température qui conditionne la mobilité des défauts.

Du point de vue industriel, il faudra donc éviter des matériaux présentant des pics de

frottement interne sur la gamme de température considérée.
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I1.3. CAPACITE D’ AMORTISSEMENT DE L’ACIER "CLASSIQUE" GALVANISE

I1.3.1. Influence de amplitude de déformation et de la température en torsion

Les essais ont été réalisés sur un pendule de torsion a I'Institut de Physique du Métal
de Kiev (par le Professeur V.G. Gavriljuk) avec un fil d'acier bas carbone de diamétre 0,5 mm
galvanisé 50 secondes & 450°C par le procédé Technigalva Zn-0,06%Ni. La fréquence d'étude
est de l'ordre du Hertz et la capacité d'amortissement est représentée sur la figure 1.8 ci-
dessous par le coefficient de frottement interne Q. Cette figure présente & température
ambiante I'influence de 'amplitude de déformation sur deux décades, entre 2.10° et 8.10™
(échelle logarithmique). L'augmentation brutale décrite au paragraphe (I1.2.3.) se situe vers
3.10" et est précédée dun palier & Q' = 6.10°. La premiére décade en amplitude de
déformation voit une légére augmentation de la capacité d'amortissement de 2.107 4 6.107,

jusqu'au palier.

0,020
Ampl. dopend. at RT
Magn. fiold 0.05T
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Figure I1.8: Influence de I'amplitude de déformation 4 température ambiante sur la capacité

d'amortissement d'un fil de fer galvanisé (Procédé Technigalva) - f=1 Hz.
Figure I1.8: Influence of the strain amplitude on the damping capacity in a galvanized steel

wire at room temperature (Technigalva process) - f = 1 Hz.
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L'influence de la température a également été étudiée pour trois amplitudes de
déformation différentes, de la température ambiante jusque 200°C (Figure IL1.9). Seule la
courbe concernant une amplitude de déformation élevée montre une nette augmentation de
Q", confirmant un phénoméne thermiquement activé, comme le désancrage et le mouvement
des dislocations cités précédemment. En effet, les autres courbes concernant des amplitudes
de déformations inférieures & 3.10™, ne montrent que de trés faibles variations de la capacité

d'amortissement en fonction de la température entre 20°C et 100°C.
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Figure I1.9: Influence de la température sur la capacité d'amortissement d'un fil d'acier
galvanisé 50 s par le procédé Technigalva pour différentes amplitudes de déformation.

Figure I1.9: Influence of the temperature on the damping capacity of a galvanized steel wire
Jor different strain amplitudes (Technigalva process).

I1.3.2. Influence des paramétres fréquence et température en flexion 3 points

Etant donné la taille des échantillons plus massive, les tests de flexion 3 points ont
permis d'utiliser un échantillon de tole (acier "classique” employ€ par Matra Automobile),
galvanisé 50 secondes par le procédé Technigalva Zn-0,06%Ni. La figure 1I.10 présente la
capacité d'amortissement sur la gamme de température considérée pour trois fréquences

discrétes. A basse fréquence, celle-ci est proche de 107 & -30°C et décroit progressivement
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jusque 20°C, pour se stabiliser autour de 6,5.10” jusque 100°C. Le méme comportement en
fonction de la température est d'ailleurs observe pour les fréquences plus élevées.
Une analyse plus fine des courbes a température constante semble indiquer une

augmentation logarithmique de la capacité d'amortissement en fonction de la fréquence.
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Figure I1.10: Influence de la température et de la fréquence sur la capacité d'amortissement
de l'acier classique galvanisé 50 s par le procédé Technigalva Zn-0,06%Ni.

Figure I1.10: Influence of temperature and frequency on the damping capacity of a
galvanized steel (Technigalva process).

I1.3.3. Interprétation

D'une part, les résultats obtenus en torsion sont compatibles avec ceux obtenus en
flexion a basse fréquence. En effet il est possible de comparer les valeurs de capacité
d'amortissement a basse fréquence et pour une amplitude de déformation en torsion
correspondant au palier de Q'(¢) de la figure I1.8. Ces valeurs sont pratiquement identiques,
ce qui valide le choix de la force ou du déplacement a imposer en flexion pour obtenir une

déformation maximale en surface de l'ordre de 4.107 (calcul de résistance des matériaux
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appliqué a une poutre en flexion libre). Cette déformation correspond d'ailleurs a une
contrainte de 7 MPa, si I'on considére un module d'Young de 210 GPa, caractéristique d'un
acier bas carbone.

D'autre part, étant donné la capacité d'amortissement de l'acier ferritique bas carbone a
température ambiante et basse fréquence (Q' =2.107), le gain obtenu grice au traitement de
galvanisation peut étre facilement calculé dans ces conditions et caractérisé par un facteur 3.
Le traitement de galvanisation multiplie donc par 3 la capacité d'amortissement de 'acier. La
cartographie des alliages et aciers présentant la capacité d'amortissement spécifique ¥
(Annexe 3) peut étre également complétée par P(acier bas C galvanisé) = 3,5%.

Un dernier commentaire des résultats de flexion 3 points peut concerner les valeurs
obtenues pour une fréquence de 100 Hz qui situent l'acier galvanisé au bas de I'échelle des
matériaux a haute capacité d'amortissement (¥ = 10%). Cette fréquence est représentative des
vibrations mécaniques d'un moteur & haut régime et il est donc intéressant de constater une

augmentation de la capacité d'amortissement avec la fréquence.
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11.4. MODELISATION

Bien que l'intérét majeur de cette €tude soit le comportement de l'acier galvanisé, les
mesures précédentes peuvent s'interpréter avec une approche différente. En effet, si le
revétement apporte un gain de capacité d'amortissement a l'ensemble du matériau, il est
intéressant d'évaluer sa propre capacité d'amortissement. Cette démarche s'inscrit dans 1'étude
des propriétés des matériaux utilisés en fine couche, pour lesquels il est souvent impossible
de leur faire subir un essai mécanique €tant donné leur faible épaisseur. C'est le cas pour la

mesure de la capacité d'amortissement en flexion.

I1.4.1. Modéle linéaire de Berry

Afin de s'affranchir de la faible épaisseur du revétement a considérer, un substrat de
faible capacité d'amortissement connue est utilisé comme support. Il est recouvert du film
mince dont on veut connaitre la capacité d'amortissement intrinseque. Ce genre d'étude
nécessite de modéliser le comportement du matériau revétu afin d'accéder a la capacité
d'amortissement du revétement a partir de celles du substrat, qui est connue et du substrat
revétu, qui est mesurée. Un modele linéaire a été proposé notamment par Berry [19] et repris
ou légerement modifié par d'autres auteurs [20]. Il est basé sur le calcul de la perte d'énergie
par cycle (AW/W), qui peut étre facilement reliée a la capacité d'amortissement totale,

exprimée par le coefficient de frottement interne Q¢

(1)

Figure 11: Coupe d'un échantillon parallélépipédique revétu utilisé en flexion.
Figure 11: Transversal section of a 3points bending sample.
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avec les indices r et s relatifs aux substrat et au revétement, l'indice ¢ a l'ensemble. Si l'on
consideére le schéma ci-dessus d'un substrat d'épaisseur 2d; revétu de part et d'autre par un film
d'épaisseur d, << d, (Figure I1.11), il est alors possible de négliger W, devant W, donc:

W, + W, # W,

et I'équation (1) précédente devient:

2V s) -1 _ -t __er_ -1 0
+ ou QU =Q/ +3" Q 2

s S

ou Q7 et Q', sont respectivement les capacités d'amortissement du substrat et du revétement,

et Wy, les énergies emmagasinées du substrat ou du revétement.
_ _ _ 2
W, = Ics dv = _“aEr,ss dv = fEr,s g” dv,

ou E sont les modules d"Young du substrat ou du revétement.

Etant donné la distribution de la déformation en flexion, le rapport des énergies

devient:

dr T r r
Or d—<<1 donc W —3E

s s $Ts

et I'équation (2) devient:

ESdS Erdr
Esds

_ — Erdr - — :l_(zs-l
craaliie < ol
3

Cette équation a été reprise par Wuttig et al. [20], qui proposent une modification du
modele afin d'intégrer le degré d'adhérence du revétement par rapport au substrat. Un manque
d'adhésion du revétement crée en effet une modification du champ de déformation en flexion

avec une réduction de l'amplitude de déformation dans le revétement. D'out un nouveau
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parameétre est considéré variant entre 0, indiquant une adhérence nulle, et 1 pour le cas d'une

adhérence parfaite, dont le carré multiplie le terme relatif au revétement.

E.d

Qt—l ___Q;] +3,Y2 (Erdr\) Qr-l

Cependant, cette variante du modele de Berry ne concerne pas le cas d'un acier
galvanis¢ étant donné l'adhésion élevée qui caractérise ce genre de revétement issu d'une

réaction de diffusion entre deux métaux.

I1.4.2. Evaluation de la capacité d’amortissement intrinséque du revétement

Les données expérimentales nécessaires au calcul de Q' sont donc les capacités
d'amortissement de l'acier et de l'acier galvanisé, les €paisseurs et les modules d'Young du
substrat et du revétement.

Etant donnée la répartition en épaisseur des phases du revétement (30% et 70%
respectivement pour 1 et £), le module d'Young du revétement (E;) est obtenu par une loi des
mélanges faisant intervenir les modules du zinc pur (E,) et du composé intermétallique §
(Er), obtenu par interpolation linéaire en fonction de sa composition entre ceux du fer et du
zinc [21]:

1 1 1
-I—E-—=O,3 = +O’7Eg

r n

ouE, =110 GPaetE; = 114,8 GPa

Il ne reste qu'a lister ci-dessous les données expérimentales nécessaires au calcul et
deffectuer celui-ci.

Q'=6,5.10"

Q'=2. 10° pour une basse fréquence (f = 5 Hz)

E, =113 GPa, d, = 0,05 mm

E, =210 GPa, d, = 0,4 mm
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Pour une fréquence de 5 Hz et une amplitude de déformation de 4.107, équivalente a
une contrainte inférieure a 10% de la limite d'‘élasticité, le calcul de la capacité
d'amortissement intrinséque du revétement de galvanisation donne:

1.=25102 ou V¥Y=0.16=16%

D'une part, ce résultat est compatible avec I'équation établie grice au modéle de Berry,
puisque l'augmentation de capacité d'amortissement observée pour l'acier galvanisé est

suffisamment supérieure & celle de l'acier seul.

D'autre part, cette évaluation qualifie le revétement de galvanisation de matériau a
haute capacité d'amortissement, et permet de la comparer avec la capacité d'amortissement
des alliages de zinc, présents dans la cartographie rigidité/amortissement (Annexe 2). Ceux-ci
se situent dans une zone intermédiaire avec une capacité d'amortissement au plus égale a
8.10° pour tan & (¥ = 5%). Cette modélisation place donc le revétement de galvanisation,
composé des intermétalliques Fe-Zn, bien plus haut dans la classification. Ceci n'est pas
surprenant étant donné la morphologie du revétement, qui donne lieu a de muitiples sources

de dissipation d'énergie.

I1.4.3. Origine des sources de dissipation d'énergie au sein du revétement

Le revétement de galvanisation comporte, outre l'interface substrat-revétement, trois
autres interfaces entre les composés intermétalliques I, 8, { et la couche de zinc liquide
solidifi¢. C'est donc un matériau multicouche, dont les interfaces entre les différentes phases
sont incohérentes, étant donné la différence de structure cristallographique existant entre les
intermétalliques Fe-Zn. Ces interfaces constituent donc elles-méme une premiere source de
dissipation d'énergie sous sollicitation cyclique, mais vont €tre également le siege d'autres
phénoménes susceptibles d'augmenter la capacité d'amortissement intrinséque du revétement
de galvanisation.

En effet, il a ét¢ vu au chapitre précédent,que lors du refroidissement a la sortie du
bain de galvanisation, des contraintes résiduelles dues a la différence d'un facteur 2 entre les

coefficients de dilatation de l'acier et des différents composés intermétalliques peuvent se
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développer [22] et provoquer des microfissures de préférence dans la phase la plus fragile 3,
ou générer de nombreuses dislocations proches des interfaces entre composés. Ces défauts,
microfissures ou structures de dislocations interférent également avec la propagation
homogéne de la déformation, augmentant ainst le retard entre contrainte appliquée et
déformation résultante, c'est a dire la capacité d'amortissement. La contribution de ces défauts

est bien entendu proportionnelle a leur densité au sein du revétement.

En outre, les dislocations contribuent & l'amortissement par interaction avec leur
environnement: les interfaces incohérentes entre différents composés mais également les
interfaces cohérentes. La morphologie texturée et l'anisotropie des cristaux de la phase &,
constituée de cristaux accolés entre eux, proposent en effet de multiples interfaces

cohérentes, qui peuvent glisser d'une maniére identique au glissement des joints de grain.
q

L'analyse des hétérogénéités structurales et mécaniques des composés intermétalliques
qui forment le revétement de galvanisation montre la multitude des sources de dissipation
d'énergie qu'il comporte, expliquant ainsi la valeur élevée de sa capacité d'amortissement
intrinséque qui a été évaluée par le modéle de Berry appliqué au matériau revétu "acier

galvanisé".
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CONCLUSIONS

Le traitement de galvanisation, au dela de son role de protection contre la corrosion,
améne un net gain de capacité d'amortissement a 'acier, caractérisé par un facteur 3, mais ne
suffit pas pour considérer l'acier galvanis¢é comme un matériau & haute capacité
d'amortissement. Méme a une fréquence plus élevée (100 Hz), sa capacité d'amortisement se
situe a la limite des matériaux a haute capacité d'amortissement (Q = 1,2. 107 ou W =17,5% a
température ambiante).

Le modéle linéaire de Berry, appliqué & l'acier galvanisé, a permis d'évaluer la
capacité d'amortissement spécifique intrinseque du revétement de galvanisation: ¥ = 16% (a
température ambiante et basse fréquence). Cette valeur le situe, dans la cartographie de
l'annexe 2, bien au-dessus des alliages de zinc avec un comportement amortissant trois fois
sup€rieur.

Ce résultat n'est pas surprenant étant donné la morphologie et les hétérogénéités
structurales et mécaniques du revétement de galvanisation, qui donnent lieu a de multiples

sources de dissipation d'énergie.

Puisque le revétement est déja qualifié d'un bon comportement amortissant, une
optimisation du matériau "acier galvanis€" va se traduire par l'étude de substrats a fort
amortissement, c'est 4 dire des aciers ou alliages a haute capacité d'amortissement,

compatibles aux conditions industrielles de 'étude.
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CHAPITRE III

OPTIMISATION DU MATERIAU "ACIER GALVANISE"
PARL'ETUDE DE SUBSTRATS FER-MANGANESE
A HAUTE CAPACITE D'AMORTISSEMENT
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INTRODUCTION

Les matériaux a haute capacité d'amortissement sont intéressants lorsqu'ils allient a
I'amortissement de bonnes caractéristiques mécaniques. Ils peuvent ainsi se substituer aux
métaux et alliages usuels et l'utilisation de leur capacité intrinséque & amortir les vibrations
mécaniques permet d'éliminer les matériaux amortissants et insonorisants classiques tel que
les caoutchoucs. Une telle démarche aboutit & un gain de masse, qui est actuellement le

principal soucis de l'industrie automobile.

L'étude du systéme Fer-Manganése a connu un regain d'intérét aprés la découverte
d'alliages Fe-Mn a forte teneur en Manganese montrant un effet mémoire de forme. Cet effet
est gouverné par une transformation martensitique entre la phase austénitique stable & haute
température et une phase métastable de structure hexagonale compacte, la martensite €. Sa
structure, ses conditions d'existence, son influence sur les caractéristiques mécaniques
d'alliages Fe-Mn ont fait I'objet de nombreux travaux, cependant ce n'est que trés récemment
que la capacité d'amortissement a été étudice. 1l a été suggéré que l'effet mémoire de forme et
la capacité d'amortissement élevée de tels alliages soient attribués tout deux a la présence
d'une seconde phase avec des interfaces mobiles.

L'intérét croissant de I'étude des alliages du systéme Fe-Mn indique 1'énorme potentiel
de tels alliages confirmant donc la pertinence des orientations de ce projet consistant a étudier
I'implantation d'aciers 4 haute capacité d'amortissement dans le secteur automobile. En outre,
ces alliages risquent de posséder des caractéristiques mécaniques plus élevées que l'acier
ferritique LF. étudié dans le premier chapitre en raison de la martensite qu'ils contiennent.
Clest pourquoi l'accent est porté sur I'étude de la propriété dynamique qu'est la capacité

d'amortissement.
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III.1. CONSTITUANTS DU SYSTEME BINAIRE FER-MANGANESE

IIL.1.1. Influence de la teneur en Manganése sur la microstructure des alliages Fe-Mn

La teneur en manganese (exprimée en % massique) influe grandement sur les
domaines de stabilité de la phase austénitique apres trempe (Figure III.1). Tandis que jusque
10%Mn il soit possible d'obtenir une martensite o' typique, en lattes, une teneur en Mn
supérieure fait apparaitre une phase métastable: la martensite € de structure hexagonale
compacte, formée par superposition de fautes d'empilement. A partir d'une teneur supérieure a
10% en Mn et inférieure 4 0,5% de carbone, il est impossible d'éviter la formation de cette
martensite aprés trempe et c'est au voisinage de 16% de Mn, teneur pour laquelle I'énergie de
faute d'empilement est minimale (Figure II1.2), que le pourcentage de martensite € est le plus

élevé dans les alliages Fe-Mn [1, 2].

%M, 1 1 1 1 30 .
24 - E 254 26
g —
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A 20 ,_E,
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A \ Lo <
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12 - [e) . { ! { { | i I { 20
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T m % Mn
8 - Figure II1.2: Energie de faute d'empilement (y) et
1 différence d'énergie de formation (AG,,.) en fonction
] T+a, de la teneur en Mn [2].
+ - - Figure II1.2: Stacking fault energy (y) and free energy
A A difference (4G, ;) versus Mn content [2].
T [ T T
0.2 04 06 08  %C.

Figure III.1: Domaines de stabilité de la phase
austénitique aprés trempe a température ambiante [1].
Figure II1.1: Stability domains of the austenitic phase
after room temperature quenching [1].
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Les grains austénitiques primaires sont divisés par des plaquettes de martensite €, dont

le plan d'habitat est {111}, . La relation d'orientation entre y et € est:

(111), ] (0001), et [112], | [1T00], ou [1T0], | [1120], (3]

La figure I1I.3 représente la microstructure d'un alliage Fe-19%Mn, ou de nombreuses

plaquettes géométriques peuvent étre observées.

AL
295 nital

Thin-foil specimen 27,500 X

Figure IIL3: Micrographie optique d'un alliage Micrographie électronique en transmission d'un

biphasé (y + &) Fe-19%Mn [4] alliage biphasé (v + €) Fe-15%Mn [4]
Figure 11.3: Optical micrograph in a (y + ¢ Fe- Thin foil electron micrograph in a (y + ¢ Fe-
19%Mn alloy [4] 15%Mn alloy [4]

II1.1.2. Influence de la teneur en Manganése sur la transformation martensitique

Le Manganese a donc pour effet de privilégier la transformation y = € pour une teneur

supérieure a 15% (AG

1»c Mminimale vers 16% de Mn), mais abaisse ¢galement les

températures de transformation martensitique de l'austénite (Figure II1.4 [5]). L'influence du
Mn sur les températures de début (s) et de fin (f) de transformation martensitique My > o')
et M, (v = €), et sur les températures de transformation inverse ont fait l'objet de nombreuses
études, qui sont dailleurs résumées dans plusieurs travaux. [3, 5, 6]. Ces températures sont
souvent corrélées aux températures de transformation magnétiques, €tant donné les relations

étroites entre les propriétés magnétiques et les propriétés des transformations martensitiques
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des alliages a base de fer. Pour les alliages Fe-Mn, la martensite o' sera bien entendu

ferromagnétique sous la température de Curie notée T(a), tandis que les phases y et € seront

antiferromagnétiques sous leurs températures de Néel respectives, notées T(y) et T(e).
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Figure II1.4: Températures de transformation martensitique et températures de
transformation magnétique des alliages Fe-Mn [6].

Figure Ill.4: Martensitic transformation temperatures and magnetic transformation
temperatures of Fe-Mn alloys [6].

Le graphe indique également I'importance de I'homogénéité de l'alliage Fe-Mn qui

contiendrait une teneur voisine de 16% en Mn (% atomique ~ % massique). En effet, de

légeres fluctuations de composition chimique peuvent entrainer la présence de martensite o' &

la trempe, étant donné le caractére transitoire de la région 10 < xy, < 15 at%.

Pour une teneur supérieure a 15% de Mn, la figure IIL.5 résume également différentes

mesures des températures de transformation y = € et € = v, associées a la température de

Neéel de l'austénite, en fonction de la teneur en Mn de l'alliage [3]. La température M(y = €)

d'un alliage contenant 16 ou 17% de Mn, se situe aux environs de 150°C, tandis que Tn(y) est

proche de la température ambiante (30 4 35°C).
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Figure IIL.5: Effet de la teneur en Mn sur les températures de
transformation, My(y = €) et Acr(e = ¥) et sur la température de
Néel Tn(y) [31

Figure III.5: Effect of Mn content on transformation
temperatures, My 2 g) et A;r(¢ > y) and Néel temperature
Tn(n [3].

alliages Fe-Mn

créant des obstacles a la déformation plastique.

84

I11.1.3. Influence de la teneur en Manganeése sur les caractéristiques mécaniques des

Les propriétés mécaniques des alliages biphasés Fe-Mn (y + €) a forte teneur en Mn
(% en masse > 15%Mn) ont fait l'objet de diverses études, car ces alliages subissent le
phénomeéne de TRansformation Induite par Plasticité (TRIP). Généralement, ce phénomene

augmente la résistance a la rupture et la ductilité par la transformation martensitique y > &,

Cependant, Tomota et al. [3] ont montré que pour les alliages contenant entre 16 et

20% de Mn, deux transformations de phase se produisaient durant la déformation plastique:
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y > & et g > o, modifiant ainsi le comportement attendu. C'est surtout pour une teneur
voisine de 16%Mn que l'on observe le plus de martensite o' formée aux intersections des
plaquettes de martensite €. Cette transformation de phase induite par plasticité réduit donc
localement les contraintes internes, ce qui provoque une diminution de la vitesse de
consolidation (do / de) au début de la déformation (Figure II1.6).

Ensuite, I'accumulation de o' crée des obstacles & la déformation plastique, impliquant
une augmentation de la vitesse de consolidation et une courbe de traction peu ordinaire avec

la présence d'un palier pour les premiers pourcents de déformation plastique.
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Figure II1.6: Courbes contrainte-déformation d'alliages Fe-Mn a
température ambiante pour différentes teneurs en Mn [3].

Figure I1.6: Stress-strain curves of Fe-Mn alloys at room
temperature for different Mn contents [3].

Les résultats précédents montrent la grande influence du Mn sur les caractéristiques
mécaniques des alliages Fe-Mn, contenant des teneurs proches de 16%. Certes le phénomeéne
de TRIP n'apporte pas de hautes caractéristiques mécaniques, mais celles-ci correspondent
aux caractéristiques mécaniques d'une catégorie de tbles pour emboutissage, comprenant

notamment les aciers "dual phase" (Figure 1I1.7).
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Figure II1.7: Caractéristiques comparées des grandes familles
de téles minces pour emboutissage [7]

I1IL.1.4. Influence de la Martensite € sur 1a Capacité d’Amortissement

La martensite € est connue pour ses propriétés anélastiques, pouvant entrainer sous
certaines conditions une haute capacité d'amortissement. Ce phénomeéne est similaire aux
propriétés amortissantes de la phase 8 des alliages de cuivre, comme dans les alliages Cu-Al-
Mn ou Cu-Zn, qui subissent une transformation martensitique thermoélastique [8]. Ce
comportement est dii & la mobilité des joints de phase entre la martensite et la phase mere
sous sollicitation cyclique. Dans le cas des alliages Fe-Mn, c'est donc le mouvement
réversible des dislocations partielles bordant les fautes d'empilement, dont la martensite € non
thermoélastique est constituée, qui serait source de dissipation énergétique. Ce mécanisme a
dailleurs déja été cité lors d'une étude de frottement intérieur dans le cobalt [9]. Si ce
mécanisme est correct, l'alliage contenant la plus grande quantit¢ de martensite & ou
d'interphases y/e devrait posséder également la capacité d'amortissement la plus élevée; c'est a
dire l'alliage Fe-(16 ou 17)%Mn.

Pourtant, ce n'est que trés récemment que des travaux concernant la capacité
d'amortissement d'alliages Fe-Mn ont été publiés. En effet, des chercheurs coréens [10] ont
établi en 1994 que l'alliage Fe-17%Mn posséde la capacité d'amortissement la plus élevée du

systéme Fe-Mn a température ambiante (Q' = 4.107 ou ¥ = 25%). Des mesures de capacité
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d'amortissement sur un alliage Fe-21%Mn ont également €tabli 'importance de la température
et de la durée du traitement thermique d'homogénéisation donc de la taille de grain [11].

En outre, leurs travaux les plus récents (1996) concernent l'influence de la quantité de
martensite € sur la capacité d'amortissement d'un alliage Fe-17%Mn [12, 13]. Ces travaux
effectués en paralléle & notre étude vont donc étre d'une grande utilité, puisqu'ils permettront
une confrontation des résultats.

Cette étude bibliographique sur les caractéristiques microstructurales, mécaniques et
amortissantes des alliages Fe-Mn met en évidence la grande influence de la teneur en Mn de
l'alliage, dont une valeur de 16 a 17% parait la plus intéressante, qualifiant un tel alliage de

"Matériau 4 haute capacité d'amortissement”.
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I1.2. ETUDE MICROSTRUCTURALE DES ALLIAGES Fe-Mn TESTES

ITL.2.1. Elaboration des alliages Fe-16%Mn et Fe-18%Mn (% en masse)

Etant donné les conclusions précédentes, deux alliages ont été ¢laborés en four a
induction sous atmosphére d'argon, l'un contenant 16%Mn , l'autre 18%Mn (% en masse).
Leurs compositions chimiques précises sont récapitulées dans le tableau de la figure II1.8.
Une faible teneur en carbone a été introduite dans ces alliages afin d'étre plus proche des

conditions industrielles potentielles.

Eléments (% en masse) Fe Mn C S e) N
Fe-16%Mn balance 16,03 0,038 28 ppm | <10 ppm | < 10 ppm
Fe-18%Mn balance | 17418 0,02

Figure II1.8: Analyses chimiques des alliages Fe-Mn étudiés.
Figure II1.8: Chemical analysis of the studied Fe-Mn.alloys

Les lingots ont subi un laminage a chaud et un traitement thermique
d'homogénéisation a 1000°C de 2 heures sous argon, suivi d'une trempe & l'eau. Les
échantillons finaux ont ét¢ découpés puis recuits & 1000°C pendant 2 heures sous argon, afin
d'¢liminer toute trace d'écrouissage.

Les analyses métallographiques ont été¢ réalisées grice a l'attaque électrolytique
suivante; 10% d'acide perchlorique, 80% d'acide acétique, 10% d'eau. Des observations ont
¢€té réalisées en microscopie optique avec ou sans contraste interférentiel, technique tres
adaptée aux matériaux polyphasés. Ces micrographies ont ¢été couplées a des analyses en

diffraction des rayons X, afin d'identifier les phases présentes.

II1.2.2. Métallographie et analyse en diffraction des rayons X de I'alliage Fe-16%Mn

Les micographies optiques de la figure II1.9 révélent les plaquettes de martensite €,

orientées suivant trois directions privilégiées divisant les grains austénitiques primaires de

l'alliage Fe-16%Mn aprés une trempe a l'eau. Cependant, il est possible d'observer dans les
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plages d'austénite résiduelle des zones plus sombres, correspondant a de la martensite o,
observation confirmée par 1'analyse en diffraction des rayons X (Figure II1.10). En outre une
analyse en diffraction des rayons X sur un autre échantillon n'a pas donné le méme résultat
(Figure III.11). Ce diffractogramme indique une disparition des pics de l'austénite, toutefois il
est nécessaire de noter que l'intensité du pic correspondant a la raie la plus intense de la phase
o est certes la plus élevée, mais ne refléte pas une proportion majoritaire de cette phase (effet
de texture, multiplicité), étant donnés les clichés métallographiques réalisés sur cet alliage. Le
commentaire de ces diffractogrammes sera d'ailleurs repris dans la discussion du paragraphe

1I1.2.4., synthese de cette étude métallographique.

Figure I11.9: Micrographies optiques de l'alliage Fe-16%Mn | 10 pm
Figure I11.9: Optical micrographs of the Fe-16%Mn alloy
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Figure II1.10: Diffractogramme RX de l'alliage Fe-16%Mn aprés trempe 4 l'eau.
Figure II1. 10: X ray diffraction pattern of the Fe-16%Mn alloy after water quenching.
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Figure II1.11: Diffractogramme RX de l'alliage Fe-16%Mn apreés trempe & l'eau,
Figure I11.11: X ray diffraction pattern of the Fe-16%Mn alloy after water quenching.

I1.2.3. Métallographie et analyse en diffraction des rayons X de I'alliage Fe-18%Mn

Les micrographies optiques et le diffractogramme RX des figures II1.12 et II1.13
montrent clairement le caractére biphasé de cet alliage contenant 18%Mn. Une analyse de ces
données permet d'évaluer la quantité de martensite €, située aux environs de 75%. Cette
valeur est en accord avec les résultats obtenus dans divers travaux concernant un alliage a
17%Mn et confirme l'importance de la teneur en Mn sur la quantité de martensite € qui est ici
maximale [3, 12]. La technique de microscopie en contraste interférentiel permet d'observer

en relief les plaquettes de martensite € & l'intérieur des grains austénitiques primaires.
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Figure II1.12: Diffractogramme RX de l'alliage Fe-18%Mn aprés trempe & l'eau.
Figure 11I.12: X ray diffraction pattern of the Fe-18%Mn alloy after water quenching.
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Figure I11.13: Micrographie optique de l'alliage Fe-18%Mn (contraste interférentiel)
Figure III.13: Optical micrograph of the Fe-18%Mn alloy

Ces plaquettes de martensite € sont constituées par superposition de fautes
d'empilement, comme le montre la micrographie en microscopie électronique en transmission

de la figure I11.14.

Figure IIl.14: Micrographie en  microscopie
électronique en transmission de l'alliage Fe-18%Mn.
Figure III.14: Transmission electron micrograph of
the Fe-18%Mn.
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HI.2.4. Discussion

Cette étude métallographique des deux alliages de teneur en Mn voisine a permis de
mettre en évidence l'importance des éléments d'alliage sur les transformations martensitiques
dans le systéme Fe-Mn. En effet, la présence de martensite o' dans l'alliage contenant 16%Mn
est contradictoire avec les observations de Tomota et al., qui obtenaient un alliage biphasé
y+€ pour cette teneur en Mn.

Cependant, de récents travaux [13] ont montré que la teneur en carbone d'un alliage
Fe-17%Mn influe sur la fraction volumique de martensite o, phase normalement absente
pour une faible teneur en carbone. Celle-ci présente un pic atteignant 20% pour 0,04% (en
masse) de carbone aux détriments de la phase &, comme le montre la figure I11.15. Or l'alliage
Fe-16%Mn étudié contient justement 0,04% de C, ce qui explique certainement

'impossibilité d'éviter la présence de martensite o' dans cet alliage.

100——
@ Epsilon l Gamma %r Alp!

Figure III.15: Variation de la fraction volumique des
phases v, € et o' en fonction de la teneur en carbone
dans des alliages Fe-17%Mn-x%C [13].

Figure II1.15: Variation in volume fraction of y, € and
o' with carbon content in Fe-17%Mn-x%C alloys [13].
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Une interprétation supplémentaire peut étre évoquée concernant une hétérogénéité du
manganése dans l'alliage, due a l'élaboration. En effet, de 1égeéres fluctuations en Mn, de
l'ordre du pourcent, peuvent entrainer dans les zones moins riches en manganese (teneur en
Mn légérement inférieure & 15%) la présence de la phase martensitique o' conformément aux

travaux illustrés sur la figure II1.4 [6].
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Ces interprétations montrent la difficulté d'exploiter les diffractogrammes RX de tels
alliages polyphasés, ou des effets de texture ou de multiplicité différente entre phases sont

inévitables.

La présence de martensite o pourrait devenir génante pour une potentielle opération
de formage, par exemple l'emboutissage, en provoquant des arrachements dans les zones
fortement déformées. De plus une teneur légérement supérieure en Mn permet d'obtenir le
maximum de martensite €, responsable des phénomenes de dissipation énergétique lors d'une
sollicitation mécanique cyclique. Cependant, le comportement amortissant de l'alliage Fe-
16%Mn reste intéressant car il peut étre représentatif de l'alliage a 1'état déformé (martensite

o induite par plasticite).
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TIL3. MESURES DE LA CAPACITE D'AMORTISSEMENT DES ALLIAGES
Fe-(16 ET 18)%Mn

L'intégralité des mesures de la capacité d'amortissement concernant ces alliages a été
effectuée sur Viscoanalyseur METRAVIB en flexion trois points. Etant donné la relative
faible précision de la mesure (2.10° pour tand), qui est moins génante pour des alliages &
haute capacité d'amortissement, les essais ont été réalisés a faible amplitude de déformation
constante (3 & 4.107), caractéristique de vibrations mécaniques dans le domaine des

fréquences sonores.

IIL3.1. Caractérisation de la capacité d'amortissement des alliages Fe-Mn a température

ambiante

Les premiers tests effectués a température ambiante et en flexion 3 points proposent la
capacité d'amortissement des deux alliages Fe-Mn étudiés en fonction de quatre fréquences

discretes (Figure 111.16).

Alliages Fe-Mn (ép.: 0,9 mm) m Fe-18%Mn
Flexion 3 points: Ddyn =20 um (c = 8 MPa)|| 0 Fe-16%Mn
5.0
45 1
4.0 "
&, "
& 35 + - ]
T 304 °
w 3
O
S 25 T o
N
20+ )
o] Températur
137 ¢ ambiante
1.0 + t t + + t
0 10 20 30 40 50 60 70
Fréquence (Hz)

Figure I11.16: Influence de la fréquence sur la capacité d'amortissement des alliages
Fe-16%Mn et Fe-18%Mn a température ambiante.

Figure IIL.16: Frequency influence on the damping capacity of Fe-16%Mn and
Fe-18%Mn alloys at room temperature.
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Le niveau atteint pour "tan 8" sur toute la gamme de fréquences est supérieur a 107 ce
qui qualifie ces alliages de matériaux a haute capacité d'amortissement. De plus, la capacité
d'amortissement de l'alliage Fe-18%Mn est supérieure a celle de l'alliage Fe-16%Mn, résultat
attendu étant donné la plus grande densité d'interphases présentes dans le premier alliage. Une
augmentation de la capacité d'amortissement en fonction de la fréquence est également
observée pour les deux alliages. Une sollicitation a la fréquence de 62 Hz provoque déja un
gain de capacité d'amortissement de 20% par rapport a 5 Hz, c'est 4 dire une capacité
d'amortissement (spécifique) égale 4 4.107 (¥ = 25%).

Une autre analyse immédiate concerne la comparaison des capacités d'amortissement
entre 1'alliage Fe-18%Mn et l'acier bas carbone (Figure II1.17). En effet, avec un Q' =32.10"
(f=5 Hz), l'alliage Fe-18%Mn posséde une capacité d'amortissement supérieure de plus d'une
décade par rapport a l'acier ferritique.

Enfin le calcul de la capacité d'amortissement spécifique pour l'alliage Fe-18%Mn
donne: ¥ = 20% a basse fréquence. Les cartographies relatives aux propriétés
d'amortissement des matériaux (Annexes 2 et 3) peuvent donc étre complétées par ces
valeurs, qui devancent d'ailleurs les fontes a graphite lamellaire bien connues pour leur haute

capacité d'amortissement [14].

0.1 ¢
i O Ferbas C
T o Fe-18%Mn
|
m N .
1 Température
ambiante
7S]
8 0014
b
o
(o]
o] (o]
0.001 ; t t t + :
0 10 20 30 40 50 60 70
Fréquence (Hz)

Figure 111.17: Comparaison des capacités d'amortissement de l'alliage Fe-18%Mn et de l'acier
ferritique bas C a température ambiante,

Figure 1II.17: Damping capacity: comparison between Fe-18%Mn alloy and low carbon
Jferritic steel at room temperature.
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I1.3.2. Influence des paramétres fréquence et température

L'influence de la température sur la capacité d'amortissement a tout d'abord été étudice
sur un intervalle de températures comprises entre la température ambiante et 100°C, pour
l'alliage Fe-18%Mn. En effet, une descente jusque -30°C va provoquer dans cet alliage une
transformation d'une partie de l'austénite résiduelle en martensite €, faussant ainsi les mesures
de tan 8, qui ne devront étre considérées que de maniere relative. Le balayage en température
de l'intervalle a étudier a ¢t¢ effectué a la vitesse de 1°C /mn, afin d'éviter les phénomeénes
d'inertie thermique dus au volume de l'échantillon. L'influence de la température sur la
capacit¢ d'amortissement et le module d'Young est présentée pour trois fréquences discrétes

sur la figure [I1.18.

Fe-18%Mn (ép.: 0,9 mm) tan & —ff:f §(3)0HHZZ
Flexion 3 peoints: Ddyn =20 um (c = 4 ——f=35 Hz
MPa) ——E'(Pa)
0.05 1.92E+11
=l ; 4 1.90E+11
VAVA ,;J*)‘);i Tun .
o | [88E+11 =
| 186E+11 2
L 1.84E+11 =
A LB2E+IT =
L 1.80E+11
0.01 : : : ’ 1.78E+11

10 30 50 70 90
Température (°C)

Figure II1.18: Influence de la température et de la fréquence sur la capacité d'amortissement et le
module d'Young de l'alliage Fe-18%Mn.

Figure II1.18: Influence of temperature and frequency on damping capacity and Young modulus of
the Fe-18%Mn alloy.

Ce graphe tradutt l'existence d'une température de transition vers 30°C entrainant une
perte de capacité d'amortissement assez significative (-40%) par rapport a la température

ambiante, accompagnée d'une augmentation du module d'Young. En outre, les valeurs
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obtenues lors du passage a tempeérature ambiante sont similaires aux premieres mesures
présentees au paragraphe [I1.3.1. sur la figure II1.16. Un gain de 20% peut étre ¢galement note

pour la capacité d'amortissement entre les frequences extremes.

Un deuxieme balayage en température a ¢te effectue de -30°C a 100°C, afin de
vérifier le comportement de l'alliage sous la temperature ambiante (Figure 111.19). Cependant
les valeurs de la capacite d'amortissement lors du passage a temperature ambiante sont
légerement inférieures a celles mesurées précédemment, ou de maniere statique. Ce
comportement est d'autant plus inattendu que la descente en température jusque -30°C a
entrain€ une augmentation de la proportion de martensite €. Ceci peut étre explique par un
écrouissage de l'échantillon suite & sa découpe inoportune chez METRAVIB R.D.S.. Clest

pourquoi, seule une analyse relative sera possible.

Fe-18%Mn (ép.: 0,9 mm) -—-g= i P‘I*Zz
-t = 1C0
Flexion 3 points: Ddyn = 10 um (¢ = 4 MPa) f; 33 Hz
0.045
0.040
0.035 {,.
«© 0.030 f
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3
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0.020 - PEAMM
M' \,
0015 | Wwv WA
0.010

-30 0 30 60 90
Température (°C)

Figure III.19: Influence de la température et de la fréquence sur la capacité d'amortissement de
l'alliage Fe-18%Mn.

Figure I11.19: Influence of temperature and frequency on the damping capacity of Fe-18%Mn
alloy.

A la précision des mesures pres, la capacite d'amortissement de ['alliage Fe-18%Mn
semble légerement plus élevée sous 0°C qu'a température ambiante. Une comparaison des
données entre les deux fréquences extremes donne a nouveau un gain de 20 a 25% de
capacité d'amortissement a la fréquence de 100 Hz. La chute de capacit¢ d'amortissement se

retrouve également vers 30°C, et ce quelle que soit la fréquence.
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I1L.3.3. Interprétation de l'influence de la température

La transition observée dans l'alliage Fe-18%Mn, a la fois pour la capacité
d'amortissement et le module d"Young vers 30°C est typique d'une transformation de phase ou
d'une transition magnétique.

Il est bien connu que de nombreux alliages tiennent leurs hautes propriétés
d'amortissement du mouvement induit par la contrainte des parois des domaines magnétiques,
comme dans les matériaux ferromagnétiques sous la température de Curie [15]. Le passage de
cette température provoque une transition ferromagnétique a paramagnétique, qui entraine
une chute de la capacité d'amortissement. Le phénoméne est similaire pour les matériaux
antiferromagnétiques, comme dans les alliages Mn-Cu [15,16,17], ou une phase martensitique
antiferromagnétique peut étre obtenue apres traitement thermique a une température
correspondant a la lacune de missibilité¢ du diagramme de phase. La présence de cette phase
martensitique est responsable d'une haute capacité d'amortissement jusque sa température de
Néel, proche de 70°C. Deux mécanismes de dissipation d'énergie sont mis en cause: le

mouvement des interphases et celui des parois des domaines antiferromagnétiques.

La température a laquelle l'alliage Fe-18%Mn subit une réduction de ses propriétés
amortissantes, ne correspond pas & une température caractéristique de transformation de
phase, comme As(e = y), qui aurait pu expliquer ce phénoméne par une diminution de la
proportion de martensite € (Figure II1.4). Cependant cette température de transition est voisine
de la température de Néel de l'austénite résiduelle de l'alliage, a laquelle se produit la
transition magnétique: antiferromagnétique -> paramagnétique [3].

En se référant aux mécanismes cités pour les alliages Mn-Cu, ces résultats permettent
de préciser les mécanismes de dissipation d'énergie dans cet alliage Fe-Mn. En effet, le
mécanisme qui attribue la haute capacité d'amortissement de l'alliage Fe-18%Mn sous
sollicitation cyclique au mouvement des interphases, n'est pas la seule source de dissipation
pour des températures inférieures a la température de Néel de l'austénite. Une seconde source
d'amortissement doit étre prise en compte: le mouvement réversible induit par la contrainte
des parois des domaines antiferromagnétiques de la phase austénitique résiduelle.

Pour des fréquence et amplitude de déformation données, il est possible de quantifier

cette contribution magnétique. En considérant les valeurs de la capacité d'amortissement
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avant et apres la transition a la fréquence de 5 Hz, on obtient tandumagn) = 2.107 pour une

amplitude de déformation proche de 4.107.

La chute de capacit¢ d'amortissement enregistrée a la température de Néel de
l'austénite pourrait donc étre repoussée par ajustement de Tn(y) en ajoutant des ¢éléments
dalliage. En effet, il est connu que le silicium engendre une diminution énergique de cette
température de transition magnétique sans modifier par ailleurs les températures de
transformation martensitique [18]. Cependant, dans notre cas, il est nécessaire de trouver
I'élément qui augmente légerement Ty(y), afin d'éviter la transition jusqu'une température
proche de 100°C.

Contrairement aux alliages Mn-Cu, le second mécanisme est relatif aux propriétés
magnétiques de la phase mére. Une seconde solution & envisager concernerait donc la
maitrise de la microstructure permettant d'obtenir le meilleur compromis entre les deux

contributions a I'amortissement, pour des températures supérieures a Ty(y).
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IIL4. INFLUENCE DE LA QUANTITE DE MARTENSITE € SUR LA CAPACITE
D'AMORTISSEMENT DE L'ALLIAGE FE-18%MN

II1.4.1. Influence d'un traitement thermique cyclique sur la microstructure

Un traitement thermique cyclique (TTC) dont les températures de chauffage et de
trempe sont respectivement supérieure a A; (e = y) et inféricure a M, (y = ¢€), permet
d'augmenter la quantit¢ de martensite € dans les alliages Fe-Mn dont la teneur en Mn est
sup€rieure a 15%Mn [[2]. L'alliage Fe-18%Mn a ¢té cycie 5 et 20 fois entre +400°C et
-196°C. La microstructure obtenue apres 5 cycles, présentée figure [11.20 montre des
plaquettes de martensite € beaucoup plus fines et nombreuses qu'a I'¢tat homogénéisé. De plus
l'analyse du spectre de diffraction par les rayons X (Figure II1.21) confirme 'augmentation de
la proportion de martensite €. Les pics relatifs a l'austénite résiduelle sont de moins en moins

intenses, pour presque s'effacer lorsque I'alliage est cyclé 20 fois (Figure I11.22).

Figure II1.20: Micrographie optique de l'alliage Fe-18%Mn aprés S cycles de TTC.
Figure I11.20: Optical micrograph of the Fe-18%Mn alloy after 5 cycles of TTC.
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Figure II1.21: Diffractogramme RX de l'alliage Fe-18%Mn cyclé 5 fois entre 400°C et -196°C
Figure 1I1.21: X ray diffraction pattern of the Fe-18%Mn alloy after 5 TTC cycles between 400°C and -196°C
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Figure II.22: Diffractogramme RX de l'alliage Fe-18%Mn cyclé 20 fois entre 400°C et -196°C.
Figure I11.22: X ray diffraction pattern of the Fe-18%Mn alloy after 20 cycles between 400°C and -196°C.

En conclusion, un tel traitement thermique cyclique entraine une augmentation rapide

avec le nombre de cycles effectués, de la quantité de martensite € présente dans l'alliage et

une modification de sa morphologie, étant donné Ie nombre et la finesse des plaquettes de

martensite par rapport a 1'état non cyclé.
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I11.4.2. Influence d'un traitement thermique cyclique sur la capacité d'amortissement

11 est donc possible d'étudier I'influence du nombre de cycles, ou de la quantité de
martensite €, ou encore de la proportion d'interphases y/s sur la capacité d'amortissement de
l'alliage Fe-18%Mn a température ambiante. Les trois alliages cyclés 0, 5 et 20 fois ont été
testés en flexion 3 points a température ambiante. Le graphe de la figure I11.23 présente 3 la
fois le pourcentage de martensite €, issu des travaux de Choi et al. pour un alliage similaire
[12] et la capacité d'amortissement & 60 Hz, en fonction du nombre de cycles de traitement

thermique.

9 100

Q-1(10-2)
% martensite €

2 r T * 0
0 10 20
Nb de cycles

Figure I11.23: Influence du nombre de cycles du TTC sur le % de ¢
[12] et la capacité d'amortissement de 'alliage Fe-18%Mn.

Figure I11.23: Influence of the number of thermal cycles on & amount
[12] and damping capacity in the Fe-18%Mn alloy.

Ces résultats montrent clairement ['augmentation de la capacité d'amortissement avec
la quantité de martensite €, obtenue grace a un traitement thermique cyclique entre 400°C et -
196°C. Pour l'alliage cyclé 20 fois, la capacité d'amortissement atteint des valeurs trés
élevées, proches de 8.102 (¥ = 50%)! Ceci confirme pleinement le mécanisme d'absorption
d'énergie par le mouvement réversible des plaquettes de martensite €. Un traitement
thermique cyclique multiplie simplement le nombre de sources dissipatives, c'est a dire le
nombre de joints de phase y/e.

Cependant ces résultats sont en contradiction avec les travaux de Choi et al. [12], qui

observent une diminution de la capacité d'amortissement en fonction du nombre de cycles
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d'un traitement thermique entre 255°C et la température ambiante (trempe a l'eau). Leur
interprétation met en cause !'introduction de dislocations dans l'austénite résiduelle au cours
des trempes successives, bloquant ainsi une partie des sources de dissipation énergétique,
c'est a dire les plaquettes de martensite €. La seule différence avec nos travaux réside dans la
température de trempe qui est celle de l'azote liquide. 11 est pertinent de penser que cette
température de trempe beaucoup plus basse n'induise pas ou peu de dislocations dans
l'austénite résiduelle. Des analyses en microscopie électronique en transmission permettront

sans doute d'appuyer cette interprétation.

II1.4.3. Influence d'un écrouissage sur la capacité d'amortissement

Etant donné les propriétés mécaniques des alliages biphasés Fe-Mn (y + €), qui
subissent le phénomeéne de transformation de phase induite par plasticité¢ (§ 1I1.1.3.), un
second moyen d'augmenter la proportion de plaquettes de martensite € dans l'alliage Fe-
18%Mn consiste a lui imposer un écrouissage de faible amplitude.

L'alliage Fe-18%Mn, étudié jusqua présent, a subi un laminage a température
ambiante avec des taux de réduction en épaisseur de 5 et 10%. Les diffractogrammes en
rayons X, présentés sur la figure II1.24, montrent qu'un taux de laminage de 5% ne laisse
qu'une faible proportion d'austénite résiduelle en raison de la transformation de phase y = €
induite par plasticité, tandis que la martensite o est déja présente dés 10% de taux de
laminage, due a 'enchevétrement des plaquettes de € [3].

La préparation d'un échantillon de flexion a permis de mesurer la capacité
d'amortissement a température ambiante de l'alliage laminé (5%) et de la comparer a celle de
l'alliage homogénéisé dans la gamme de fréquence considérée (Figure II1.25).

Quelque soit la fréquence de sollicitation, une réduction en épéisseur de 5% provoque,
a température ambiante, une baisse de capacité d'amortissement de 15 4 20% par rapport a
I'état homogénéisé. Cependant l'alliage a I'état déformé conserve d'excellentes propriétés
amortissantes avec une capacité d'amortissement spécifique qui varie en fonction de la
fréquence de 16% a 23%. L'interprétation de la baisse de capacité d'amortissement est assez

délicate car il faut considérer une baisse de la contribution magnétique et une augmentation
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de celle relative aux interphases, sans doute perturbée par les dislocations induites par

I'écrouissage.
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Figure I11.24: Diffractogramme RX des alliages Fe-18%Mn laminés a température ambiante.
Figure I11.24: X ray diffraction pattern of the Fe-18%Mn alloys cold rolled at room temperature.
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Figure II1.25: Influence du taux de laminage sur la capacité d'amortissement des alliages
Fe-18%Mn a température ambiante.

Figure I11.25: Influence of the reduction of thickness by cold rolling on the damping
capacity of the Fe-18%Mn alloy at room temperature.

Parallelement a ces travaux, Choi et al. [13] ont également étudi¢ l'influence d'un

laminage a froid sur la capacité d'amortissement et les proprietés mécaniques d'un alliage Fe-
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17%Mn-0,02%C (% en masse) (Figure I11.26). Ils observent qu'un taux de réduction en
épaisseur inférieur 2 10% augmente la capacité d'amortissement sans diminuer de maniére
significative I'allongement a la rupture, tandis que des taux de réduction supérieurs a 10%
provoquent une chute importante des propriétés amortissantes de l'alliage accompagnée

¢galement d'une diminution de l'allongement a la rupture.

Figure 1I1.26: Variation de la capacité
d'amortissement spécifique en fonction du taux de
laminage dans des alliages Fe-17%Mn-x%C [13].
No.1: x =0,02%C, No.5: x =0,08%C

No.8: x=0,15%C, No.10: x = 0,28%C

Figure II1.26: Variation of the specific damping
capacity with reduction of thickness in Fe-17%Mn-
x%C alloys [13].

o)
-10 O 10 20 30 40 50
Reduction of Thickness (%)

L'augmentation de la capacité d'amortissement observée pour un taux de réduction
inférieur a 10% est attribuée a la formation induite mécaniquement de martensite €, qui
engendre une multiplication des interphases y/e. En outre ils invoquent la génération de
dislocations pour un taux de laminage plus important, afin d'expliquer la chute de capacité

d'amortissement enregistrée.

Cette différence de résultats pour un taux de laminage inférieur a 10% s'explique
assez facilement si l'on prend en compte les conditions expérimentales de leurs expériences.
En effet, leurs mesures sont effectuées sur pendule de torsion avec une amplitude de
déformation égale a 7.10™. Cette amplitude de déformation élevée (plus de dix fois supérieure
a celle utilisée dans nos tests de flexion 3 points) est sans doute suffisante pour activer le
mouvement des dislocations introduites au laminage, ce qui entraine une contribution
supplémentaire & la capacité d'amortissement. Cette interprétation est d'ailleurs basée sur les
résultats concernant l'influence de I'amplitude de déformation en torsion sur la capacité

d'amortissement de l'acier galvanisé (chapitre II, § I11.3.1.), dont l'augmentation brutale
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observée pour une amplitude de déformation de 3.10™ est attribuée au désancrage des
dislocations.

En outre, il est nécessaire de préciser qu'un taux de laminage supérieur a 10% induit la
transformation € > o' Cette martensite o risque d'étre en grande partie responsable du
blocage du mouvement des interphases y/e sous sollicitation cyclique, entrainant la chute de

capacité d'amortissement observée.

I11.4.4. Conditions d'optimisation du substrat Fe-18%Mn

Les travaux menés au laboratoire sur l'alliage Fe-18%Mn non seulement convergent
avec les recherches récentes de Choi et al.,, mais ont permis également de préciser les
mécanismes de dissipation d'énergie liés a la capacité d'amortissement par la mise en
évidence de la transition magnétique antiferromagnétique => paramagnétique de l'austénite
résiduelle, qui provoque une sévere chute de la capacité d'amortissement de cet alliage pour
des températures supérieures a 30°C.

Apres synthése de ces nombreuses données, deux solutions s'offrent pour optimiser la
capacité d'amortissement de l'alliage Fe-18%Mn:

— ajuster la température de Néel de l'austénite vers 100°C par l'introduction d'¢léments
d'alliage a l'élaboration afin de décaler la transition hors du domaine de température
étudié. La température de Néel, comme la température de Curie, représente une mesure de
I'énergie d'échange entre atomes voisins, qui est fonction de la distance interatomique.
L'addition d'éléments d'alliage en interstitiel provoque généralement une distorsion du
réseau, augmentant donc les distances interatomiques et par conséquent la température de
transition magnétique.

— diminuer la proportion de la phase austénitique résiduelle par trempe a plus basse
température que l'ambiante, par traitement thermique cyclique, ou encore par écrouissage
(TRIP) afin de minimiser la contribution magnétique & l'amortissement au profit de la
contribution liée aux interphases y/e.

La premiére solution amene a penser a l'azote comme élément d'alliage, qui est de plus

epsilongeéne. Son action contribuerait non seulement a l'augmentation de la température de
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Néel de 'austénite résiduelle mais également a favoriser la transformation martensitique y->¢€
par abaissement de I'energie de faute d'empilement.

La deuxieme solution envisageant un €crouissage parait trés intéressante et plus
réalisable dans un contexte industriel. L'alliage Fe-18%Mn laminé a 5%, qui conserve une
capacité d'amortissement élevée a température ambiante, ne montre en effet qu'une trés faible
quantité d'austénite résiduelle en diffraction des rayons X. Il devrait donc conserver ses
propriétés amortissantes, légerement réduites par rapport a I'état homogénéisé, sur tout le

domaine de températures.
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CONCLUSIONS

Les différents aspects de 1'étude des alliages Fe-Mn, issus de la bibliographie ou des
recherches menées au Laboratoire de Métallurgie Physique de 'URA 234 de Lille, ont permis
de mettre en évidence le potentiel énorme d'un alliage bas carbone contenant une teneur en
Mn de 17 a 18% en masse. En effet, cette teneur assure apres trempe la plus importante
proportion de martensite €, responsable de la capacité d'amortissement élevée qui caractérise
cet alliage, dont les mécanismes de dissipation d'énergie sont:

— le mouvement réversible des interphases y/e sous sollicitation cyclique.

- le mouvement induit par la contrainte des parois des domaines antiferromagnétiques de la
phase austénitique résiduelle, mécanisme uniquement actif pour des températures
inférieures a 30°C, température de Néel de l'austénite.

Lorsque ces deux meécanismes agissent conjointement, l'alliage Fe-18%Mn peut
atteindre un niveau de capacité d'amortissement spécifique proche de 30% (fréquence de
100 Hz, amplitude de déformation égale & 5.10™). Ces valeurs sont a comparer a celles de
l'acier ferritique bas carbone, inférieures d'un facteur 6 dans ces conditions de fréquence et
d'amplitude de déformation et d'un facteur supérieur a 10 pour de basses fréquences! Les
cartographies des annexes 2 et 3, complétées de ces résultats témoignent des propriétés
amortissantes tres élevées de cet alliage, accompagnées de caractéristiques mécaniques tout
aussi intéressantes.

Dans le cas d'un éventuel développement industriel d'un tel alliage, la condition
primordiale sera la maitrise de la microstructure, qui influe grandement sur la capacité
d'amortissement. En effet, un écrouissage contrdlé d'un alliage Fe-18%Mn peut permettre une
optimisation de sa capacité¢ d'amortissement en réduisant, voire supprimant la contribution
magnétique au profit de la contribution relative aux interphases y/e. Ainsi la chute de capacité
d'amortissement induite par la transition magnétique de l'austénite résiduelle, pour des
températures supérieures a 30°C, devrait étre fortement réduite ou méme évitée.

Cependant, le manganése en si grande quantité favorise l'oxydation de tels alliages,
c'est pourquoi il sera nécessaire de les protéger contre la corrosion et donc d'étudier leur
réaction dans un bain de galvanisation a 450°C alli¢ au nickel, procédé utilis¢ par Matra

Automobile.
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CHAPITRE 1V

MAITRISE DU PROCESSUS DE GALVANISATION A 450°C
D'ALLIAGES A FORTE TENEUR EN Mn ET
MESURE DE LEUR CAPACITE D'AMORTISSEMENT
APRES GALVANISATION
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INTRODUCTION

L'expérience du Laboratoire de Métallurgie Physique de Lille en ce qui concerne
I'étude de la réaction de galvanisation des aciers en bain de zinc alli¢ va permettre de
répondre 4 une premiere question: I'influence d'une teneur importante en manganése au sein
d'un alliage Fe-Mn sur la réaction de galvanisation a 450°C.

Cependant, Matra Automobile utilise le procédé de galvanisation Technigalva, bain de
zinc allié de nickel a 0,06% en masse, faisant donc intervenir le systéme ternaire Fe-Zn-Ni a
450°C. L'objectif final sera donc de comprendre l'influence du Mn sur les équilibres mis en
jeu lors de la galvanisation a 450°C d'alliages Fe-Mn en bain de Zn-Ni, un probléme non plus
a trois mais a quatre éléments, et de proposer une solution compatible avec les contraintes
industrielles.

Le process de galvanisation une fois maitrisé, des mesures de capacité
d'amortissement des alliages Fe-(16 et 18)%Mn galvanisés caractériseront le gain apporté par

le traitement de galvanisation et le niveau d'amortissement ainsi atteint.
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IV.1. SYSTEMES TERNAIRES Fe-Zn-Mn ET Fe-Zn-Ni A 450°C

IV.1.1. Influence de la teneur en Mn sur la galvanisabilité des alliages Fe-Mn a 450°C

Les travaux réalisés au Laboratoire de M¢étallurgie Physique de Lille concernant
I'étude du systéme ternaire Fe-Zn-Mn a 450°C ont mis en évidence l'influence de la teneur en
Mn dans ['alliage Fe-Mn sur la morphologie du revétement de galvanisation [1]. En effet,
Jusque 20%Mn (% en masse), les revétements des alliages Fe-Mn sont classiques, composés
des intermétalliques £, 8, et I';. La couche 3, reste tres fine, méme aprés 15 mn d'immersion,
tandis que les cristaux de £ forment une couche ¢paisse.

Cependant, une teneur supeérieure a 20% en Mn modifie l'aspect du revétement,
constitué¢ d'une fine couche &; quelquefois en contact avec le liquide solidifié et d'une épaisse
couche biphasée, constituée de cristaux de £ et de liquide solidifié (Figure 1V.1). La
galvanisation d'un alliage & 33%Mn entraine cette fois la formation d'un revétement
essentiellement constitué d'une couche biphasée liquide + 3,, qui traduit le désagrégement de

ce composé adhérent au substrat (Figure [V.2).

Bimm ZA 21k » : Fr e l©@sm208kV 125E3 09088529 FM33%

Figure 1V.1. Alliage Fe-25%Mn galvanisé 16 mn en Figure IV.2: Alliage Fe-33%Mn galvanisé 16 mn en
bain de zinc pur a 450°C. bain de zinc pur 4 450°C.
Figure IV.1: Fe-25%Mn alloy galvanized 16 mn in Figure IV.2: Fe-33%Mn alloy galvanized 16 mn in
pure zinc bath at 450°C. pure zinc bath at 450°C.

Ces travaux entre autres ont donc permis d'établir le diagramme ternaire Fe-Zn-Mn a
450°C, dont le coin riche en zinc explique bien les résultats obtenus pour des alliages

contenant plus de 20%Mn (Figure I'V.3) [1]. Lors de I'immersion dans le bain, le manganese
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de l'alliage va diffuser dans le zinc liquide et donc modifier les équilibres entre le liquide et
les composés intermétalliques. Pour une teneur supérieure a 1,8 at%Mn dans le bain, le
liquide n'est plus en équilibre avec £, mais avec ;.

Ce diagramme est caractérisé notamment par l'extension des domaines ¢ et §;, qui

peuvent accepter respectivement 6 et 12% de manganése.

5+L

2.4 at% Mn

-\1.8 at% Mn

60 68 7% 84 92 100 20 0.035 at% Fe Zn
at%Zn

Figure IV.3: a) Diagramme ternaire Fe-Zn-Mn a 450°C. Coin riche b) Agrandissement du domaine liquide.
en zinc.

Figure IV.3: a) Fe-Zn-Mn ternary diagramm at 450°C. Rich zinc b) Liquid domain zoom.

corner.

IV.1.2. Procédé industriel de galvanisation: Technigalva Zn-0,06%Ni

Matra Automobile utilise le procédé de galvanisation Technigalva, alliage de zinc
additionné de 0,06%Ni. Cette teneur en Ni est bien spécifique car elle représente en effet un
point particulier du diagramme ternaire Fe-Zn-Ni & 450°C, dont I'étude a été réalisée au
Laboratoire de Métallurgie Physique de Lille par G. Reumont [2]. La figure IV.4 propose une
représentation de ce diagramme et le coin riche en zinc de celui-ci, qui intéresse plus la
galvanisation. Sa principale caractéristique concerne l'extension du composé I'; du systéme

Fe-Zn, qui s'étend jusqu'a la composition moyenne des mattes obtenues en bain de Zn-Ni.
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Le liquide contenant 0,06% de nickel est en fait en équilibre a la fois avec la phase ¢
et I';, permettant ainsi de limiter la croissance du composé & lors de la réaction de

galvanisation d'aciers réactifs [3].

&, + Liquide

0,06 Nt
¢ + Liquide

80 . T Zn
O T -
Zn  atx )OJDZ Fe

20

Figure 1V.4: a) Diagramme ternaire Fe-Zn-Ni & 450°C. Coin riche en b) Agrandissement du domaine liquide.
zing,

Figure IV.4: a) Fe-Zn-Ni ternary diagramm at 450°C. Rich zinc b) Liquid domain zoom.

corner.

IV.1.3. Analyse du probléme relatif au processus de galvanisation des alliages

Fe-( ~15%)Mn

Il a été vu précédemment que la galvanisation en bain de zinc pur des alliages Fe-Mn,
dont la teneur est inférieure a2 20% (en masse) donne un revétement classique, cependant
caractérisé par une épaisse couche £. Ce comportement est d'ailleurs caractéristique des aciers
réactifs. Des variations de teneur en manganése dans l'alliage comprises entre 15 et 18% ne
seront donc guére significatives quant aux caractéristiques du revétement obtenu apres 50
secondes & 1 minute de galvanisation en bain de Zn-Ni, hypothése qui sera bien entendu
vérifiée.

En outre, I'étude de la réaction de galvanisation en bain de Zn-Ni de tels alliages

impose de résoudre un probléme a quatre éléments, c'est & dire de considérer les équilibres
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mis en jeu dans le systétme quaternaire Fe-Mn-Zn-Ni 4 450°C. Le manganése présent dans
I'alliage risque en effet de modifier I'€quilibre entre le liquide et les composés £ et I'; existant
a 450°C dans le systtme ternaire Fe-Zn-Ni. Ces modifications d'équilibres pourraient
entrainer des conséquences non seulement sur la morphologie, mais également sur la
cinétique de croissance des revétements. Il sera également intéressant de galvaniser les
alliages Fe-Mn en utilisant les deux procédés Technigalva a 0,06% et 0,09% de Ni, afin de

cumuler a l'influence du manganese, celle du nickel.
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IV.2. ETUDE DE LA REACTION DE GALVANISATION D'UN ALLIAGE Fe-15%Mn
EN BAIN DE Zn-Ni

IV.2.1. Analyse des intermétalliques du revétement obtenu

Les conditions expérimentales de préparation, d'observation et danalyse des
¢chantillons galvanisés ont été décrites au paragraphe 1.2.1. L'alliage utilisé pour cette

campagne de galvanisation est un Fe-15%Mn élaboré en four & induction sous argon.

Une premiere galvanisation de cet alliage dans un bain Technigalva a 0,06%Ni donne
le revétement présenté figure IV.5, composé des intermétalliques I';, §; et £ du systeme Fe-
Zn-Mn a 450°C. L'analyse des composés intermétalliques est reportée sur la représentation du

coin riche en zinc du diagramme ternaire Fe-Zn-Mn (Figure IV.6).

s 1‘ “'v VI
- P ey ¥ 2

Ay

18,m280kVU 1S5SS5SE3 80088-81 1S%MN 1

Figure IV 5: Alliage Fe-15%Mn galvanisé 1 mn en bain Agrandissement de l'interface substrat-revétement.
de Zn-0,06%Ni a 450°C.

Figure 1V.5: Fe-15%Mn alloy galvanized 1 mn in a Zoom of the steel-coating interface.

Zn-0,06%Ni bath at 450°C.
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40

80 76 Zn
oz ¥ ) 100

Figure IV.6: Diagramme ternaire Fe-Zn-Mn & 450°C. Coin riche en
zing.

Figure IV.6: Fe-Zn-Mn ternary diagramm at 430°C. Rich zinc
corner.

IV.2.2. Cinétiques de croissance du revétement en bain de Zn-Ni

L'alliage Fe-15%Mn a subi des galvanisations pendant 30, 50, 90 et 180 secondes par

les deux procédés Technigalva avec des teneurs en nickel différentes (0,06% et 0,09%).
Les mesures des épaisseurs des revétements ont été reportées dans le graphe de la figure IV.7,
auquel des données concernant la galvanisation de l'acier classique ont été ajoutées. Les
micrographies b) et c) représentent la morphologie du revétement pour un temps de
galvanisation de 1 mn dans chaque bain.

Le procédé Technigalva a4 0,06%Ni entraine une épaisse couche £, qui traduit une
cinétique de croissance presque linéaire jusque 3 mn, caractéristique des aciers réactifs. Pour
une durée d'immersion d'une minute, le revétement atteint déja 60 pm. Cependant, le
revétement obtenu par le procédé Technigalva a 0,09%Ni est similaire au résultat d'une
galvanisation d'un acier non réactif, caractéris¢ par une cinétique de croissance en Jt.
L'épaisseur du revétement se stabilise autour de 40 um a partir de 50 s de traitement jusque 1
mn 30 s, ce qui permet son meilleur contréle lors d'une galvanisation industrielle dont la

durée est proche de la minute.
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Afin de comprendre les différences d'épaisseurs engendrées par une varition de la
teneur en nickel du bain, il est nécessaire d'¢tudier les cinétiques de croissance des

intermétalliques méme, notamment celles concemnant les composés £ et 8;.

120
4 —® (,06%Ni
100 4 —o— (0,09%Ni
E g
2 80
i
B
# + Acier classique:
-2 60 1 " * Polygalva
ﬁ.. 1 + + Technigalva(0,06%Ni)
40
20 T T v T v T
0 60 120 180
Temps(s)
a)

5 10,m208KkyU 136E3 0001-15 B B6XNI 10,m200kV 220E3 9081-15 8. 085%NI

b) c)

Figure I'V.7: a) Cinétiques de croissance des revétements de galvanisation 4 450°C de l'alliage Fe-15%Mn par les

deux procédés Technigalva.

b) Revétement de l'alliage Fe-15%Mn galvanisé 50 s par le procédé Technigalva Zn-0,06%Ni.

¢) Revétement de l'alliage Fe-15%Mn galvanisé 50 s par le procédé Technigalva Zn-0,09%Ni.
Figure IV.7: a) Growth kinetics of galvanizing coatings at 450°C for Fe-13%Mn alloy by the both Technigalva

processes.

b} Coating of the Fe-15%Mn alloy galvanized 50 s by the Zn-0,06%Ni Technigalva process.

¢) Coating of the Fe-15%Mn alloy galvanized 50 s by the Zn-0,09%Ni Technigalva process
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IV.2.3. Cinétiques de croissance des composés intermétalliques en bain Technigalva

Zn-Ni

Procédé Technigalva Zn-0,06%Ni

Les épaisseurs des couches & et 8, et 1'épaisseur totale du revétement ont été reportées
en fonction du temps de galvanisation sur la figure IV.8. Ce graphe établit clairement que la
croissance du revétement pendant les premiéres minutes est controlée par celle du composé &,

étant donné la faible augmentation de l'épaisseur de la couche §;, jusque 3 mn de

galvanisation.
120
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Figure 1V.8: Alliage Fe-15%Mn galvanisé & 450°C par le procédé Technigalva Zn-0,06%Ni.
Cinétique de croissance des intermétalliques.

Figure IV.8: Fe-15%Mn alloy galvanized at 450°C by the Technigalva Zn-0,06%Ni process.
Growth kinetic of the intermetallics compounds.

Une durée de galvanisation plus importante, de l'ordre de 30 mn (Figure IV.9), donne
un revétement dont 1'épaisseur de la couche £ a encore augmenté. Cependant la micrographie
montre le développement du composé 8; dont l'épaisseur atteint 30 pm aprés 30 mn de

traitement.
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O1lmm2080kY 462E2 0002415 0.06%30

Figure IV.9: Alliage Fe-15%Mn galvanisé 30 mn a
450°C par le procédé Technigalva Zn-0,06%Ni.
Figure IV.9: Fe-13%Mn alloy galvanized 30 mn at
430°C by the Technigalva Zn-0,06%Ni process.

Procédé Technigalva Zn-0.09%Ni

Les ¢paisseurs des couches & et 8, et I'épaisseur totale du revétement ont été reportées
en fonction du temps de galvanisation sur la figure IV.10. Pour une durée de galvanisation

supérieure a 1 mn, I'épaisseur de la couche { reste constante et laisse place a la croissance du

composé d;.
60
1 —f&— Ep. totale
50 - — e (:
_ - 3
E 40 -
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=
= 30 A
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Figure IV.10: Alliage Fe-15%Mn galvanisé & 450°C par le procédé Technigalva Zn-0,09%Ni.
Cinétique de croissance des intermétalliques.

Figure IV 10: Fe-13%Mn alloy galvanized at 450°C by the Technigalva Zn-0,09%Ni process.
Growth kinetic of the intermetallics compounds.
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L'alliage galvanisé a 450°C pendant 30 mn confirme le développement de la couche
3;, dont il est possible de distinguer la partie texturée, appelée 8, pallissade (8;,,) et la partie

compacte, &y (Figure IV.11). En outre la couche £ est toujours restée constante a 30 um.

T W E e L T s DU e Ay

01mm200kV 6SSE2 000315 8.89%30

Figure IV.11: Alliage Fe-15%Mn galvanisé 30 mn a
450°C par le procédé Technigalva Zn-0,09%Ni.
Figure IV.11: Fe-15%Mn alloy galvanized 30 mn at
450°C by the Technigalva Zn-0,09%Ni process.

Cette étude cinétique détaillée a montré les avantages du procédé Technigalva
Zn-0,09%Ni1, qui permet d'obtenir une €paisseur de revétement plus faible et plus facilement
controlable en regard des résultats obtenus avec le procédé Technigalva Zn-0,06%N1, qui ont
montré une excroissance du composé £ semblable a celle observée lors de la galvanisation
d'aciers réactifs.

En outre, une interprétation thermodynamique de ces résultats va permettre une

approche du systéme quaternaire Fe-Mn-Zn-Ni a 450°C.
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IV.3 APPROCHE DU COIN RICHE EN ZINC DU SYSTEME QUATERNAIRE
Fe-Mn-Zn-Ni A 450°C

IV.3.1. Influence du manganése de I'alliage sur la réaction de galvanisation en bain de

Zn-Ni

L'analyse des résultats précédents indique que le liquide est en équilibre avec le
composé £ au début de la réaction de galvanisation en bain de Zn-0,06%Ni, entrainant une
excroissance de la couche &. Pour cette teneur en nickel, le manganése modifie donc
l'équilibre existant dans le systéme ternaire Fe-Zn-Ni a 450°C (liquide en équilibre a la fois
avec les composés € et I').

Dans la représentation de ce diagramme ternaire a 450°C, une teneur de 0,09% en
nickel dans le bain caractérise un équilibre entre le liquide et [',. Le manganése présent dans
l'alliage ne semble pas modifier cet équilibre, étant donné l'aspect "classique” du revétement

de l'alliage Fe-15%Mn et les cinétiques des composés intermétalliques obtenues.

IV.3.2. Analyse des revétements obtenus aux temps longs

L'hypothése émise ci-dessus peut €tre vérifi€ée par une galvanisation de longue durée
par le procédé Technigalva Zn-0,09%Ni. En effet, la galvanisation en bain de Zn-Ni est
caractérisée par l'apparition de mattes I', a l'interface {-liquide, traduisant un équilibre entre
le liquide et le composé I'; [2]. Reumont a montré que ces mattes n'apparaissent pas
immédiatement mais apres une période d'induction de 15 minutes pour un acier hyposandelin.
Une fois germées, elles se développent rapidement jusqu'a former une couche compacte a

l'interface ¢-liquide.

Cependant, 1a galvanisation de l'alliage Fe-15%Mn pendant 30 mn par le procédé
Technigalva Zn-0,09%Ni (Figure IV.11, § IV.2.3.) ne montre pas trace de mattes I';. Il est
possible que le manganese perturbe leur germination, si bien qu'un temps de galvanisation

supérieur a été envisagé. La figure IV.12 présente la micrographie de l'alliage Fe-15%Mn
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galvanisé 2 heures a 450°C en bain de Zn-0,09%Ni. Dans la couche de zinc liquide solidifié,
de nombreuses mattes de forme géométrique sont a présent observées, dont une microanalyse

confirme la composition de la phase [';.

Figure IV.12: Alliage Fe-15%Mn galvanisé 2 h a 450°C
par le procédé Technigalva Zn-0,09%Ni.

Figure IV 12: Fe-15%Mn alloy galvanized 30 mn at
450°C by the Technigalva Zn-0,09%Ni process.

La présence de mattes I'; lors de la galvanisation de longue durée en bain Technigalva
Zn-0,09%Ni1 confirme donc I'équilibre liquide-T';, existant des les premiers instants de la

réaction, qui n'est pas perturbée par la diffusion du manganése de I'alliage dans le bain.

IV.3.3. Représentation du coin riche en zinc du systéme quaternaire Fe-Mn-Zn-Ni
a 450°C

Ces différentes analyses et interprétations permettent une approche de la
représentation du domaine liquide du systeme quaternaire Fe-Mn-Zn-Ni (Figure IV.13). Aux
tous premiers instants de la galvanisation, le manganése diffuse dans le zinc liquide et
modifie I'équilibre existant dans le systéme ternaire.

Lorsque le procédé Technigalva a 0,06% de Ni est utilisé, 1'équilibre se déplace sur la
surface grise (le long du trait rouge) et représente donc un équilibre liquide- £. Par contre,
lorsque le bain contient 0,09% de Ni, l'équilibre se déplace sur la surface jaune (le long du

trait bleu), mais demeure un équilibre liquide- I'>.
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en équilibre avec {

Fe en équilibre avec I',

Figure IV.13: Domaine liquide a 450°C du systéme quaternaire Fe-Mn-Zn-Ni.
Figure IV.13: Liquid domain of the Fe-Mn-Zn-Ni quaternary system at 450°C

Cette étude de la réaction de galvanisation a 450°C d'alliages fortement chargés en
manganese a permis non seulement d'identifier les équilibres existant dans ce systeme
quaternaire, mais également de proposer un processus de galvanisation de tels alliages,

compatible avec les contraintes industrielles.
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IV.4. CAPACITE D'AMORTISSEMENT DES ALLIAGES Fe-16%Mn et Fe-18%Mn
GALVANISES

IV.4.1. Influence du procédé de galvanisation sur la microstructure des alliages Fe-Mn

Outre la maitrise du processus de galvanisation des alliages Fe-Mn, il est nécessaire de
s'assurer que cette opération ne modifie pas la microstructure de l'alliage, responsable de sa
haute capacit¢ d'amortissement. En effet, le procédé de galvanisation porte l'alliage a une
température supérieure aux températures de début et de fin de transformation € = y , qui se
situent entre 180°C et 250°C [4], mais est suivi d'un refroidissement a l'air et non d'une

trempe.

C'est pourquoi un échantillon de chaque alliage galvanis¢ a 450°C pendant une
minute, a ét¢ dégalvanisé grace a une solution de décapage et analysé en diffraction des
rayons X. Le diffractogramme obtenu pour l'alliage Fe-16%Mn ne montre pas de différence
significative avec celui caractérisant l'alliage avant galvanisation. La figure I'V.14 propose en
outre le diffractogramme de l'alliage Fe-18%Mn a I'état dégalvanisé (apres traitement de

galvanisation), comparée a celui a 1'état homogénéisé, déja proposé au chapitre 1.
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Figure IV.14: Diffractogrammes RX de l'alliage Fe-18%Mn a I'état homogénéisé et galvanise.
Figure IV. 14: X ray diffraction patterns of the Fe-18%Mn alloy in the homogeneized and galvanized state.

131



Chapitre IV

L'analyse de ces diffractogrammes montre encore une fois la prudence qu'il faut avoir
au niveau de l'interprétation. Tandis que les deuxi¢me et troisiéme pics respectivement relatif
a l'austénite et la martensite € semblent indiquer une importante modification du rapport des
phases en présence aprés galvanisation, les autres pics et surtout le pic (200) de l'austénite, se
recouvrent pratiquement pour les deux états de l'alliage traduisant une microstructure
biphasée similaire.

Ces perturbations aux angles ot les pics des deux phases se chevauchent, peuvent étre
dus a un effet de texture différent induit par le traitement thermique, que représente
'opération de galvanisation.

Ces résultats rejoignent les travaux de Choi et al. [5], qui montrent que des alliages
Fe-Mn, dont la teneur en manganese varie de 4% & 28%, sont caractérisés par la méme
capacité¢ d'amortissement qu'ils soient refroidis par trempe a l'eau ou a l'air. Ceci sous-
entendent donc qu'une trempe a l'air n'affecte pas la proportion de martensite € de l'alliage. Le
traitement de galvanisation peut d'ailleurs étre considéré comme un cycle d'un traitement
thermique cyclique avec un refroidissement a l'air, qui n'a donc pas d'effet significatif quant a

la fraction volumique des phases austénitique et martensitique de l'alliage Fe-Mn considéré.

Les mesures de la capacité d'amortissement des alliages Fe-16%Mn et Fe-18%Mn
galvanisés devraient donc engendrées un gain semblable a l'augmentation de capacité
d'amortissement enregistrée pour l'acier ferritique galvanisé. Des mesures effectuées aprés
dégalvanisation permettront également de confirmer la faible influence du traitement de

galvanisation sur la microstructure de I'alliage Fe-18%Mn.

IV.4.2. Mesure de la capacité d'amortissement des alliages galvanisés a température

ambiante

Des échantillons de flexion des deux alliages Fe-Mn étudiés ont €t¢ galvanisés 50
secondes par le procédé Technigalva a 0,09% de Ni, afin d'obtenir un revétement classique,
sans excroissance du composé . Le revétement obtenu sur l'alliage Fe-18%Mn, d'épaisseur
40 um, est d'ailleurs présenté sur la figure IV.15, confirmant ainsi l'efficacité du processus de

alvanisation proposé pour cette teneur en manganése de l'alliage.
p
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Figure IV.15: Alliage Fe-18%Mn galvanisé 50 s a
450°C par le procédé Technigalva Zn-0,09%Ni.
Figure IV 15: Fe-18%Mn alloy galvanized 50 s at
450°C by the Technigalva Zn-0,09%Ni process.

L'influence de la fréquence a tout d'abord été étudiée a température ambiante, pour les

deux alliages Fe-(16)18%Mn. La figure IV.16 présente leur capacité d'amortissement en

fonction de la fréquence

Alliages Fe-Mn galvanisés (ép.: 1.1 mm) |M Fe-18%Mn galva
Flexion 3 points: Ddyn = 20 pm (o = 7 MPa} © Fe-16%Mn galva
50 T_r = = —
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P ] o
< 354 .
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Figure IV.16: Influence de la fréquence sur la capacité d'amortissement des alliages Fe-
Mn galvanisés 50 s par le procédé Technigalva Zn-0,09%Ni. Température ambiante.
Figure IV.16: Influence of frequency on the damping capacity in the Fe-Mn alloys
galvanized 50 s by the Zn-0,09%Ni Technigalva process. Room temperature.
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Comme a [I'état non galvanisé, a température ambiante, l'alliage Fe-18%Mn a une
capacité d'amortissement supérieure d'environ 20% a celle de l'alliage Fe-16%Mn. Cependant
cette situation doit étre inversée pour des températures supérieures & 30°C, étant donnée la
perte de capacité d'amortissement liée a la transition magnétique de l'austénite résiduelle,
enregistrée par l'alliage Fe-18%Mn non revétu (chapitre 111, § 111.3.3.). Toutefois, le niveau de
capacité d'amortissement spécifique de l'alliage Fe-18%Mn galvanisé atteint a température

ambiante des valeurs comprises entre 25% et 30% sur la gamme de fréquence étudiée.

Ces résultats placent donc, a température ambiante, l'alliage Fe-18%Mn galvanisé au
sommet du domaine caractérisant les matériaux industriels (annexe 2), juste au-dessous des

alliages Mn-Cu bien connus pour leur utilisation sur les submersibles.

IV.4.3. Influence des parameétres fréquence et température en flexion 3 points

L'influence de la température n'a été €tudiée que pour l'alliage Fe-16%Mn galvanisé,
étant donné que l'alliage Fe-18%Mn a déja été caractérisé, certes sans revétement de
galvanisation (§ II1.3.2). En outre, la baisse en température jusque -30°C risque de moins
perturber la mesure pour l'alliage Fe-16%Mn, étant donné le peu dausténite résiduelle
demeurant dans cet alliage, qui est susceptible de se transformer en martensite € lors du

refroidissement,

Ainsi il est possible d'observer sur la figure IV.17, que l'alliage Fe-16%Mn subit une
1égére chute de capacité d'amortissement, inférieure a 20% quelle que soit la fréquence, sur la
plage de température considérée. Cependant, la transition observée dans la cas de l'alliage Fe-
18%Mn semble difficilement perceptible, étant donné la faible variation, inférieure a 3%, du
module d'Young, enregistrée parallélement. Cette analyse confirme la minimisation de la
perte de capacité d'amortissement pour des températures supérieures a la température de Néel

de l'austénite résiduelle, lorsque la proportion de cette austénite est également minimisée.
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Figure IV.17: Influence de la température et de la fréquence sur la capacité
d'amortissement de l'alliage Fe-16%Mn galvanisé 50 s par le procédé Technigalva Zn-
0,09%Ni.

Figure IV.17: Influence of temperature and frequency on the damping capacity in the
Fe-16%Mn alloy galvanized 50 s by the Zn-0,09%Ni Technigalva process.

La fréquence de sollicitation n'a que peu d'effet pour les premicres dizaines de Hertz,
mais la capacité d'amortissement augmente a nouveau d'environ 20% pour une fréquence de
100 Hz, variant donc sur la plage de température de 4,2.107 a 3,5.107 (de 26% a 22% pour la

capacité d'amortissement spécifique V).

Les deux cartographies (annexes 2 et 3) peuvent donc étre complétées par ces données
et celles relatives a l'alliage Fe-18%Mn, qu'il est intéressant de comparer avec la capacité
d'amortissement de l'acier classique galvanisé. En effet, sa valeur la plus élevée, a la
fréquence de 100 Hz par exemple, atteint a peine un tiers de la capacité d'amortissement des
alliages Fe-Mn a cette méme fréquence.

Si l'on considere de plus les conclusions du chapitre III, concernant I'optimisation de
la microstructure de cet alliage par traitement thermomécanique afin d'éviter ou réduire une
perte de capacit¢ d'amortissement au dessus de 30°C, le niveau d'amortissement atteint a

température ambiante peut s'étendre sur tout le domaine de températures considéré!

Certes la capacité¢ d'amortissement de l'alliage revétu est le résultat le plus important,
mais de nouveau il est intéressant d'évaluer la contribution du revétement et de la comparer a

la valeur obtenue dans le cas de I'acier classique galvanisé.

135



Chapitre IV

IV.4.3. Contribution du revétement

Des mesures en flexion 3 points a température ambiante ont été réalisées sur l'alliage
Fe-18%Mn apres dégalvanisation, afin de s'assurer de la faible influence du traitement de
galvanisation et de quantifier le réel gain de capacit¢ d'amortissement apporté par le
revétement. La figure I'V.18 présente donc l'influence de la fréquence a température ambiante

sur la capacité d'amortissement de cet alliage a I'état homogénéis€, galvanise et dégalvanisé.

Une premiere analyse concernant les €tats non revétus avant et apres galvanisation
confirme l'interprétation des diffractogrammes RX presentés figure IV.14, qui suggere que la
proportion de martensite € de l'alliage n'est pas réduite apres la galvanisation. En effet, la
capacit¢ damortissement de l'alliage dégalvanisé reste élevée et trés proche de celle
caractérisant I'é¢tat homogénéisé malgré des valeurs tres légerement inférieures, dont I'écart est

compris dans la précision de la mesure.
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Figure TV 18: Influence de la fréquence sur la capacité d'amortissement de l'alliage Fe-
18%Mn a température ambiante.

Figure IV_18: Influence of frequency on the damping capacity of the Fe-18%Mn alloy at
room temperature.

Une autre analyse de la figure ci-dessus permet €galement d'évaluer le gain de

capacité d'amortissement dii au revétement de galvanisation, en comparant les données
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relatives aux états galvanisé et dégalvanisé. Celui-ci varie entre 4 et 7.10” selon la fréquence,
g q

représentant une augmentation d'environ 14%.

Cette comparaison peut étre aussi réalisée pour l'alliage Fe-16%Mn grace aux données
reportées sur la figure IV.19, concernant les états homogénéisé et galvanisé a température
ambiante. Si I'on écarte les données relatives a la fréquence la plus basse, le gain de capacité
d'amortissement est trés proche de celui cité précédemment (5,5.10 4 15 Hz et 7,5.10° pour
les fréquences plus élevées). L'augmentation relative a I'état non revétu d'environ 25%, est

logiquement supérieure a celle caractérisant I'alliage Fe-18%Mn.
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Figure IV.19: Influence de la fréquence sur la capacité d'amortissement de l'alliage Fe-
16%Mn a température ambiante.

Figure IV.19: Influence of frequency on the damping capacity of the Fe-16%Mn alloy at
room temperature.

11 est alors possible de tester le modéle établi au paragraphe 11.4.1. pour les alliages
Fe-Mn galvanisés, bien que ce modele ait été congu pour des substrats de faible capacité
d'amortissement. Cependant, un résultat cohérent appuierait sa validité et pourquoi pas son

extension a des couples substrat-revétement, tous deux a haute capacité d'amortissement.
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Le calcul de la capacité d'amortissement intrinséque du revétement nécessite les
données expérimentales que sont les capacités d'amortissement des alliages Fe-Mn avant (s)
et aprés galvanisation (t), les €paisseurs et les modules d'Young du substrat (s) et du
revétement (r). Il est rappelé que le module d'Young du revétement est calculé par une loi des
mélanges faisant intervenir les modules du zinc pur et du composé intermétallique &, obtenu

par interpolation linéaire en fonction de sa composition entre ceux du fer et du zinc.

A température ambiante et basse fréquence (15 Hz par exemple):

Q" - Q' =0,35.107 pour l'alliage Fe-18%Mn (0,55.10 pour l'alliage Fe-16%Mn)
E, =113 GPa, d, = 0,05 mm

E,= 180 GPa, d; = 0,5 mm

G o Bd) L _Q-Q
wee Q=Q3 (Ed] o =¥Fjj
Ed,

Le résultat donne pour la capacité d'amortissement intrinséque du revétement de
galvanisation a basse fréquence et 4 température ambiante: Q', = 2.107 (ou 2,4.10°%).

Ce résultat est du méme ordre et trés proche de la valeur obtenue avec les mesures
effectuées en flexion trois points sur l'acier ferritique bas C galvanisé (chapitre II, § 11.3.4.).
Sachant que la précision de la mesure pour ce type de sollicitation est de l'ordre de 2. 102, ce

résultat confirme le choix de cette modélisation.
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CONCLUSIONS

Le processus de galvanisation d'alliages a forte teneur en manganese était plutot
méconnu. Les travaux antérieurs effectués au Laboratoire de Métallurgie de Lille I sur le
systeme ternaire Fe-Zn-Mn a 450°C ont permis d'éclairer la démarche utilisée pour étudier la
réaction de galvanisation des alliages Fe-Mn.

L'étude de la réaction de galvanisation d'un alliage Fe-~15%Mn en bain de Zn-Ni a
montré qu'une teneur en manganése aussi élevée dans l'alliage modifie les équilibres existant
dans le ternaire Fe-Zn-Ni a 450°C, et que le procédé Technigalva Zn-0,09%Ni permet d'éviter
une surcroissance du composé { rencontrée avec le procédé Technigalva Zn-0,06%Ni.
L'interprétation des résultats a également permis la représentation du coin riche en zinc du

systéme quaternaire Fe-Mn-Zn-Ni a 450°C.

Le processus de galvanisation une fois maitrisé, 1'étape finale de ces travaux a consisté
a mesurer la capacité¢ d'amortissement des alliages Fe-Mn étudiés, apres traitement de
galvanisation par le procédé Technigalva Zn-0,09%Ni. Le niveau atteint est tres intéressant
car il place ces alliages revétus au sommet du domaine des matériaux industriels avec une
capacité d'amortissement spécifique atteignant dans certaines conditions 30% (fréquence de
60 Hz, température ambiante) pour l'alliage Fe-18%Mn, tout en restant supérieure a 20%
quelles que soient les conditions de température et de fréquence en ce qui concerne l'alliage

Fe-16%Mn.
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Conclusions

Le comportement sous sollicitation monotone en milieu corrosif d'un acier ferritique
galvanisé au trempé et la caractérisation de sa capacité d'amortissement sous sollicitation
dynamique, montrent que les propriétés structurales et mécaniques différentes de chacun des
constituants du revétement de galvanisation modifient a la fois le comportement en C.S.C. et
les propriétés amortissantes de l'acier ferritique.

Le caractere fragile de la phase J, la délamination facile des cristaux de £ et la faible
plasticité du zinc pur sont a l'origine de I'amorgage rapide de fissures dans le revétement en
traction lente. En milieu chloruré, elles constituent des sites de corrosion localisée qui sont
ensuite le siege d'une production intense d'atomes dhydrogene, amenant l'acier a une rupture
par fragilisation par I'nydrogeéne a potentiel libre, pour des vitesses de déformation inférieures
4 5.10° s, Des essais de traction lente en milieu corrosif sur le méme acier, mais revétu
d'une couche de zinc sans composés intermétalliques ont confirmé I'importance de la
morphologie du revétement, étant donné le caractére ductile de la rupture a potentiel libre,

aux tres basses vitesses de déformation.

Les hétérogénéités meécanique et structurale du revétement de galvanisation et sa
morphologie, présentant trois interphases et de multiples interfaces dans £, sont également de
multiples sources de dissipation d'énergie sous sollicitation dynamique. Ceci explique le gain
obtenu pour la capacité d'amortissement spécifique d'un acier ferritique bas carbone apres
galvanisation: ¥ passe de 1,3% a 3,5% a basse fréquence et a température ambiante. En
adaptant le modele de Berry a l'acier galvanisé, la capacité d'amortissement intrinséque du
revétement a pu étre quantifiée. Celui-ci, caractérisé par une capacité¢ d'amortissement
spécifique de 16% a température ambiante et basse fréquence, peut étre qualifié¢ de matériau a

haute capacité d'amortissement.

La fragilisation par l'hydrogene du matériau "acier galvanis€" résultant d'une
interaction entre propriétés mécaniques et électrochimiques du substrat et du revétement, peut
étre évitée, par exemple grace a l'utilisation d'aciers bas carbone, dont les caractéristiques
mécaniques sont plus élevées que l'acier LF. étudié dans ces travaux. Cependant
l'optimisation de l'acier galvanisé en terme de capacité d'amortissement nécessite I'étude de
substrats & haute capacité d'amortissement galvanisables, étant donnée la valeur déja élevée

de celle du revétement de galvanisation.
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A partir d'une ¢tude bibliographique de travaux récents sur les alliages Fe-Mn, alliant
de bonnes caractéristiques mécaniques a une haute capacité d'amortissement, et & I'analyse
des essais réalisés sur les alliages Fe-16 (et 18)%Mn, il a été montré qu'une teneur en
manganése comprise entre 17 et 18% assure a un alliage bas carbone la plus haute capacité
d'amortissement du systétme Fe-Mn, par la présence de martensite €. Le niveau
d'amortissement atteint a température ambiante pour l'alliage Fe-18%Mn sur le domaine de
fréquence considéré, le place dans la classification des aciers et alliages (annexe 2) au-dessus
des fontes grises par exemple, bien connues pour leur propriété amortissante.

Cette propri€té était attribuée jusqu'a présent au mouvement réversible des interphases
v/e ou des interfaces g/e d'orientation différente, sous sollicitation cyclique. Grace a I'étude de
l'influence de la température, qui montre une chute de capacité d'amortissement pour des
températures supérieures a la température de Néel de l'austénite résiduelle (30°C), ou une
transition antiferromagnétique -> paramagnétique a lieu dans l'austénite résiduelle, un
deuxiéme mécanisme de dissipation d'énergie est proposé. Pour des températures inférieures a
la température de Néel de l'austénite, il est en effet nécessaire de considérer le mouvement
induit par la contrainte des parois des domaines antiferromagnétiques de la phase austénitique
résiduelle.

Afin de minimiser les conséquences néfastes de cette transition magnétique, il est
possible de réduire la proportion d'austénite résiduelle au profit de martensite €. Plusieurs
solutions métallurgiques sont envisageables, dont une parait la plus réalisable dans un
contexte industriel. L'alliage Fe-18%Mn connaissant le phénomeéne de transformation de
phase induite par plasticité¢ (y > €), un écrouissage controlé va réduire la contribution

magnétique au profit de la contribution relative aux interphases y/e.

Dans l'objectif d'implanter de tels alliages sur les chassis automobiles, qui sont
galvanisés en bain de Zn-Ni chez MATRA Automobile, I'étude de la réaction de galvanisation
d'alliages Fe-~15%Mn s'est révélée nécessaire. Celle-ci montre qu'une teneur en manganése
aussi élevée dans l'alliage modifie les équilibres existant dans le ternaire Fe-Zn-Ni a 450°C.
Le procédé Technigalva Zn-0,09%Ni permet d'éviter une surcroissance du compos¢ &,
rencontrée avec le procédé Technigalva Zn-0,06%Ni. L'interprétation des résultats a permis
également de donner une représentation du coin riche en zinc du quaternaire Fe-Mn-Zn-Ni a

450°C.
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Conclusions

Le processus de galvanisation une fois maitrisé, I'étape finale de ces travaux a permis
de mesurer la capacité d'amortissement des alliages Fe-Mn étudiés, aprés traitement de
galvanisation par le procédé Technigalva Zn-0,09%Ni. Suite au gain apporté¢ par le
revétement, la capacité d'amortissement spécifique de l'alliage Fe-16%Mn reste comprise
entre 20% et 26% quelles que soient les conditions de température et de fréquence, tandis que
celle de l'alliage Fe-18%Mn atteint parfois 30% (f = 60 Hz, T < 30°C). Ces résultats placent
donc ces alliages revétus au sommet du domaine des matériaux industriels en terme de
capacité d'amortissement, avec de surcroit des caractéristiques mécaniques tres intéressantes

(haute limite d'élasticité, allongement a rupture élevé).

En résumé, l'optimisation du matériau "acier galvanis€" en terme de capacité
d'amortissement passe donc par le développement d'un acier Fe-Mn bas carbone, dont la
teneur sera comprise entre 17 et 18%, et qu'il faudra galvaniser par le procédé Technigalva &
0,09% de nickel apres un traitement thermomécanique bien défini permettant d'augmenter la
proportion de martensite € et par conséquent le nombre d'interphases mobiles. En outre, une
derni¢re remarque concerne le comportement en C.S.C. en milieu NaCl de tels aciers
galvanisés. Leurs caractéristiques mécaniques ¢levées laissent & penser qu'ils ne montreront
pas de sensibilité a la fragilisation par I'hydrogeéne induite par la corrosion du zinc, cependant
le coefficient de diffusion de I'hydrogene est €levé dans la phase €, de structure hexagonale

compacte et les interphases constituent de nombreux court-circuits de diffusion.
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ANNEXE 1

Viscoanalyseur METRAVIB: présentation des analyses appliquées

‘COMBOSITE .

e AT

ECHANTILLON :
Composite fibre de carbone / Thermoplastique /
Thermodurcissable.

OBJECTIF DE L'ETUDE:
Comportement du composite.

PORTE-ECHANTILLON:
Flexion 3 points appuis simple.

COMMENTAIRE:
La mesure des caraciéristiques viscoélastiques d'un matériau composite permet de
définir I'imporlance des composants de la matrice dans le comportement dynamique
de la structure et d'analyser le procédé de fabrication afin d'optimiser les durées et
les lempératures de polymérisation. La courbe met en évidence pendant la chute du
module, les relaxations principales des composants de la matrice : I'une est thermo-  LOGICIEL:

plastique, |'autre thermodurcissable. "VISCO" : Balayage en température et en fréquence,

TILLON : Fim po

OBJECTIF DE L’ETUDE :

Analyse du procédé de fabrication. e g ;
PORTE-ECHANTILLON ; :
Pince  film. ‘I;T"-
COMMENTAIRE: < It

%

la courbe, ci-jointe, met en évidence la superposition du comporte- <>

ment viscoélastique des 2 couches d'un film constitué par : ‘

- Un support en polycarbonate d'épaisseur 40 microns dont la transition vilrause est
sivée & 150°C.

- Une couche magnéfique (polyuréthane réficulé + oxyde métallique] d'environ 8
microns d'épaisseur, dont la transition vilreuse est située & 120 °C.

LOGICIEL:
“CINETIQUE". Balayage en fonction du temps.

PR T SO I, AP AN T T
[S L .
AT o Aoy = L R St e Y A 3

ECHANTILLON :

Caoutchouc non réticulé.

OBJECTIF DE L'ETUDE :

Comportement non-linéaire des élastoméres.

PORTE-ECHANTILLON :
Cisaillement plan.

COMMENTAIRE:

La majorité des élastomeres présente un comportement viscoélasti-
que fortement non-finéaire. Pour une caractérisation complete de ce iype de maté-
riaux {formulation - taux de charge - taux de réticulation), il est intéressant de leur
imposer des conlraintes et des dé%ormotions stafiques avant toute sollicitation dyna-
mique soit fixe soit par belayage.

Lo courbe représente le comportement d'vn cooutchouc en fonction du riveau de  LOGICIEL:

déplacement dynamique. ViSCO " Belayage en déplacement avec opron 3000
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taatrwents| | Pchier

toharllllon ¢ PIDNES VEBL/TYONY
Sollicitation & PIACTION-COMPRISSICN

Fibres de verre / résine epoxy.
OBJECTIF DE L'ETUDE :

Optimisation de fabrication & partir d'un préimprégné.

PORTE-ECHANTILLON ;
Traction-Compression ondulée.

COMMENTAIRE :
Le VISCOANALYSEUR permet de simuler les procédss de cuisson de matériaux & base
de résine thermodurcissable. Le logiciel "Cinétique” assure la modélisation du proces-
sus de durcissement. A parfir des résullats de mesure, on analyse - la phase liquide :
diffusion de résine dans les fibres, évaporation de solvants - la phase cacutchoutique :
temps de gelification - la phase solide : temps de vitrification, temps de démouloge & LOGICIEL:

chaud, temps de polymérisation oplimum. "CINETIQUE" : Balayage en fonction du temps.

¥ OPUTTRRRTeW N

‘:}é T framas twtremeets

Colle epoxy.

OBJECTIF DEL'ETUDE ;
Suivi du durcissement de la colle.

PORTE-ECHANTILLON :

Cisaillement annulaire.

COMMENTAIRE :

L'étude consiste @ déterminer le ou les lemps caractéristiques de
lo cuisson d'un adhési. La cellule de cisaillement annulaire permet ¢ cccéder aux
caractéristiques intrinséques du motériau dans des conditions proches cz 'utifisation :
film de colle mince ef & I'abri de I'air. Ces essais permetient d'obtenir {2 diogromme
de phase d'un adhésif.

LOGICIEL: .
"CINETIQUE" : Mesure dy~amque <~ fonction du temps.

Bl
ECHANTILLON :
Peinture oléoglycérophtalique thixotropée.

OBJECTIFDEL'ETUDE :
Etude du comportement théologique.

PORTE-ECHANTILLON:

Pompage annulaire,

COMMENTAIRE :

Dans les matériaux présentant un comportement indépendant du
temps, un balayage en fréquence permet la quantification des paremét-zs progres a
des comportemens de liquide newlonien, pseudoplastiques, théofludificats dans une
plage de viscosité dynamique a partir de 8.] Pas.s. La courbe représeniz le compor-
lement de type pseudoplostique d'une peinture {la viscosité en cisaillament décroii
avec la fréquencel, lo tﬁixolropie est représentée par le retard de viscosité enfre lo LOGICIEL:

montée et lo descente en fréquence. "VISCO - Balayege enréz.zmce.
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Viscoanalyseur METRAVIB équipé du montage de flexion 3 points libre
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ANNEXE 2
]O: L ] R R : = T A3 Xlll[l T T T ri11r T T llll" T T T l'l'II'll T T lr‘l'l:
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MFA :88-91
1 3
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=
o(_) 10 Mg ALLOTS 3
o \ ]
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z F ‘L':» 16%Mn
N
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= N w0005 = E
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L N w00oDS |
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Cartographie rigidité / amortissement établie a basse fréquence et a 30°C.

155






Annexes.

ANNEXE 3

*DAMPING INDEX (LOGARITIHMIC SCALE)

Table 1. Comparison of damping capacity of a variety of metals

80

9

0.4

03

0.2

0.1

Cu=an-Al (SNA)

PURE Mg(CAST)Mg ALLOY KIXI-F or T4CAST)
Mg ALLOY SI-F(CAST)

PURE Mg(WROUGHT)

MANGANESE-COPPER ALLOYS

NITINOLS (SMA)

 Fe-18%Mn galvanisé (5 Hz)

e

Mg ALLOY MI-F(CA

— - Fe-18%Mn (5 Hz)fFe-16%Mn galvanisé (5 Hz)

HIGH CARBON FLAKE CAST IRON (20% Ni)
PURE NICKEL

PURE [RON

THORIA (T.D.) NICKEL

WESTINGHOUSE NIVCO.10
Mg ALLOY A231B-F(lin. ROLLED PLATE)
SPUN CAST [RON

= !
D o <
&

MALLORY NO-CHAT
12% Cr STEEL

AUSTENITIC FLAKE CAST IRON
CERTAIN TITANIUM BINARY ALLOYS
S.A.P. ALUMINUM

NORMALIZED 0.08%C STEEL

Acier galvanisé (5 Hz)

FERRITIC STAINLESS STEELS

{ PEARLITIC MALLEABLE

BLACKHEART MALLEABLE CAST IRONS
AS-CAST PEARLITIC NODULAR

AS-CAST HIDUNEL COPPER
NORMALIZED 0.45 AND 0.95% C STEELS

R ——

MEDIUM

T, R —

AUSTENTIC STAINLESS STEELS

BRASS, FREE-CUTTING
NORMALIZED 0.65 AND 0.80% C STEELS

Al ALLOY 1100-F
Al ALLOY 2011-T3

* The damping indzx is defined as the specific damping capacaty measured at a
stress that is one-tenth the value of the tensile yield stress.

o
I veras

Comparaison de la capacité d'amortissement spécifique de différents
métaux a température ambiante et basse fréquence (¥ = 2n Q, en

%) [11]
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Reésumé-Abstract

RESUME

Dans le cadre de I'étude des propriétés mécaniques des aciers galvanisés au trempé,
ces travaux montrent le rdle important que jouent les caractéristiques mécaniques et
structurales du revétement de galvanisation sur la résistance a la corrosion sous contrainte
sous sollicitation monotone, et sur la capacité d'amortissement sous sollicitation dynamique
d'un acier plat galvanisé.

L'objectif principal de cette étude consiste & optimiser le matériau acier galvanisé en
terme de capacité damortissement. L'implantation d'alliages galvanisés Fer-Manganése dans
le secteur automobile semble étre le meilleur compromis pour obtenir & la fois de hautes
capacités d'amortissement, de bonnes caractéristiques mécaniques et une bonne tenue a la
corrosion.

L'influence des parametres fréquence et température a permis de préciser les
mécanismes de dissipation d'énergie liés & la capacité d'amortissement élevée des alliages
polyphasés Fe-16(et 18)%Mn. Ces alliages contiennent en effet le maximum de martensite €
de trempe, dont les interphases avec l'austénite résiduelle sont des sources de dissipation
dénergie sous sollicitation cyclique. Il est également nécessaire de considérer une
contribution magnétique & l'amortissement lorsque l'austénite est dans son état
antiferromagnétique, c'est a dire sous sa température de Néel.

La maitrise du processus de galvanisation & chaud de tels alliages en bain de Zn-Ni,
utilis¢ dans l'industrie, a permis de proposer la représentation du coin riche en zinc du
systéme quaternaire Fe-Mn-Zn-Ni a 450°C. Les capacités d'amortissement obtenues apres
galvanisation situent ces matériaux polyphasés revétus au sommet du domaine des matériaux

de construction.

Mots clés:
Acier galvanisé, galvanisation, corrosion sous contrainte, fragilisation par l'hydrogene,
capacité d'amortissement, alliages Fe-Mn, transformation martensitique, dissipation d'énergie,

antiferromagnétisme.
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Résumé-Abstract

ABSTRACT

Within the study of the mechanical properties of galvanized steels, these works show
the significiant function of the mechanical and structural features of the coating on stress
corrosion cracking resistance under monotonous loading and on damping capacity under
dynamic loading of a galvanized steel.

The main purpose of this study consists in optimizing the material "galvanized steel”
in terms of damping capacity. The introduction of galvanized alloys Iron-Manganese in the
automotive industry seems to be the best compromise, in order to obtain, in the same time,
high damping capacities, good mechanical properties and a good corrosion resistance.

The influence of parameters like frequency and temperature has permitted the
determination of the mechanisms of energy dissipation related to the high damping capacity
of polyphased alloys Fe-16(and 18)%Mn. Indeed these alloys contain the largest amount of €
martensite, the interphases between this martensite and the residual austenite being sources of
energy dissipation under cyclic loading. A magnetic contribution to damping has to be
considered when the austenite is under its Néel temperature related to its antiferromagnetic
state.

The control of hot galvanizing process of such alloys in Zn-Ni bath, used in industry,
has given the representation of the zinc rich comer of the quaternary system Fe-Mn-Zn-Ni at
450°C. The damping capacities obtained after galvanizing lead these coated alloys to the top

of the engineering materials domain.

Key words:

Galvanized steel, galvanizing, stress corrosion cracking, hydrogen embrittlement, damping

capacity, Fe-Mn alloys, martensitic transformation, energy dissipation, antiferromagnetism.
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