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INTRODUCTION

Les tuyauteries vapeur du circuit secondaire des réacteurs a eau pressurisée sont
constituées de tubes en acier au carbone manganése (nuance A 48) assemblés par soudage.
Elles fonctionnent a une température de 300°C. Le processus de rupture résulte alors d’un
mécanisme de déchirure ductile et non de rupture fragile.

Les joints soudés sont toujours des zones privilégi€es pour I’apparition des défauts. L exigence
en termes de sécurité, pour ce type d’installations, rend donc indispensable I’étude de la
rupture dans ces composants.

L’analyse de la nocivité des défauts, dans les assemblages soudés, est généralement abordé en
utilisant les concepts de la mécanique de la rupture et plus particulierement les approches
globales telle que lintégrale J de Rice. Cependant, l'hétérogénéité de la structure pose le
probléme de la validité de ce type d'approche proposé initialement pour les structures
homogeénes. En effet, la fissure est entourée de trois matériaux (Métal de Base MB, Zone
Affectée Thermiquement ZAT et Métal Fondu MF) dont les structures métallurgiques et les
propriétés mécaniques sont différentes. En fonction de la structure étudiée ou du chargement
considéré, le role joué par chaque zone du joint soudé sur le chargement local de la fissure peut
varier fortement. On comprend donc que la résistance a la déchirure ductile d'un joint soud€ est

alors difficile a caractériser.

Le but de ce travail est d’apporter une contribution a I’étude de la déchirure ductile a chaud
dans un joint soudé¢ afin de développer une méthode d’analyse, adaptée a ce type de jonction.
Deux voies seront utilisées : une voie numérique et une expérimentale. Pour une meilleure
compréhension des processus conduisant a la déchirure ductile des structures soudées, nous
avons vérifi€¢ deux approches de la mécanique de la rupture : une approche globale (J, CTOD)

et une approche locale (R/Ry).

Le plan de I’étude est le suivant :

Chapitre I : Ce chapitre est consacré a une €étude bibliographique composée de trois parties :

- La partie A constitue un rappel des notions de la MLER. et de I'intégrale J de Rice. De
plus, elle dresse un bilan d’une part des différentes méthodes expérimentales permettant la

détermination du paramétre énergétique J et les difficultés de la détermination de la courbe



« J-Aa» d’autre part. Les parameétres influengant la précision de la ténacité, telle que la
géométrie de 1’éprouvette utilisée, sont ensuite présentés. Enfin, nous avons présenté, dans

cette partie, 1’effet de I'hétérogénéité des structures soudés sur la ténacit€.

- La partie B concerne 1’approche locale de la déchirure ductile, qui est basée sur la
connaissance des mécanismes microscopiques intervenant lors de ce type de rupture. Nous
présentons d’abord un bref rappel des mécanismes physiques conduisant a la déchirure
ductile. Ensuite, nous exposons les principaux types de modéles permettant la modélisation
de ce phénomeéne. Enfin, nous développons quelques aspects statistiques intervenant lors de

la rupture ductile.

- La partie C concerne plus particuliérement ’exposé des paramétres utilisés dans les deux
approches : J, R/R,, ... . De méme, nous présentons les techniques numériques conduisant a

la modélisation de I’avancée de la fissure.

Chapitre I : 11 présente I’étude expérimentale menée pour déterminer les caractéristiques mécaniques de
chacun des matériaux constituant le joint soudé (MB, MF, ZAT), ainsi que leurs
résistances & la déchirure ductile, & la méme température de service T= 300 °C, afin de

justifier leur intégrité.

Chapitre III : Il rapporte 1’étude paramétrique, basée sur des calculs par la méthode des éléments finis,
de la déchirure ductile dans un joint soudé. Nous avons présenté successivement, la
démarche effectuée pour identifier :

1)- Les facteurs principaux qui régissent la résistance a la rupture d’un joint
soudé.

ii)- les limites des critéres énergétiques de rupture et la validité des critéres locaux
dans le cas d’une structure hétérogéne (cas du joint soud€), pour utiliser un critére
optimal de rupture.

iii)- le type de modélisation le mieux adopté, pour présenter un joint soude¢ et

connaitre les conditions réelles d'amorgage de la fissure.



On peut noter que les résultats obtenus dans cette troisiéme partie présentent un caractére général et
sont susceptibles de contribuer a la mise au point d'une méthode générale pour étudier la résistance a la

déchirure ductile des zones soudées.



La Mécanique Elastoplastique de 1a Rupture

-A-

LA MECANIQUE ELASTOPLASTIQUE DE LA RUPTURE

A.1 - INTRODUCTION :

La mécanique de la rupture admet I’existence de surfaces de discontinuité des
déplacements (fissures). Elle a pour but de prédire I’évolution de ces défauts et de caractériser
la ténacité des matériaux. Selon la direction de la sollicitation par rapport a celle de la fissure,
celle-ci peut étre soumise & trois principaux modes de propagation (fig. A.1) [A.1,2] : mode I
( mode d'ouverture), mode II (mode de glissement paralléle), et mode III (mode de glissement

perpendiculaire)

mode I mode 11 modelll

Figure A.1: Les trois modes de la rupture

Tout d’abord, nous rappelons briévement les notions essentielles de la Mécanique Linéaire

Elastique de la Rupture (M.L.LER) :




La Mécanique Elastoplastique de la Rupture

a)Taux de restitution d’énergie

Cette approche consiste a étudier le bilan des énergies mises en jeu dans le processus
d’accroissement de fissure. En 1920 Griffith, avait donné les idées qui sont a I’origine de la
MLERJ[A3a6]:
- le comportement du solide est €lastique lin€aire,
- I’énergie dissipée par déchirure est proportionnelle a la surface créée 2 y a (y est une
constante du matériau).
- I’instabilité se produit lorsque I’énergie élastique libérée par I’extension d’une fissure
dépasse I’énergie absorbée par la création de nouvelles surfaces.
Depuis, cette théorie a été étendue. IRWIN [A.7] a défini, pour un probléme plan et a
chaque extrémité de la fissure, le taux de restitution d’énergie élastique « force d’extension

de la fissure » , notée G :

G=- — — (A. 1)

avec

- P = (U - W,) I’énergie potentielle qui est égale a la différence entre 1’énergie de
déformation €lastique du solide et le travail des forces appliquées.

- a : longueur de la fissure

- B : I’épaisseur de I’éprouvette

La condition de rupture par instabilité des milieux élastiques de Griffith est alors

G>2y (A2)

b) Facteur d’intensité de contrainte
G.R. Irwin [A 8] a montré que les champs de contraintes et de déplacements au voisinage d’un
front de fissure (fig. A.2), pour un milieu purement élastique, peuvent étre caractérisés

respectivement par les expressions suivantes :



c(r,e>=T;—;fl © (A3)

U(x,0) = K(\/%; )f2 ®) (A4)

ou
1, O : les coordonnées polaires du point consideré.

K : un paramétre scalaire appelé « facteur d’intensité de contrainte» exprimé en

(MPa.\/_nH ), qui dépend seulement du chargement extérieur et de la géométrie de la fissure.

Oxx

Gz

Figure A.2 : Contraintes au voisinage de ’extrémité d’une fissure.

Suivant le mode de la rupture, K peut étre noté K;, Ky ou K. Il s’exprime, d’une maniére

générale, sous la forme :
K=o ¢ Jna (A.5)
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ou

a : longueur du défaut,

o : facteur correctif de géométrie

G : contrainte nominale appliquée
Les relations (A.3, A4) montrent que la seule connaissance du facteur d’intensité de
contrainte K permet de décrire la distribution des contraintes en pointe de fissure.
Par ailleurs, il faut noter que le mode I est le plus sévére et le plus rencontré des trois modes de
rupture [A.9]. Ceci conduit donc a raisonner, en restant conservatif, sur le coefficient K et sa
valeur critique Kic appelée ténacité : une propriété intrinseque du matériau. Cette approche

permet de quantifier la ténacité des structures en service.

¢) Détermination expérimentale de Kic :

La détermination expérimentale de Kic dotit s’effectuer dans les conditions de déformations
planes, la taille de la zone plastique au fond de la fissure étant petite par rapport a la
longueur de fissure [A.10,11]. En effet, K. décroit lorsque I’épaisseur de I’éprouvette croit
jusqu’a ce que soient atteintes les conditions d’un état de déformations planes (fig. A.3). La
valeur limite atteinte dans ces conditions correspond au facteur d’intensité de contrainte

cn'tique Kic.

Kic

Figure A. 3 : Variation de K. avec P’épaisseur de I’éprouvette [A.10]
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Ceci conduit a la condition suivante sur les valeurs de a et de B [A.12] :

2
(KIC} (A 6)

a,B>25
ce

ou o, désigne la limite élastique du matériau.
Cette relation implique la nécessité d’utiliser des éprouvettes d’autant plus épaisses que la
limite d’élasticité du matériau est faible. Il est donc utile de relier Kic & des parametres plus

simple a déterminer en utilisant des petites €prouvettes.

L’intégrale J se présente comme un moyen commode d’étendre les concepts de la MLER au

cas des matériaux qui présentent des déformations plastiques a fond de fissure.
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A.2 - L'INTEGRALE J DE RICE :

A.2.1-Définition et propriétés.
L'intégrale J de RICE [A.13,14], développée dans le cas d’un probléme plan pour un matériau

a comportement €lastique, est définie suivant un contour I" (Fig. A 4) par la relation suivante :

J= fr[W(a).dx2 - i'.fxi.ds] (A7)

Figure A. 4 : Définition de Pintégrale J selon Rice.

ou:

- X; et X : les coordonnées du point courant M du contour par rapport au fond de
la fissure.

-T : un contour passant dans la matiére et entourant le fond de fissure en partant de
la lévre inférieure et finissant sur la lévre supérieure

-W - 1a densité d'énergie de déformation définie par la relation suivante
€
W :J'Ooij'deij (AS)

- ds : I'élément du contour
-t : le vecteur contrainte agissant surdsen M (t;= o; ;)

- 1 : le vecteur normal en M

10
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- u : le vecteur déplacement du point M

L'intégrale J posséde deux propriétés essentielles :
1- J est indépendante du contour d'intégration choisie dans le cas de 1’élasticité
(annexe 1).

2- si le comportement est élastique linéaire, l'intégrale J est €gale au taux de restitution

d'énergie G :
dp K?
da E (A9)
en contraintes planes : E=E
; . = E
en déformations planes : E = 5
-V

ou
- E : module d'Young (MPa)

- v: coefficient de poisson
- K : facteur d'intensité de contrainte (MPa \/m)

- P : énergie potentielle

A.2.2- L’influence de la plasticité :
La plasticité peut étre traitée comme 1’élasticité non linéaire, a condition que le chargement soit
monotone et proportionnel sans décharge. Le matériau élastique non linéaire est décrit par

énergte de déformation [A.15] :
W= j;cij'dsij et G, = (A.10)

La encore, I’intégrale J est indépendante du choix du contour d’intégration.

L'intégrale J représente la variation d’énergie potentielle d’un systéme fissuré au cours de
chargement, mais elle n’est plus égale au taux de restitution d'énergie G qui ne prend pas en
compte la plasticité :

J =-£ =G (A.11)
da

1"



La Mécanique Elastoplastique de 1a Rupture

A.2.3- Champs des contraintes et des déformations a la pointe d’une fissure :

J'W. Hutchinson [A.16,17], JR. Rice et al [A.18 a2 21] ont montré, pour les matériaux

obéissant a une loi d’écoulement de la forme,

20
S_|& (A.12)

qu’il existe au voisinage de la pointe de la fissure, un champ de contraintes et de déformations

ayant I’expression singuliére suivante :

n

J jhn .
G; =Cy)| — r = £.(0) (A.13)
y 0(80 c, 1, 5
1
e
G =€ T 2l g (0 Al4
St ) T 8O (A14)

ou
-n : le coefficient d’écrouissage
- 0y : la contrainte de référence qui peut étre prise comme étant égale a limite
d’élasticité o, ou a la contrainte d’écoulement G..
- g : la déformation correspondant a o

- I, : une fonction sans dimension de n
L’intensité des contraintes et des déformations, dans la singularité élastoplastique, est

donc caractérisée par ’intégrale J, qui joue donc le méme réle que K en mécanique linéaire

élastique [A.22-A 23]

12



La Mécanique Elastoplastique de la Rupture

A.2.4 - Détermination expérimentale de la ténacité :

Dans le cas d’un matériau ductile, I’avancée d’une fissure sous 1’action d’un chargement
croissant est caractérisée macroscopiquement par les €tapes suivantes :

- ’émoussement du front de la fissure initialement aigu

- la croissance stable résultant d’une déchirure au fond de la fissure

- 'instabilité brutale

Un tel comportement se manifeste globalement dans une courbe expérimentale,
exprimant la variation du paramétre J en fonction de I’avancée de la fissure Aa : « J-Aa»,
par la présence de deux zones (fig. A.5) [A.24-A.25]. La premiére, ou la valeur du
paramétre énergétique J augmente trés rapidement, caractérise ’émoussement de la
fissure au cours du chargement. La seconde, ou J augmente lentement représente la
croissance stable de la fissure. La ténacité (Jc) est la valeur du parametre énergétique J
correspondant a I’intersection entre les deux droites. La détermination de la courbe« J-

Aa » nécessite le calcul du parameétre J et la mesure de ’avancée de la fissure Aa.

Y\ Croissance stable par
déchirure ductile

‘Emoussement

-
>

Croissance de la fissure Aa (mm)

Aa

Figure A.S : Schématisation du processus de la déchirure ductile.
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La Mécanique Flastoplastique de la Rupture

A.2.4.1 - Détermination de la grandeur J :

Expérimentalement, il n’est pas possible de mesurer I'intégrale J, mais plutdt un parameétre
énergétique J qui peut s’identifier a I'intégrale sous certaines conditions. Il existe deux
techniques pour déterminer ce parametre J :

- méthode de BEGLEY-LANDES

- méthode des fissures profondes

a) méthode de BEGLEY-LANDES

J. Rice a montré que I'intégrale J peut étre reliée au taux d’énergie dissipée (fig. A.6)
par la relation [A.26-A.27] :

1{0U
J= ——(—-—) a déplacement constant (A.15)
B\ Oa

du

/a

"R atAa

Figure A.6 : Variation d’énergie dissipée a déplacement constant.
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La Mécanique Elastoplastique de la Ruptur

A partir de cette relation, BEGLEY et LANDES ont propos€ une méthode expérimentale pour
déterminer ce paramétre J [A.28]. Celle-ci nécessite 'utilisation de plusieurs éprouvettes
identiques possédant des longueurs de fissure différentes. La détermination de J passe par les
étapes suivantes (fig. A.7):

- A partir de I’aire sous la courbe « force-déplacement des points d’applications de la
charge», on détermine pour chacune des éprouvettes de longueur de fissure a;, les énergies
stockées par unité d’épaisseur (U/B) correspondant a différents déplacements d;.

- Cela permet de tracer ensuite les courbes U/B = f(a) correspondant aux déplacements

choisis d (d;, da, ...). Ces courbes sont, en premiére approximation, des drottes. J pour les

1{0U
différentes valeurs de d, correspond selon ces courbes a la pente car J = —E[B—a—]

Lo = e - m e m - —-

Figure A.7 : Détermination expérimentale dc la courbe (J-d) selon

la méthode de BEGLEY et LANDES [A.28].

15
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b)- méthode des fissures profondes :

Cette technique nécessite une seule éprouvette. En effet, en faisant ’hypothése que J est
proportionnelle au travail dissip€ U, le calcul du paramétre énergétique J peut s’effectuer a

partir de I’aire sous la courbe « charge-déplacement » par la formule suivante [A.29-A.30] :

U

J=n——
TB(W_ag)

(A.16)

ou

n : coefficient dépendant de ao/W et de type de I’éprouvette.

D’apres la recommandation [A.31] le coefficient m, pour I’éprouvette CT, peut s’écrire sous la

forme :

n = 2,00 + 0,522 (1—a%v) (A.17)

avec a, : longueur initiale de la fissure de fatigue

W : largeur de I’éprouvette
B : épaisseur de I'éprouvette
(W —a,) : longueur initiale du ligament

U : aire sous la courbe « charge-déplacement »

P (KN)

U% d (mm)

Figure A.8: Aire sous la courbe « charge-déplacement »
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La Meécanique Elastoplastique de 1a Rupture

Par ailleurs, J.D.G. Sumpter [A.32] a suggéré la partition additive du parameétre énergétique J

en considérant une composante élastique et une composante plastique :
J=Je+Jp (A.18)

La composante élastique J. est identique au taux de restitition d’énergie G. Ce qui permet
donc de calculer J. directement a partir du facteur d’intensité de contrainte K en utilisant la
formule suivante :

—_ (_1__—_\’2_)_K2

J. £

(A.19)

Le calcul de la composante plastique J,, peut s’effectuer suivant la méthode proposée par la

norme ASTM [A.33]:

UP
L= B W -a,) (420
ou
n, = 2,00 + 0,522 (1—%%) (A21)

(W-ay) : le ligament

Up : travail plastique dépensé (composante plastique de U).

P (KN)

Up

Ue

» d (mm)

Figure A. 9 : Définition des composantes ¢lastique U. et plastique U, de ’énergie dissipée.

Cependant, il faut noter que les relations (A.16,20) considérent une longueur de fissure

constante (a = ap). Dans le cas ou la fissure progresse, une erreur sur ’évaluation de J

17



La Mécanique Elastoplastique de 1a Rupture

(d’autant plus grande que ’avancée de fissure est importante) peut étre commise [A.31]. C’est
pourquoi, ERNST [A.34] a proposé de calculer le paramétre J d’une maniére incrémentale

tenant compte de 1’avancée de la fissure & chaque instant :

R i (R R B ES

avec
- b : ligament
- B : I’épaisseur de I’éprouvette
- U; i1 : énergie calculée a partir de I’aire sous la courbe de charge en fonction du
déplacement entre deux lignes a déplacement constant aux pointsieti+1.

- (y/b)i, (n/b); : quantités évaluées au point i.

b
=14+(0.76)— A.23
y=1+(0, )W (A.23)

n=2+ 0,522(1 - —\;—) (A24)

Afin que le paramétre énergétique J soit une bonne estimation de I’intégrale J, les procédures
de tests ASTM E813-89 [A.33] et ESIS [A.35] recommandent, en déformations planes et pour

un matériau ductile, les conditions suivantes :

J
ESIS: B,b, > 200_— , Of= (O + Om)/2 (A.25)
f
J
ASTM : B,b, > 25-(-5—- (A.27)

ou
B : ’épaisseur de 1’éprouvette
bo : longueur du ligament initial

A a : longueur de la croissance stable de la fissure par déchirure ductile

18



La Mécanique Elastoplastique de 1a Rupture

A.2.4.2- Méthodes de mesure de I’émoussement et de Ia croissance de la fissure

Elles peuvent étre classées en deux catégories :
- méthode directe (méthode du chargement interrompu )

- méthode indirecte (méthode de complaisance, méthode électrique)

a)- Méthode du chargement interrompu :

Cette méthode, développée par LANDES et BEGLEY, nécessite [’utilisation de
plusieurs éprouvettes (au minimum cinq) de géométrie identique possédant la méme
longueur (et forme) de fissure [A.36]. Le principe de cette méthode consiste a soumettre
ces éprouvettes a des chargements conduisant a des longueurs finales de fissure
progressives (fig. A.10). A la fin de chaque essai, les éprouvettes sont oxydées au four a
350 °c pendant 15 minutes pour marquer les différents stades d’accroissement de la
fissure puis elles sont rompues par fatigue, de fagon & ne pas perturber le front de
fissure. Les mesures, pour chaque éprouvette, de la longueur initiale a, et finale ar de la
fissure s’effectuent directement sur les faciés de la rupture de la maniére suivante
[A.31] : Les mesures s’effectuent, a partir de la ligne de chargement, sur neuf points
répartis dans I’épaisseur de I’éprouvette (Fig. A.11). La différence entre 'une des neuf

valeurs et la valeur moyenne de a, ne doit pas exceder 7 %.

P KN)
A
* Ep. : Eprouvette
Ep.2 Ep.3
Ep. 1
/ d (mm)

Figure A.10 : Principe de la méthode du chargement interrompu.
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1 I

| | t | i 1 1 T i ~ de charge

Entaille
a1 ] mécanique

—1" de fatigue

\ Fissure
]

Déchirure
ductile

Longueur moyenne de fissure @

J

Figure A.11 : Mesures de la profondeur de fissure {A.31].

b) - Méthode des décharges partielles (méthode de complaisance) :

Cette méethode permet de mesurer 1’accroissement de fissure au cours du chargement en
utilisant une seule éprouvette [A.37]. Elle consiste a effectuer, tout au long de I’essai, des
décharges partielles de 10 % environ (fig. A.12). La mesure des complaisances, a partir des
droites correspondant aux déchargements partiels, permet le calcul de la longueur de fissure,

en utilisant la relation suivante valable dans le cas de I’éprouvette CT :

20
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a
W =1000196-4.06319 1 +11242 u’ —10604 p® +464335 u* —650677 u° (A.28)

avec

1

= (A.29)

[EB(] T

ou

- C=Ad/ AP : complaisance (rapport de la variation du déplacement sur la variation de
la charge correspondante) ;

- E : module d’Young ;

-B : épaisseur de I’éprouvette

L’application de cette technique a I’éprouvette CT fait "objet d’une recommandation [A.31]
qui explique entre autres, les corrections a appliquer sur la mesure de la complaisance.
Cependant, il faut souligner que, dans certains cas, les premieres valeurs des complaisances
peuvent conduire a des valeurs négatives de Aa [A.38]. Ce phénomene peut étre attribué au
frottement et a la flexion des goupilles d’une part et a la plastification au fond de la fissure
avant progression d’autre part.

La figure (A.12) présente un résultat typique montrant la variation de la complaisance mesurée
en fonction du déplacement appliqué a I’éprouvette.

Dans ce cas, la valeur de la complaisance correspondant a la longueur initiale de la fissure est

la valeur minimale C,;, de la courbe et non la valeur initiale C,.
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P(KN)

= d (mm)

Figure A. 12 : Principe de la méthode des décharges partielles.

1201 o
1001 a
(b) 80 -1 ‘o
T RN/m 60 -
40] a a (C)
20 o * (C.I.)
Q

O-l 6 Il o '2 3

Aamm
C

(a)

Figure A.13 : (a) Evolution de la complaisance en fonction du déplacement
(b) Courbe expérimentale « J-Aa ». Comparaison entre la méthode de Complaisance (C.) et la

méthode du Chargement Interrompu (C.L) [A.38].
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c¢)- Méthode du potentiel électrique :

Le but de cette méthode est de détecter I’instant précis ou une fissure préexistante
commence a se propager et de suivre son accroissement au cours du chargement, en
utilisant une seule éprouvette. L’échantillon étant traversé par un courant d’intensité
constante (de 10 a 40 A), cette méthode consiste 3 mesurer la variation du potentiel
électrique engendrée par la modification de la résistance de la piéce (de I’ordre de
quelques microvolts) (fig. A.14) [A.39]. 1l est donc nécessaire de disposer d’une chaine
de mesure sensible. Cette méthode nécessite un étalonnage préalable pour permettre
I’évaluation de la longueur de la fissure ce qui consiste a2 déterminer une relation entre la

variation du potentiel électrique et la progression de la fissure :

U,-U
———2 = f(Aa) (A.30)
U,

avec Uy tension initiale et U; tension courante.
11 faut noter que I’évolution de la différence de potentiel est marqué par un changement

perceptible de la pente correspondant a I’amorgage de la fissure.

P(KN) U (mv)

Tension

amorcage

d (mm)

I

Figure A.14 : Principe de 1a méthode du potentiel électrique.
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K. H SCHWALBE et al. [A.40] dans un compte-rendu de travaux expérimentaux de
plusieurs laboratoires européens ont montré I’influence de deux méthodes préconisées pour la
mesure de la progression de la fissure Aa :

- méthode de décharges partielles (méthode de complaisance)

- méthode du potentiel électrique (courant continu, courant alternatif)

et ceci en utilisant deux types d’éprouvettes :

- éprouvette CT (Compact Tension)

- éprouvette SENB (Single Edge Notched Bend)
avec trois matériaux de résistances différentes.
La figure A.15 donne la comparaison entre des valeurs de Aa estimées par ces méthodes avec
les valeurs exactes mesurées directement sur les faciés de la rupture ; les deux autres droites
correspondent aux limites inférieures et supérieures tolérées par la procédure (soit 0.15 mm ou

15 % de Aa).

Aa (mm)
estimées

4

- Complaisance (C)
- Electrique

- Courant Continu  (ECC)
21 . - Courant Altemnatif (ECA)

- Optique (O)

CT(C)
CT (ECC)
CT(ECA)
SENB (C)

L1ele [

— v ~
1 2 3 4

Valeurs exactes de Aa (mm)

Figure A.15: Comparaison entre des valeurs de Aa estimées
par la méthode de complaisance et la méthode électrique avec
les valeurs exactes mesurées directement sur les faciés de rupture [A.40].
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A.2.4.3- Détermination de la ténacité J. et de la résistance a la propagation de la

fissure dJ/da :

La détermination des paramétres dJ/da et J. a fait ’objet de nombreuses recherches afin
d’aboutir 4 une normalisation de la procédure expérimentale de détermination de la résistance &
la déchirure ductile. Nous citons entre autres : norme ASTM (American Society for Testing
and Materials) [A.33], ESIS (European Structural Integrity Society) [A.41], recommandations
du Groupe Fragilité Rupture (1986) [A.31], BS (British Standard) [A.42].

La méthode proposée par la norme ASTM E 813-89 [A.33] limite le domaine de validité des
points de mesure par deux valeurs maximales de J et de Aa notées respectivement Jn.. et

Aa max. Ces derniéres sont définies par les relations suivantes :

Tmax = (W - 20) G0/ 15 (A.31)
Amax = 0.06 (W - ag) + 0.2 (A.32)

La régression linéaire se fait ensuite sur les points expérimentaux situés entre deux droites
paralléles a la droite d’émoussement d’équation J = 2Re Aa [A.43]. La premiére droite est
décalée de 0.15 mm, la deuxiéme de 1.5 mm. La pente (dJ/da) de la droite, obtenue par cette
procédure, représente la résistance a la propagation de la fissure. La ténacité Ji. correspond
Iintersection de la droite dJ/da avec la droite d’érhoussement. D’autre part, on utilise souvent
la valeur conventionnelle Jo, a Aa = 0.2 mm. Cette valeur a été proposée par la
recommandation [A.31] comme une valeur approchée de J au début de la déchirure ductile sur
toute I’épaisseur de ’éprouvette, compte-tenu des difficultés de mesure du point d’amorcage.

L’équation de la droite d’émoussement proposée par ’ASTM donne des pentes plus faibles
que les déterminations expérimentales, conduisant & des valeurs de Jic plutdt surestimées
[A.44]. C’est pourquoi J. C. LAUTRIDOU [A 45] a proposé une autre équation de la droite

d’émoussement :

J=4ReAa (A.33)
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J (KJ/m?)
4

o Les points valides pour la régression

J=206.Aa
droite d’émoussement

Jeo | - 0

- » A a(mm)
0.15 1.5

Figure A.16 : Détermination de la ténacité Jc selon 1a norme ASTM [A.43].

Cependant, I'utilisation de la régression linéaire pour lisser les courbes (J-Aa) conduit parfois a
des résultats tres différents de Jc [A.44] (Fig. A.17). Pour surmonter ce probléme, F. J. LOSS
a proposé I'utilisation d’un lissage des points au moyen d’une fonction puissance de la forme

J=C Ad" [A.46].

J KJ/m?)
A
droite d’émoussement J=20c.Aa
J=40,.Aa ASTME
\
: * D
N jel
; 5 ;
JIC F— Y o °
'
ch A o
of :
: : » Aa(mm)
0.15 1.5

Figure A.17 : Courbe de résistance (J-Aa) selon la norme ASTM [A.44].
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Nous allons alors nous intéresser aux parameétres susceptibles d’influencer les résultats d’une
régression lin€aire, recommandée par I’ASTM [A.43] et ceux issus d’une régression par une
fonction puissance, telle que proposée par LOSS [A.46]. En effet, plusieurs paramétres

influencent la précision de la ténacité mesurée :

A.2.4.3.1- Pincertitude sur la mesure de la longueur initiale de la fissure

Dans une étude expérimentale, B. VOSS et J. G. BLAUEL [A.47] ont tenté de montrer
I’influence de I’incertitude concernant la mesure de la longueur initiale de la fissure ay sur la
détermination de la valeur Jc. En effet, une erreur de mesure évaluée a + 0.05mm (/W = 0.6)

conduit a induire une erreur de 10 % environ sur la valeur de Jc (voir tableau A.1).

Jc (ASTM) (KJ/m?)
(coefficient .994)

Jc (LOSS) (KJ/m?)

a-0.05 216 200
ay 225 227
ap+0.05 249 249

Tableau A. 1 : valeurs de Jc pour chaque estimation de a,

A.2.4.3.2- Le nombre et position des points dans ’intervalle de validité proposé
par la norme ASTM :
La figure (A.18) illustre des résultats expérimentaux de J-Aa [A.47]. Le domaine de validité
contient 38 points de mesure. Il s’agit ici d’évaluer I’influence du nombre de points choisis et
de la nature de la régression. En effet, on constate que dans le cas d’une régression par une
fonction puissance la valeur de Jc varie entre 124 et 128 KJ/m?, selon trois intervalles différents
de points (points 15 a 24 puis 22 a 38 et 15 a 38 ). Par contre, pour les mémes intervalles, une
régression linéaire conduit a une erreur trés grande sur Jc (Jc passe de 95 a 140 KIi/m?)
(tableau A.2). Cette demniére régression est donc trés sensible aux variations du nombre des

points utilisés et de leurs positions.
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J(KJ/m?)
520 .
/ - ,
- e e e ———e = . —_—— et
/ —~ °
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ASTA —
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5 1 35
L p .
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8 S 1 i.5 2
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Figure A.18 : Influence du nombre de points sur la courbe J-Aa [A.47].

N° de point Jc (ASTM) (KJ/m?) |Jc (LOSS) (KJ/m?)
{(coefficient .994)

15 -38 117 125

15-24 95 128

22 -38 140 124

Tableau A.2 : valeurs de Jc obtenues par régression sur chaque groupe de points [A.47].

Par ailleurs, K. H. SCHWALBE et al. ont publié les résultats d’une vaste étude expérimentale

regroupant plus de vingt laboratoires européens pour valider la méthode dite EGF P1-87D

pour la détermination de la résistance a la déchirure ductile [A.40]. En outre, cing types de

régression ont été testés :

A
S Gy Cmaf oy Gt
I

A + CAa (D)
A + C,Aa + C,(Aa)’ + C,(Aa)’ 2)
C JAa €)
C(Aa)® (4)
A(Aa + C)° (5
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Leurs résultats montrent que la régression par une fonction puissance (4) est celle qui induit le

moins d’erreur sur la détermination des valeurs Ji..
La figure (A.19) met en évidence une dispersion au niveau des courbes « J-Aa » déterminées,

dans les mémes conditions, par les différents laboratoires. Ce constat montre clairement les

difficultés de reproductibilité des essais.

J (KJ/m?)

1000

——
r

-

4

8

LANLANR BLANN S it (A AR S pn S S s ay

1

Figure A.19 : courbes « J-Aa », comparaison entre les résultats issus de
neuf laboratoires différents [A.40}

A.2.4.3.3- Effet de la géométrie sur la courbe J-Aa :

Afin que la valeur Jc, déterminée a partir des courbes expérimentales J-Aa, soit une propriéte
intrinséque du matériau, il faut que cette courbe soit indépendante du type d’éprouvette utilisée
et de ses dimensions. Plusieurs recherches ont été effectuées dans ce sens[A.34,48 a 50].
R. ROBERTI et al {A.51] ont utilisé deux types d’éprouvettes Single Edge Notched Tension
SENT et Single Edge Notched Bend SENB) afin de déterminer la courbe J-Aa pour trois
aciers différents (Tableau A.3). Leurs résultats montrent que 1’indépendance de la courbe J-Aa

vis a vis de la géométrie de |”éprouvette n’est pas toujours vérifiée (Fig. A.20).
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Acier Re (MPa) Rm (MPa) A% n( )
A 565 827 35 0.087
A 513 790 39 0.095
B 452 724 53 0.093

Tableau A.3 : Caractéristiques mécaniques pour les différents aciers utilisés [A.50].

J MJ/m?)
2.9

Figure A.20 : Courbe « J-Aa » pour deux types d’ éprouvettes {A.50] .

B. MARANDET et al [A.52] ont trouvé que la valeur de Jic pouvait dépendre de la géométrie
de I’éprouvette et donc perdre son caractére intrinséque. A titre d’exemple, la figure (A.21)
montre que la valeur Jic obtenu en utilisant ’éprouvette CT 75 est environ deux fois plus

grande que celle obtenue en utilisant I’éprouvette CT 15.
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Figure A.21 : Courbe J-Aa pour différentes tailles d’éprouvettes CT [A.52].

A.2.4.3.4- Effet de la température sur la courbe J-Aa :

Les matériaux tels que les aciers ferritiques présentent une transition dans le mode de rupture
qui passe du clivage a la déchirure ductile lorsque la température augmente. La température de
transition fragile-ductile, peut étre déterminée en effectuant plusieurs essais de résilience a
différentes températures. En effet, une courbe présentant ’évolution de la résilience en
fonction de la température (fig. A.22) permet de distinguer trois zones de température : La
zone 1, a basses températures, est celle ou la rupture est fragile ; la zone III, a température plus
élevée, est celle ou la rupture est ductile ; enfin la zone II, dite zone de transition, est celle ou
la rupture est mixte [A.53,54]. La température de transition dépend essentiellement du

matériau (I’acier A36 reste fragile a des températures pour lesquelles la rupture de ’acier A588

est déja ductile).
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Figure A.22 : Exemple de courbe de transition de résilience (Charpy) [A.53]

Par ailleurs, 'effet des températures élevées se traduit par ’accélération du phénomene de
vieillissement dynamique :

Ce phénomeéne est habituellement attribu€ a la présence d’atomes interstitiels (N, O, C, H entre
autres) dans le matériau. En effet, ces éléments interstitiels libres peuvent se diffuser vers les
dislocations produites lors de la déformation du matériau et former autour de celles-ci des
atmospheres qui assurent leur ancrage. Par conséquent, la poursuite de la déformation
plastique (mouvement des dislocations) devient plus difficile a provoquer et nécessite donc
’application d’efforts plus importants [A.55,56]. L’effet du vieillissement se manifeste entre
autres par une fragilisation du métal (une baisse de 1’allongement, et un décalage vers de plus
hautes températures de la température de transition de la résilience).

D’autre part, il faut noter que le vieillissement est influencé par de nombreux paramétres tels
que la quantité d’atomes interstitiels (N, O, C ...), la vitesse de sollicitation, le temps et la
température etc .. . Sous certaines conditions, une équivalence temps-température du type loi

d’Arrhénius peut s’ appliquer [A.57] :

te (1 1] T
2 ———|-log— 35
log ; 44OOLTR TJ log T, (A.35)
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avec tg: durée de référence a la température Tr
t : durée pour une température T

T, Tr exprimées en degrés absolus.

A tire d’exemple, un vieillissement accéléré de 30 minutes a 250 °C correspondrait selon cette
équivalence a un vieillissement, naturel a 15 °C, de 230 ans. Ceci montre bien [’effet
indiscutable de la température sur le vieillissement et par conséquent sur la résistance a la
déchirure. En effet, la température ou le vieillissement dynamique est maximal correspond a un
minimum de résistance a la déchirure (Jic et dJ/da) [A.58,59]. Cela a été confirmé par
E. HAIOUN [A 44] qui a mesur¢ la résistance a la déchirure ductile Jic des aciers faiblement
alliés tels que I’A 508 et I’A 533 dans un domaine de température allant de 100 °C a 450 °C.
Les figures (A.23, 24) montrent que les valeurs Jc et dJ/da atteignent un minimum quand on
mene les essais vers 300 °C et que la valeur de Jc est d’environ 40 % plus petite pour une

température de 300 °C que pour des températures de 100 °C ou de 450 °C.
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Figure A. 23 : Influence de la température sur la résistance a I’amorcage de la fissure Jc [A.44]
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Figure A. 24 : Influence de la température sur la résistance a la propagation de fissure dJ/da [A.44].
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RESUME

Cette étude bibliographique a permis de dresser un bilan des différentes méthodes utilisées
pour la détermination du paramétre J :

- ]a technique utilisant plusieurs éprouvettes (multiple-specimen technique)

- 1a technique utilisant une seule éprouvette (single specimen technique).
Elle a mis en évidence les difficultés rencontrées lors de la détermination de la courbe « J-Aa »,
ainsi que la multiplicité des recommandations et normes (recommandation du Groupe Fragilité-
Rupture, norme ASTM, norme BS, norme ESIS,....). Une premiére difficulté réside dans la
détermination de I’avancée de la fissure Aa : la méthode dite de complaisance ne permet a elle
seule une détermination correcte de celle-ci car il n’est pas toujours évident de suivre
I’évolution des pentes des décharges. Il est judicieux de confirmer les résultats obtenus en
utilisant une seconde méthode (méthode du potentiel électrique ou celle utilisant plusieurs
éprouvettes,...). Par ailleurs, il faut souligner que la précision de la ténacit¢ dépend, entre
autres, de :

- I’incertitude sur la mesure de la longueur initiale de la fissure,

- nombre et position des points situés dans le domaine de validité proposé par la norme,

- type de régression choisi,

- la géométrie de I’éprouvette utilisée,

- 1a température de I’essai.
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A.2.5- LA TENACITE D’UN JOINT SOUDE :

L’application des notions de la mécanique de la rupture au cas d’un joint soudé, nécessite
certaines précautions. En effet, un joint soudé présente [A.60-A.64]:

- une hétérogénéité dite «macroscopique» : le Métal de Base (MB), le Métal Fondu
(MF), la Zone Affectée Thermiquement (ZAT) constituent 3 zones ayant des caractéristiques
mécaniques différentes.

- une hétérogénéité dite «microscopique» : la ZAT peut étre décomposée en une zone a

gros grain (ZGG) et une zone a grain fin (ZGF), [A.68-A.69].

Pour caractériser ’hétérogénéité macroscopique (ou mécanique), on utilise souvent la notion
de « mis-matching » [A.65-A.66]. Ce terme anglo-saxon signifie que le métal de base et le
métal fondu ont des limites d’élasticité différentes, abstraction faite de la ZAT qui représente
en quelque sorte une transition entre les deux matériaux. Ainsi, le rapport (e (Mr) /Ce (MB))
caractérise le taux de mismatching, notée M. On peut distinguer trois configurations
différentes :
- overmatching : quand la limite élastique du métal fondu est plus grande que celle du
métal de base, (M>1)
- undermatching : quand la limite élastique du métal base est plus grande que celle du
métal de fondu, (M<1).

- matching : cas d’un matériau homogene c.a.d. (M=1)

Afin de caractériser un joint soudé, la plupart des travaux issus de la littérature [A.65-A.67]
utilise des éprouvettes comportant une zone centrale (représentant le MF) entourée de zones
dont la structure et les propriétés mécaniques sont différentes (représentant le MB). Les
mesures de ténacité, effectuées sur ces éprouvettes, ne caractérisent pas d’une maniére
intrinséque la zone centrale, mais sont un reflet de la ténacité de la structure mixte : zone
centrale + zones adjacentes. La ténacité « apparente » peut étre trés différente de la ténacité
intrinseque de la zone centrale et dépend notamment en premiére approximation de sa largeur,

des ténacités respectives des zones et de leurs propriétés mécaniques relatives.

36



La Mé¢canique Elastoplastique de Ia Rupture

Dans ce qui suit, nous présentons plusieurs travaux portant sur ’influence des paramétres

géométriques et mécaniques sur la ténacité mesurée.

A.2.5.1- L’effet de Phétérogénéité macrostructurale sur la ténacité.

De nombreuses études ont été effectuées pour prévoir I’effet de mismatching sur les
paramétres tels que : J ,CTOD, énergie de résilience [A.70-A.79]. Nous présentons ici les

principaux résultats.

a) Effet de ’hétérogénéité sur P’intégrale de contour J.

Sumpter [A.70] a montré, en effectuant un calcul de I’intégrale J suivant des contours
différents (fig. A.25) dont certains étant entiérement contenus dans la zone soudée d’autres
traversant a la fois la soudure et le métal de base, que la différence maximale entre les valeurs
obtenues pour chaque contour et la valeur moyenne n’excéde pas 11%. I a constaté que
I’indépendance de I’intégrale J vis a vis du chemin d’intégration est perdue seulement quand le
contour traverse une interface soudure-métal de base, présentant une trés forte discontinuité
de déformation plastique : cette dépendance est plus marquée lorsque la différence entre les
limites élastiques de chaque région est importante, (cette situation signifie qu’il y a une

discontinuité de la zone plastique).
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Figure A.25 : Contours d’intégration de I’intégrale J [A.70].

Afin d’étendre le dommaine d’application de I'intégrale J, proposée initialement dans le
cas des matériaux homogénes, au cas des matériaux « multi-phases» (fig. A.26),

D. WEICHERT et al [A.71-A.72] ont proposé une forme modifiée de 1’intégrale de Rice :

du, »
T, &Tdr) (A.36)

— _

Figure A.26 : Contours d’intégration dans lc cas d’un matériau hétérogéne [A.70]
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b) Effet de mismatching sur la température de transition.

L. DEVILLERS et al [A.80-81] ont évalué, a partir d’une étude numérique et
expérimentale, I'influence du mismatching et de la largeur de la zone centrale sur la ténacité
apparente en utilisant des éprouvettes de résilience présentant des zones hétérogénes. La figure

(A.27), illustrant schématiquement !’influence de ces parameétres sur la courbe de transition

intrins€éque, met en évidence les phénomeénes suivants :

- L’augmentation du taux d’overmatching, pour une largeur constante de la zone

centrale, diminue la température de transition (fragile-ductile).

- L’augmentation de la largeur de la zone centrale, dans le cas d’over-matching, génére
une fragilisation et la température de transition (fragile-ductile) augmente. Tandis que,

I’augmentation de la largeur de la zone centrale, dans le cas d” «under-matching », conduit a

un effet inverse.

1

L]

H

Ténacité apparente
A P
L;
augmentation de Bﬁ@ﬂ)_
Revm)
augmengt:;m de L; : 5 augmentation de L;
™
* Overmatching
** Undermatching T °C

Figure A.27 : Infiuence de différents facteurs sur la ténacité apparente

d’une éprouvette hétérogéne sollicitée en flexion, d’aprés [A.80].
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¢)- Effet du mismatching sur les évolutions des paramétres J et CTOD :

M. T. KIRK et al [A.82] ont étudié l'influence de « mis-matching » sur les parametres J et
CTOD, en modélisant le joint soudé par une éprouvette du type « CCP » (plaque a fissure
centrale de longueur 2a), dont la zone centrale de largeur « 2h » matérialise le MF, le reste
correspond au MB. Leurs travaux ont permis de montrer que (fig.A.28) :

- Dans la partie élastique : le mis-matching n’a aucun effet sur les évolutions de J et du
CTOD (le MB et le MF ont le méme module d’Young E et le méme coefficient de Poisson v).

- Dans la partie plastique, la plasticité se développe essentiellement du cté du MF dans
le cas d’under-matching ou du c6té du MB dans le cas d’over-matching. L’effet du taux de
mis-matching dépend alors du rapport « h/a ». En effet, lorsque la longueur de fissure « a » est
trés grande par rapport a la largeur « h » (a >> h), I’effet de la singularité ’emporte sur celui
du taux de mis-matching M. En revanche, pour les fissures dites « courtes » (a/W faible),
I’influence du taux « M » sur les évolutions de J et CTOD dépend principalement du rapport
« IVa ». Lorsque h/a augmente, ces évolutions deviennent plus importantes dans le cas d’under-

matching. A I’inverse, elles diminuent dans le cas d’over-matching, (fig.A.28).

Jou CTOD
A
I// /I
4 /I I/
augmentation de h/a /I S
T 4 T * Undermatching
2h | §<:>1 |
' 2a | « augmentation de hva
> élastique | * Overmatching
linéaire
l_> élastique-plastique c

Figure A.28 : Effet de mismatching sur les évolutions des paramétre J et CTOD [A.82].
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Pour le méme type de géométrie, une méthode permettant de quantifier I’effet du mis-matching
sur I’ouverture au fond de la fissure (CTOD) a été proposée par KH. SCHWALBE [A.83-
A 84]. Cette méthode, intitulée ETM-MM (Engineering Treatment Model - Mis-Matching),
consiste a décrire un rapport Or des « forces actives de fissuration » (Crack-Driving-Force) par

I’expression suivante :

8, = M{l_"‘mJ (A 37)
N Lse(m) '

ou
Or = Omr Omp , (Ovr :CTOD dans le cas d’un joint soudé, dvs : CTOD pour MB),
n: coefficient d’écrouissage

) : Ocovr)

M : le taux de mismatching M=—-
Ge(M:B)

(e )vs : déformation élastique dans le cas du MB, corespondant a G

¢ : déformation corespondant a la contrainte appliquée

La relation (A.37) peut étre apliquée a partir de =1 (dans le cas d’undermatching) et a

€. M)

1
= MA “® (dans le cas d’overmatching). L’évolution de 6z en fonction de la

partir de
€eomB)

déformation relative appliquée est donnée schématiquement par la figure (A.29) , pour

e(MB)
plusieurs valeurs du taux de mis-matching et plusieurs valeurs du rapport des coefficients

d’écrouissage des 2 matériaux.
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Figure A.29: Schématisation de la structure de la méthode ETM-MM, selon [A.83].

d)- Effet du mis-matching sur la corrélation entre J et CTOD :

J.JOCH et R. A. AINSWORTH [A.85-A.86], en utilisant la méthode des lignes de glissement

et la méthode des éléments finis, ont étudié la corrélation’ entre J et le CTOD pour plusieurs

c
niveaux de mismatching (M= —B) 0.5 a 1.5) (fig. A30). La figure (A.31) montre

Ge(MB)

m (h¢ t¢ rogény

I’évolution du coeflicient S = , pour chacun des niveaux de mismatching, en fonction

m (homogéne)

! dans Ie cas des éprouvettes homogenes, il existe une seule relation entre J et COD, donnée par :
J=m.c,..0

* Dans le cas hétérogene o, = (. )ur  [A. 85]
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de la largeur relative (rapport de la largeur de la zone centrale h sur le ligament b, soit h/b) .
Cette figure permet de tirer les remarques suivantes :

- plus le rapport de mismatching M augmente plus le coefficient m augmente aussi,
pour une largeur relative (h/b) constante. Cela pose la question sur le critere qui présente le
mieux la ténacité intrinséque de la zone centrale.

- lorsque la largeur relative de la zone centrale (/b) est grande (environ 1.2), le
coefficient m est le méme quel que soit le niveau de mismatching M, (m est égal a celui

déterminé dans le cas homogene)

—

, x
métal de base w N
—>

métal fondu

Figure A.30 : Géométrie de I’éprouvette.
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Figure A.31 : Evolution des valeurs du coefficicnt S en fonction de largeur de 1a zone centrale

de I’éprouvette, (pour plusieurs niveaux de mismatching), d’aprés [A.63]

A. HEUSER et al [A.87], en utilisant une simulation numérique, ont effectué des calculs sur
des éprouvettes CT dans le cas de plusieurs configurations :

- homogenes : MB et MF,

- hétérogenes : six modeles permettant de représenter un joint soudé, ayant un taux
d’overmatching M = 1.24 (limite élastique égale a 614 MPa, pour le Métal Fondu et 493 MPa
pour le MB).

Les résultats, illustrés par les évolutions de la charge en fonction du déplacement (fig. A.32),
montrent que les courbes du MF et du MB donnent un rapport de « charge limite ' » de 1.24
équivalent au taux d’overmatching (charge limite égale a 246 kN, pour MF et 198 pour MB).
De méme, on constate que toutes les configurations étudiées présentent presque le méme
comportement global. La différence entre ce demnier et le comportement du MB est faible par

rapport & celui du MF. Cette remarque montre [’effet prépondérant du MB sur le

' on désigne par « charge limite » la valeur de la charge correspondant 4 la fin de la phase élastique linéaire de

la courbe charge - dépacement.
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comportement global (charges, parametre J) d’un joint soudé présentant une situation
d’overmatching. Et pourtant, les zones plastifiées au fond de la fissure, pour les différentes
configurations, n’ont pas ni la méme forme ni le méme aspect. Ce qui montre que les
comportements globaux dans le cas des joints soudés, ne prennent pas en compte le champs

des contraintes et des déformations au fond de la fissure.

P (KN)
300
200
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FigureA. 32 : comparaison du comportement global entre le MF, le MB et différentes
modélisaions d’un joint soudé [A.64].
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RESUME.

Cette partie bibliographique a mis en évidence la complexité de 1’étude de la ténacité d’un joint
soudé au vu de la multiplicité des paramétres qui interviennent en méme temps. Elle a permis
de montrer que le taux de mis-matching « M » ne permet pas a lui seul d’expliquer les
phénomenes de la déchirure ductile. Plusieurs paramétres sont a prendre en considération :
parametres liés aux caractéristiques mécaniques des matériaux ((ce) et n), parameétres liés a la
géométrie du joint soudé, paramétres liés a la géométrie de 1’éprouvette ainsi que la longueur
et la position du défaut.

En résumé, nous citons les principaux parametres a prendre en considération :

(8
. . (MF)
- Le taux de « mismatching » M = :
C.ovm)
B ovpy . o
- Le rapport ,  nétant le coefficient d’écrouissage.
n
(MB)

- La ténacité de chaque matériau
- Le raport h/B , B étant 1’épaisseur de 1’ éprouvette.
- h/(W-a), (W-a) étant le ligament non fissuré.

De méme, nous présentons ci-dessous plusieurs modélisations permettant de décrire la
situation d’un joint soudé, en utilisant une éprouvette du type SENB (Flexion 3 points), par
exemple :

modélisations d’une éprouvette
de flexion 3 points

4/\

Modélisation Trimétal Modélisation Bimétal

V"interface

A

ZAT
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APPROCHE LOCALE DE LA DECHIRURE DUCTILE.

B.1- INTRODUCTION :

L’approche locale de la déchirure ductile est basée sur la connaissance des mécanismes
microscopiques intervenant lors de ce type de rupture. L’utilisation de cette approche nécessite
le choix d’un modeéle adéquat mettant en évidence les diverses phases de la rupture ductile. Ce
modéle s’exprime a partir des contraintes et des déformations a la pointe de fissure, calculées
en utilisant la méthode des éléments finis. Il s’agit ensuite de confronter les paramétres locaux,
obtenus par le modéle, avec leurs valeurs critiques, pour évaluer les conditions de propagation

de fissure [B.1,2,3].

Dans ce paragraphe, nous présentons d’abord un bref rappel des mécanismes physiques
conduisant a la déchirure ductile. Ensuite, nous exposons les principaux types de modéles :

- modeéle basé sur un taux critique de croissance des cavités,

- modéle basé sur la mécanique des milieux continus endommageables.

Enfin, nous développons quelques aspects statistiques intervenant lors de la rupture ductile.
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B.2- Les mécanismes microscopiques de la déchirure ductile.

La déchirure ductile est un processus physique se produisant en trois phases essentielles

(Fig. B.2), correspondant chacune a un phénoméne physique spécifique [B.4,5,6]
i) - Nucléation des cavités microscopiques :

La premiére phase de la rupture ductile correspond a la formation des cavités soit par
décohésion de 'interface matrice-particule, soit par rupture de la particule ( Fig : B.2) . Dans
un méme matériau, cette phase dépend de la nature, de la forme et de la taille des inclusions.
En effet, les inclusions de plus grande taille semblent étre les plus actives au niveau amorgage
de cavités [B.7]. La figure (B. 1), présentant des résultats expérimentaux [B.8] dans le cas des
alliages Aluminium-Silictum, permet de constater que les particules les plus grosses se
fissurent en premier lieu et que la proportion de particules fissurées est plus faible st elles sont

plus nombreuses.
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Figurc B. 1 : Influence de la dimension d des particules sur leur rupture [ B.8]
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Les conditions de formation de cupules a partir de particules, ont donné lieu a I’élaboration de
plusieurs critéres. Ceux-ci peuvent étre classées globalement en deux catégories basées sur :
- la notion de contrainte critique locale .

- la notion de critére énergétique critique

Le tableau B.1 donne un récapitulatif, effectué par F. Mudry [B.9], des différents critéres

proposes.
AUTEURS FORMULATION TYPE DE EFFET DE TAILLE OBSERVATIONS
CRITERE DES INCLUSIONS
Brown et 375 critére Calcul de dislocation
Stobbs Q> T énergétique non F : le facteur de forme
uB b : vecteur de Birgers
Calcul de dislocation.
Brown et o = Gppy +OUpL J 30ba°q contrainte oui : r est le rayon Le critére énergétique est
Stobbs ¢ m r critique de l'inclusion atteint en 1er sauf pour des
be=1/7 particules trés petites
Tanaka , B2 critére oui : r est le rayon Calculs de mécanique 2 partir de la théorie
Mori e > (——) énergétique de linclusion d'Eshel by B et delta sont des paramétres
Nakamura 4 T ne dépendant que de E et du coefficient de
Tanaka , Eapl contrainte Poisson. Le critére énergétique n'intervient
Mori b, =6, + “ critique non que pour les trés petites inclusions.
Nakamura coTm-o g o —
Argon, Im, contrainte non Particules rondes. Expression dérivée de
Safoglu ¢ m g critique cailculs de mécanique des milieux continus
Argon @ contrainte { non, seul le rapport de Méme calcul que précédemment pour
2 m critique forme intervient des particules aj@gées
Argon, Im, expression complexe contrainte oui Ce calcul prend en compte linteraction ertre
Safoglu critique patticules pour des fractions volumiques
supérieures a 0.05 environ
essai de . = + f(spT) contrainte Le terme f() ne dépend que de la des
synthése ¢ ™m cq critique particules pour de faible fractions volumiques.

Tableaun B.1 : Liste des critéres rendant compte de Ia décohésion des inclusions [B.9].

ii) - Croissance des cavités :
Cette phase, purement mécanique, représente la plus grande part dans la durée de vie d’un
matériau [B.10]. La plasticité du matériau permet I’expansion des micro-vides a partir des
défauts précédemment formés. Il s’agit d’un probléme complexe faisant intervenir a la fois les
variations de forme des cavités ainsi que les changements de volume [B.11]. Les modéles

permettant de calculer la croissance des cavités font I’objet du paragraphe suivant.
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iii) - Instabilité entre cavités :

Le stade ultime de la rupture ductile est la coalescence des cavités. Les premiers modeles de
rupture ductile supposent que les cavités croissent jusqu’a se toucher [B.7]. Ce critére, dans
beaucoup de cas, surestime largement les déformations a la rupture des cavités. De plus, il a
été observé dans de nombreux alliages métalliques [B.12 a 14] que les cavités atteignent un
rayon critique inférieur a la distance qui les sépare. En fait, la coalescence des cavités se
produit par rupture du ligament joignant les cavités, ou la déformation est localement trés
importante. Cela peut se faire par divers mécanismes [B.15] : striction interne, cisaillement,
formation d’une nappe de cavités secondaires entre les grosses cavités. L’étude, effectuée par
Sun Tao Qing et al [B.16] sur les mécanismes de la rupture ductile dans le cas d’une fonte a
graphite sphéroidal ferritique, montre que I’augmentation de la triaxialité des contraintes
contribue a la naissance des cavités secondaires beaucoup plus petites que les premiéres d’une
part et prévilégie la coalescence par cisaillement, d’autre part. La tendance actuelle

[B.14,17,18] est de considérer un taux critique de croissance des cavités (R/Ry)c.

B.2.1. Modélisation de Ia déchirure ductile.

En toute rigueur, il s’agit 1a de trois phénomeénes couplés pouvant survenir en méme temps. En
effet, une zone du matériau peut étre le siége de la formation des cavités tandis qu’une autre
zone, plus plastifiée, peut déja étre affectée par la coalescence des trous. Négligeant ce
couplage en premiére approximation, on peut considérer ces phénomeénes comme étant
indépendants. La phase de croissance des cavités qui, occupe la majeure partie de la durée de
vie du matériau, a fait I’objet de plusieurs études[B.19 a 23].

Dans cette partie, nous nous intéressons plus particuliérement a I’exposé de deux types de

modélisations :

- modélisation basée sur la croissance des cavités, (McClintock, Rice-Tracey)

- modélisation basée sur I’endommagement, (Lemaitre, Rousselier)
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Figure B.2 : Les phases de la rupture ductile.
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B. 3 - Modé¢les de croissance de cavités :

Ces modeles peuvent se différencier par :
- la géométrie de la cavité ( cylindrique, sphérique, ou ellipsoidale de révolution ),
- la rhéologie de la matrice (allant du comportement newtonien au comportement rigide
plastique ),

- 1a méthode de résolution utilisée (méthode analytique ou principe variationnel).
B.3.1 - Modéle de Mc Clintock :
Mec Clintock [B.25] a étudié la croissance d’une cavité cylindrique de rayon R dans un

matériau parfaitement plastique qui s’allonge dans la direction de ’axe de la cavité et qui est

soumis & un chargement axisymétrique. La loi de croissance obtenue est donnée par :

®B.1)

Cette loi a ét¢ étendue au cas d’une cavité ellipsoidale dans un milieu tridimensionnel sous la
forme [A.18] :

B_ gg‘l‘/§ - h(l"n)cm‘\/g

= sin
R 2(1-mn) Oeq

(B2)

ou

- n: le coefficient d’écrouissage du matériau.
D
A
L\_b—l

Ce modele prévoit que ’augmentation du coefficient d’écrouissage a donc tendance a ralentir

- R : le rayon moyen de la cavité ; R=(a+b)/2

la vitesse de croissance des cavités.
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B.3.2- Modéle de Rice et Tracey :

Rice et Tracey [B.26] ont proposé un modéle de croissance des cavités développé dans le cas
d’une cavité unique, de géométrie sphérique dans un matériau a comportement rigide

parfaitement plastique, obéissant au critére de plasticité de Von Miseés.

B.3.2.1- Définition du probléme :
Soit une cavité sphérique de rayon R dans une matrice du volume V. La normale n, au bord de

la cavité S, est orientée vers I'intériaur de celle-ci (fig. B.3). la matrice est sollicitée par un

©
ij >

champ de vitesses de déformation imposé a I'infini €

cavité sphérique

matrice a volume V
g X,
Figure B.3 : Cavité sphérique isolée.
Les équations qui permettent de résoudre le probléme sont :
1) - équation d’équilibre : dive=0 (B.3)
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ii) - Les conditions aux limites

Oy = 0 sur S, (B.4)

.1 . o s e s

& = E(Ui’j +u;;) tendvers £; alinfini (B.5)
iii) - I’incompressibilité de la matrice : £, =0 (B.6)

B.3.2.2- La démarche :

On cherche a déterminer le champ de vitesses de déplacements U dans la matrice et plus
précisément sa valeur au bord de la cavité. La méthode de calcul utilisée, pour résoudre le
probléme exprimant I’équilibre, est basée sur un principe variationnel. La recherche d’un
champ de vitesses de déplacement U, vérifiant les relation (B.5), (B.6), consiste donc a

déterminer celui qui minimise la fonctionnelle suivante [B.27] :

Qe = J(oP @) - 0B )édv— oF [ nyids B.7)
v S
ou

o” est la partie déviatrice du champ des contraintes.

RICE et TRACEY ont proposé un champ de vitesses virtuel 1 sous une forme additive de

trois champs :
1)- un champ vérifiant les conditions a I’infini, & X
11)- un champ sphérique symétrique correspondant uniquement a un changement de
volume sans changement de forme d u}

iii)- un champ qui change la courbure de la cavité mais pas son volume F u}
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ui- &"x+ duf+Faf (B.8)

ou

- d, F : des coefficients d’amplification.

Cela implique que la fonctionnelle Q(11) est une fonctionde Fet d :

Q(1) =Q(, F) (B.9)

Plutét que de minimiser Q(11) par rapport aux deux paramétres des champs de vitesse U
considérés, RICE et TRACEY ont préféré chercher les triplets formés par ces deux parameétres
et le taux de triaxialité (caractérisant le chargement extérieur) qui annulent les dérivées de Q
par rapport a ces deux parametres [B.27]. On sait ainsi que Q est minimum pour chaque type
de champ d’essai mais ce minimum n’est pas calculé, ce qui ne permet pas de classer les
solutions obtenues. Rice et Tracey ont toutefois montré que la vitesse de croissance de la
cavité, a taux de triaxialité fixe, le poids du terme de changement de volume est prépondérant
devant celui du terme de changement de forme. Les résultats sont bien décrits par la relation

suivante :

dLn(R/Rg))=C(v)exp(l.5 on/ c)de, (B.10)
ou
- Om : contrainte normale moyenne.
- O : limite élastique .

- d &,: accroissement de la déformation plastique.

avec C(v)=0279+0.04 v (B.11)
ou

L est un parametre dépendant de type de sollicitation

L =- 1 : compression simple (ou extension biaxial)

v =+ 1 extension simple (ou compression biaxial)

v =0 : cisaillement simple
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Dans le cas correspondant a I’extension simple, ona: v =+ 1
C( v) =0.279 + 0.04 = 0.283 (B.12)
d’ou la relation (B.10) peut s’écrire :

d(Ln(R/Rg))=0283 exp (1.5 on/ 0. )dg, (B.13)
ou
d €eq = ‘/ 2/3 deu deij avec deij = d &jj -( Skk/ 3) R 81] (B.14)

(déviateur des déformations)

Un résultat essentiel du modéle de Rice et Tracey est donc de prédire, pour les cavités
sphériques dans un milieu rigide - parfaitement plastique, une influence exponentielle du taux
de triaxialité sur la vitesse de croissance.

Pour tenir compte de I’écrouissage, MUDRY [B.9] a proposé d’introduire la contrainte
équivalente de VON MISES, ce qui I’a conduit a modifier la relation de RICE-TRACEY :

d(Ln(R/Rp))=0.283exp (1.5 Om/ Oeq)deeg (B.15)

B.3.2.3- Vérification expérimentale du Modéle de Rice - Tracey

La méthodologie de vérification expérimentale du Modéle de Rice - Tracey consiste 2 mesurer
la croissance des cavités sur des éprouvettes cylindriques de traction entaillées circulairement
ayant subies différents taux de déformation [B.28 & 30]. Cette méthodologie a été appliquée
par:

- Marini et al [B.31], dans le cas des aciers frittés contenant des particules d’alumine de

différents diametres, servant 2 initier les cavités (f, = 5.107 et 3.107).
- Mudry [B.9] sur ’acier A 508 C1 3 (fraction volumique d’inclusions de sulfures de

manganése f; = 3.107).

62



La figure B.4, montrant les taux de croissance mesurés en fonction de la triaxialité des
contraintes, met en évidence le fait que :

- la loi de croissance est correctement modélisée par une dépendance exponentielle vis a vis du
taux de triaxialité des contraintes, du type :

(6.
Ln(—ER——J =asg expLB &J (B.16)

R, Ceq

La valeur B = 1.5 donnée par Rice - Tracey semble en bon accord avec les résultats
expérimentaux de divers auteurs sur une plage de porosité allant de 3.10* a 3.107. Par contre
le coefficient a dépend fortement de la fraction volumique initiale de vides : plus la fraction
volumique est grande, plus la valeur de o est importante et dans tous les cas sa valeur excéde
largement 0.283, donnée par Rice - Tracey. En extrapolant les résultats expérimentaux de
Marini et al, Licht et Suquet [B.27] ont trouvé une valeur de 0.5 environ correspondant aux
tres faibles porosités. La différence constatée entre les valeurs expérimentales et théoriques du
coeflicient o est attribuée a ’effet des interactions entre inclusions voisines et/ou a la formation

d’une seconde population de micro-cavités.

P ¢ =310% ¢ =5103
.—ln(ln(ﬂ/ﬂolleeq] ° (28] °[38]

a0
t,=3.10
f14]

1.5 4

o5 4

1 1.5 Onl%eq

Figure B.4 : Vérification de ’expression du taux de croissance des cavités

des aciers faiblement alliés forgé [B.9] et fritté forgé [B.31].
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11 faut noter que ces divers modéles considérent le cas d’une cavité isolée dans un milieu infini
ou les interactions entre trous et les effets de la porosité ne sont pas pris en considération

[B.18,27].

B. 4 - Modéles de décohésion locale (endommagement) :

L’endommagement ductile résulte de la nucléation, de la croissance et de la coalescence de
micro-cavités sous I’effet de grandes déformations plastiques (déformation plastique cumulée
supérieure a 10 ou 50.10).

La rupture est dictée par la loi de comportement du milieu qui présente, outre les phases
élastiques, plastiques avec écrouissage ou non, une phase de radoucissement traduisant
I’endommagement du matériau [B.32, 4 34]. La contrainte décroit a partir d’un certain seuil de
déformation gr. Les deux modéles présentés ci aprés (modele de LEMAITRE, modele de

ROUSSELIER) s’appuient sur la Thermodynamique des milieux continus (voir annexe 2).

B.4.1- Modéle LEMAITRE [B.35] :

L’endommagement isotrope est représenté, dans ce modéle, par un paramétre scalaire D
(D = 0 dans Iétat non endommagé) qui traduit la dégradation du comportement du matériau.

Ce parameétre est défini par la formule suivante :

§

D=—>
N

(B.17)

D =1 correspond a I’élément de volume complétement rompu.
ou
S : Paire totale de la section d’un volume élémentaire constitué d’un matériau endommagé.

Sp : I’aire totale de I’ensemble des différentes porosités et fissure dans la méme section.
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Ce modéle se base sur les notions de :
- contrainte effective, introduite par Kachanov en 1958,

- ’hypothése d’équivalence en déformation

a)- La contrainte effective est la contrainte rapportée & la section S qui résiste
effectivement aux efforts. La surface résistante effective S de I'aire est la partie non
endommagée de I’aire totale de la section :

S=8-S,=S(1-D) (B.18)

Dans le cas unidimensionnel, la contrainte effective est donnée donc par la formule suivant :

(B.19)

G= O pour un matériau vierge

De la méme maniére, dans le cas tridimensionnel d’un endommagement isotrope, le tenseur
contrainte effective s’écrit :

c
(1-D)

§= (B.20)

b)- L’hypothése d’équivalence en déformation suppose qu’ll suffit de remplacer, dans
les lois de comportement du matériau vierge, la contrainte usuelle par la contrainte effective

pour obtenir le comportement d’un matériau endommaggé (fig. B.5).
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R
D D=0,
i T —
c ) G
Matériau
viergé/ S endommagé ou vierge équivalent
e =f(o,t) e =1(0,t)

L— méme fonctionnelle J

Figure B.S : contrainte effective et équivalence en déformation

Le découplage entre ’élasticité et la plasticité permet d’écrire le potentiel énergie libre sous

forme additive :

Y=y, (", D)+ v, (p) (B.21)
v, (€°,D) : potentiel élastique endommageable.

L’ hypothése d’équivalence permet d’écrire le comportement élastique du matériau endommagé

sous la forme :

c ..
G= -5 Le® (L :tenseur d’élasticité) (B.22)
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ce qui conduit a un potentiel élastique endommageable v, (€°, D) exprimé par la relation

suivante :

1
v, =— Legg(1-D) (B.23)
2p

En utilisant la relation (Annexe 2) définissant les lois d’état, on trouve :

Y= p%=-l/zm £ € (B.24)

Cette forme, de la variable Y associée au variable d’endommagement D, est facilement

identifiable & I’énergie de déformation élastique qui est donnée par :

W=%Lee (1-D) (B.25)

I’énergie de déformation élastique peut s’écrire aussi sous la forme suivante :

G :q [fz ((5 \2 -i
We=———— =1+ +3(1-2v) —— 26

2E(1—D)L3( V#3200 o ] (B.26)
ou
Geq : contrainte équivalente
Om : contrainte normale moyenne.
E : module d’Young
v : coefficient de Poisson
En identifiant les relations (B.24) et (B.25), on obtient :

We
Y= - (B.27)
(1-D)

En remplagant I’énergie de déformation élastique par sa formule developpée (B.26),

I’expression de Y prend la forme :
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GZ ’_2 (0 \2
— 3 Z(1+u)+3(1-20) =
2E(1-D)?| 3 cqu

:
|
]

Par ailleurs, le potentiel plastique est supposé étre de la forme :

F=(2%5)q ~R=0, +F5(y)
y2
FD(Y)=MH(P -Pp)

La loi complémentaire, donnant I’évolution de la variable D, peut étre obtenu par :

oF ..
D———=

aY}‘
. YP o R,P
D=—= 5 1 ZPD

S 2ES(1-D)

(B.28)

(B.29)

(B.30)

(B.31)

(B.32)

Le modéle se présente sous la forme d’une loi d’évolution (B.32) ou interviennent des

coefficients caractéristiques du matériau et des grandeurs issues (ou calculées & partir) du

calcul par éléments finis.

Connaissant "histoire des contraintes et des déformations relatives a un élément de volume

donné d’une structure, les lois d’endommagement fournissent, par intégration dans le temps,

I’évolution de I’endommagement jusqu’a I’amorcage de la fissure macroscopique. On

détermine ainsi le temps correspondant a I’amorgage d’une telle fissure au point le plus sollicité

de la structure.
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B.4.2- Modé¢le de ROUSSELIER :

Pour décrire le comportement ductile du matériau endommagé, ROUSSELIER a choisi un
potentiel thermodynamique et un potentiel plastique sous la forme la plus simple possible

[B.18, 36 a 39]. Les variables choisies, dans ce modele, sont présentées dans le tableau B.2.

variable interne variable associée
variable d’écrouissage ) P
variable d’endommagement f B

Tableau B.2 : Les variables choisies dans modéle de ROUSSELIER.

Les hypotheses du modéle sont les suivantes [B.40] :

H;- le modéle est défini dans le cadre des matériaux standards généralisés (Annexe 2).

H,- I’écoulement plastique et I’endommagement du matériau sont des transformations
isothermes.

H;- I’écrouissage et ’endommagement du matériau sont isotropes. Les variables internes

d’écrouissage P et d’endommagement B sont donc des scalaires.

Hs-Le potentiel thermodynamique y (€°, p, B) est de la forme :

w=wele®) + v (p) + wp(B) (B.33)

Cette forme suppose qu’il n’y a pas de couplages entre I’élasticité, le durcissement et

I’endommagement du matériau. Les variables associées P, B (lois d’état) sont donnés par :

P=

_% =P(p) et B=-—=B(p) (B.34)
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Le potentiel plastique F est mis sous la forme suivante :

Geq (ym
F= ' R(p)+ D.B(B)exp[;j—l-j (B.25)
avec
= ! (B.26)
p= [l—f0 +1, exp(B)] '
B() = o, f,exp(B) p(B) (B.27)
ou

R(p) = - P(p) : relation de comportement du matériau
p : densité relative du matériau obtenue en divisant la densité du matériau en état endommagé

par sa densité a 1’état initial, p = 1 dans le cas du matériau non endommagé

f, : fraction volumique initiale de cavités

o1 : la résistance de la matrice a la déchirure ductile

D : un paramétre indépendant du matériau, la valeur D = 2 est souvant retenue (a2 ne pas
confondre avec la notion utilisée dans modéle de Lemaitre pour la variable

d’endommagement)

* Les lois complémentaires sont :

p= x% =2 (B.28)
. oF
p=rig=2Dex %J (B.29)

o1, D et f; sont les 3 paramétres de ce modéle
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Pour des cavités de forme quelconque et de volume moyen 4nR’/4 dans une matrice

incompressible ; on montre facilement que la fraction volumique de cavités f est telle que :

f __,R

f(-f) "R

D’autre part, la masse volumique est donnée par :

P 1-f

po 1-1o

ce qui permet, en appliquant le principe de « simplicité », d’obtenir finalement :

= _Dse P
R o €X -

En supposant :

D=3%0283, p=1 et o©1=2/30,

on retrouve, la formule de RICE-TRACEY (voir § B.3.2.2).

B.5S- Approche probabiliste et microscopique de la déformation ductile :

(B.30)

(B.31)

(B.32)

(B.33)

En réalité, la distribution des inclusions n’est jamais homogéne et c’est la (ou les) zone (s) ou

la fraction volumique locale est la plus importante qui constitue la partie de la structure ou il y

a plus de risque de ruine. Cet aspect statistique des répartitions est tout a fait fondamental pour

comprendre les phénomeénes de coalescence des cavités. A titre d’exemple, les études

inclusionnaires, effectuées par LAUTRIDOU [B.14] et BATISSE [B.40], montrent

respectivement que :

- dans le cas d’un acier SA508, la distribution des inclusions par unité de surface suit la loi de

Poisson.
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- pour l’acier 16 MNDS, les teneurs initiales en cavités sont distribuées suivant une loi Log

Normale

De plus, dans le cas des xﬁatériaux laminés, les inclusions sont orientées suivant la direction du
laminage. Cette morphologie des inclusions a une incidence importante sur 1’anisotropie de
I’endommagement initial du matériau. La teneur initiale en cavités est alors li€e a la direction
du chargement (fig. B.6). C’est pour cette raison, que la ténacité d’un matériau varie selon
I’orientation (Long L, Travers T, Travers Court TC) (fig. B.7). Pour un acier A48 a 300°C, la
ténacité Jo, est égale a 85 kJ/m® dans le sens long et 27 kJ/m” dans le sens travers court, selon
[B.41]. L’utilisation de la fraction volumique d’inclusions ou encore de leur espacement
moyen, pour caractariser I’état inclusionnaire, ne tient pas compte ni la distribution des
inclusions ni de leur morphologie. Il est donc nécessaire de :
- connaitre la distribution des teneurs initiales en cavités

- bien choisir le parametre caractéristique de I’état inclusionnaire.

G c

t4

inclusion

~
S

vy

@) ®)

Figure B.6 : Influence de la direction de chargement par rapport a Porientation de Pinclusion
sur la fraction initiale de cavités.
a) - la direction de chargement est paralléle a orientation de ’inclusion

b) - 1a direction de chargement est perpendiculaire 1’orientation de I’inclusion
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Figure B.7 : Désignation des sens de prélévement
- la premiére lettre désigne la direction de traction
- la deuxiéme lettre désigne la direction de propagation de la fissure

a)- Comparaison du CTOD expérimental avec la distance inter-inclusionnaire.

L’étude expérimentale, effectuée par LAUTRIDOU [B.14] sur I’acier SA508, a mis en
évidence que la valeur du (CTOD). a I’amorcage est sensiblement plus faible, dans le cas d’une
éprouvette CT30 prélevée en travers-court, (0.125 mm environ) que dans le sens long (0.21
mm environ). Afin de illustrer 'influence des inclusions sur la différences observée entre les
valeurs du (CTOD), selon le sens de prélévement, il a choisi un paramétre A qui est la distance

interinclusionnaire mesurée dans un plan perpendiculaire au front de la fissure :

(B.34)

ou

Na : nombre d’inclusions par unité de surface, sur trois sections perpendiculaires pour
chaque matériau. En comparant les différentes valeurs de A, ainsi obtenues, aux valeurs
expérimentales du (CTOD)., il trouvé que le (CTOD). est pratiquement égal a la

distance interinclusionnaire A (fig. B.8).
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300
250 +
o0
200 + o
E Oo—0
2
U = .
2 150 \
g oo CTOD = A
100 +
50 +
0 —- + t } { —
0 50 100 3. (um) 200 250 300

Figure B.8 : Comparaison du COD expérimental avec la distance inter-inclusionnaire A [ B.14].

b)- Choix de (R/Ry).

F. MOUSSY [B.42] a mis en évidence que la valeur critique de (R/Ry). (fig. B.9) :
- décroit avec le taux de triaxialité
- dépend fortement du sens de prélévement
Afin de tenir compte du sens de prélévement (I’anisotropie du matériau), DEVAUX et al
[B.41] proposent de calculer (R/Ry). a partir de la fraction volumique d’inclusions dans le sens
considéré f; 1. En effet, cette derniére peut étre trés différente par rapport a la fraction

volumique moyenne f,. Elle est donné par :

Np

=f, — B.35
L =N N (B.35)

fo

ou N; =1, 1, 7c) est le nombre d’inclusions selon les différentes sens.
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144

Figure B.9 : L’évolution de la croissance critique des cavités en fonction de

la triaxialité et du seans de prélévement {B.42].

¢) - Modéle de ténacité d’un matériau ductile basé sur la distribution locale critique de
la déformation

Ce modele a été proposé par CIOCLOV et al [B.43]. Il consiste a établir la ténacité d’un
matériau en partant d’une description microscopique au macroscopique. Le modele suppose
que :

- les cavités sont des formes sphériques, a I’état initial

- la distribution des inclusions est réguliere selon un motif cubique (fig. B.10)

- sous I’action d’un champ de contraintes uniaxiales, les cavités se développent en

formes ellipsoidales allongées dans la direction du chargement.

- le comportement du matériau est régi par la loi de Ludwick : 6=k€", ouketn

sont des constantes du matériau

- la croissance des cavités s’effectue d’une fagon exponentielle en fonction de la

déformation plastique :
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=)
R, =exp| 0 (B.36)

ou Ry est le rayon initiale des sphéroides, b est la grandeur de 1’axe supérieur du volume
ellipoidale des cavités et a est le paramétre de croissance des cavité.

- la distribution des déformations entre deux inclusions est celle donnée par
MESMACQUE [B.44] (fig.B.11). A une distance x , la déformation est donnée par :

~

3
g =—" B.37
& 1+ Ax ( )

ou A est une constate du matériau

- a la rupture, la déformation plastique s’approche de la valeur limite qui marque le
début de I’écoulement plastique instable, c’est-a-dire € = B n. B est le coefficient de correction

de la triaxialité.

Figure B.10 : Schéma de la formation des cavités a partir de particules sphérigues,

distribuées selon un motif cubique.
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A la rapture
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Figure B.11 : Distribution critique des déformations au voisinage des inclusions.

En effet, la ténacité est définie par une valeur de la densité locale d’énergie de déformation par

unité d’aire rompue. Par extension, elle est aussi appelée Jic .

§U,,
- B.38
JIC 8 A . ( )

ou

i)- 8Ac est I’accroissement de la superficie a la rupture :

8A . ~27R b, (B.39)

ou b, est la grandeur de 1’axe supérieur du volume ellipoidale a la rupture des cavités.

ii)- dUc est I’énergie de déformation dissipée dans un volume inter-inclusionnaire

élémentaire de volume V = l? (1; est la distance inter-inclusionnaire)

sUc= | [ sazav (B.40)
0

ou

-,y  la déformation moyenne sur le ligament inter-inclusionnaire

Le développement des relations B.38 a 40, permet d’écrire finalement :
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n+1

_ 2kR, pn
" an+1)

Exp[—oc €, J(Z—;—OT (B.41)

La ténacité, exprimée par ce modéle, est donc fonction des parametres :
- locaux comme la taille initiale des sphéroides R, et la distance inter-inclusionnaire ;

- globaux comme les coefficients de la loi Ludwick n, k et la déformation & rupture €

En considérant les paramétres R et |; qui sont des facteurs a forte variablilité statistique, le

modele déterministe peut prendre une dimension probabiliste.
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CONCLUSION

Dans ce paragraphe, nous avons présenté essentiellement deux types de modeles proposés
pour la phase de croissance des cavités :

- modéle basé sur un taux critique de croissance des cavités, (Modéles : McClintock,
Rice-Tracey)

- modéle basé sur la mécanique des milieux continus endommageables (Modéles :

Lemaitre, Rousselier).

A partir de cette étude bibliographique, nous avons opté pour ["utilisation du modéle de Rice -
Tracey pour effectuer ultérieurement 1’étude de la déchirue ductile basée sur une approche
locale. En effet, ce modéle, établi pour des cavités sphériques dans un milieu rigide -
parfaitement plastique, stipule une influence exponentielle du taux de triaxialité sur la vitesse
de croissance. Cet effet de triaxialité des contraintes a été vérifiée tant sur le plan théorique que

sur le plan expérimental par la relation suivante :

— |=oeg, exp f—
Ro “ L Gqu
avec f§ = 1.5 et est un facteur qui dépend fortement de la fraction volumique initiale des vides

(o = 0.283, valeur usuellement utilisée).

Ce type de modéle est simple a utiliser car il nécessite la détermination d’un seul paramétre

(R/Ro). .

Par ailleurs, I’aspect stastistique des répartitions des inclusions et I’effet de leurs orientations
sur les paramétres de ces modéles présentent un grand intérét et doivent étre pris en

considération lors de la modélisation.
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-C-

MODELISATION NUMERIQUE

C.1- INTRODUCTION :

Dans ce chapitre, nous nous intéressons plus particuliérement a I’exposé des différentes
méthodes permettant la modélisation numérique appliquée aux phénomeénes de la rupture des
matériaux. Nous présentons, successivement, les démarches effectuées pour le calcul de :

- facteur d’intensité de contrainte K,

- I’intégrale de Rice J,

- la croissance des cavités R/R,,

- méthodes de modélisation de I’avancée de la fissure,.....
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C.2 - CHOIX DU MAILLAGE AU FOND DE LA FISSURE :

Les aspects, qui dominent le choix de la forme et plus particulierement de la taille des mailles
au fond de la fissure sont :

- le type du parametre a déterminer (K, J, R/Ry ...)

- la précision des calculs

- le cofit des calculs

i)- le facteur d’intensité de contraintes K;
Pour calculer le facteur d’intensité de contraintes K, & partir des contraintes (ou des
déplacements) calculées au voisinage de la pointe de la fissure , le maillage doit rendre compte
du champ singulier des contraintes dans cette région. Dans ce cas, il est judicieux d’utiliser :

- soit un maillage trés fin réalisé avec des éléments finis classiques isoparamétriques a 6
noeuds, par exemple. Les dimensions radiales doivent s’affiner vers la pointe de la fissure en
progression géométrique. La taille du premier triangle doit €tre comprise entre 1/100 et 1/1000
de la longueur de fissure selon la précision recherchée [C.1].

- soit des mailles spéciales au voisinage de la pointe de la fissure permettant d’obtenir
directement la singularité en UVr [C.2]. Chacune de ces mailles, & six ou huit noeuds, doit
avoir deux noeuds placés a une distance de la pointe de fissure égale au quart de la longueur de
la maille 15 (fig. C.1). Le facteur d’intensité des contraintes est alors calculé a partir des champs

de déplacements, par la relation suivante :

E [2n1] o[ . ,8 ]
Ki=1—¢ o A{cos 5| 2sin 2—(k— 1) J(4Ux2 - Uy —3Uy) .
—sm2L +1) +2cos Ej Uy —Uy3 =30y
avec
, 0 , 0
A = 4sin? Ecos ——(k 1)? cos? ——(k+l) sin? 5 (C2)

84



-k=3-4v en déformations planes

k=7 en contraintes planes

- Ui, Uy (1=1,2,3) : les déplacements respectifs des noeuds N;, N, et Nj ; suivant X ou

¢ Ns

- Vats
5 X
(a) - mailles quadratiques (b) - mailles triangulaires

Figure C.1: Type des mailles produisant la singularité , a la pointe de la fissure.

ii)- L’intégrale J
I’indépendance de I’intégrale J vis a vis du contour d’intégration choisi, permet de calculer ce
parametre loin de la perturbation induite par la singularité en pointe de la fissure. Il n’est donc

pas nécessaire d’utiliser un maillage trés fin dans cette zone.

iii) Approche locale
Le maillage au fond de la fissure prend une importance particuliére lorsqu’on applique les
modeles basés sur une approche locale. En effet, la longueur L. des mailles en pointe de fissure

doit respecter la distance caractéristique traduisant I’interaction entre les inclusions et la pointe
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de fissure. Une premiére estimation de la taille L. peut étre faite a partir de nombre d’inclusions

par unité de volume N, [C.3] par la relation :

(C.3)

C.3- CALCUL NUMERIQUE DE L’INTEGRALE J :

La méthode des éléments finis permet de calculer, pour une structure soumise a des
sollicitations extérieures, les déplacements en chacun des noeuds du maillage de celle-ci.
Par contre, les contraintes et les déformations sont calculées aux points d’intégration des
mailles. Pour calculer I'intégrale J, il faut donc interpoler ces valeurs aux noeuds car
nous adoptons I’hypothése que les contours choisis passent par les sommets des mailles.
Pour un contour donné, le systéme de calcul « Systus » fournit les valeurs des contraintes
(o), le gradient des déplacements et 1’énergie de déformations [C.2]. En chaque noeud

du contour, toutes les quantités sont données par leur moyenne arithmétique.

Nous rappelons la méthode de calcul pour les différentes composantes de I’intégrale [C.4,5] :
a)- La densité d’énergie de déformation peut étre évaluée en utilisant la formule

suivante :

€
W= J; 0;€; (C.4)
b)- T: le vecteur contrainte agissant sur le contour I'

T;= Gy i (CS)
Ti=onm+onm
T2=0npm+oam
n; ds=dx

ny ds =dy
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Les quantités dx, dy sont calculées par différence des coordonnées de deux noeuds

consécutifs du contour envisagé.

¢)- Le gradient des déplacements :

EGINET]
o0x 0x 4 0& 0¢&
ow o 0 o v (€9
Loy oy ] L on on |
ou i
"1
- &, 1 : coordonnées locales ) L
g
-[J]: matrice Jacobien
ERIE
ot 0§ o
m:{@i @}:IQ_NJ[“‘ vi] (C7)
Lon énl [ on ]

u;, v; . déplacements des noeuds.

N; : fonctions d’interpolation
L’intégration numérique s’effectue en supposant une variation linéaire des quantités a

intégrer sur le segment €lémentaire (dx, dy) entre deux noeuds consécutifs du contour

(méthode des trapézes).
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C.3 - CALCUL NUMERIQUE DU TAUX DE CROISSANCE DES CAVITES
(R/RO) :

Le principe de calcul de la croissance des cavités est le suivant :

connaissant (par le calcul de structures) [’histoire des déformations et des contraintes
appliquées a un élément de volume du matériau, par intégration d’une loi de croissance de
cavités supposées contenues dans ce volume €élémentaire, on détermine I’évolution de la taille
de ces défauts. L’élément de volume considéré peut étre une mailie ou un groupe de mailles. la

vitesse de croissance de cavités établie selon Rice - Tracey [C.2] est donnée par (voir ch. I-B) :

R Cm
d Log(R—) =0283exp(15—)deq (C.8)
0 ch

ou
- Om : contrainte normale moyenne.
- Ogq -contrainte €quivalente selon Von Mises.

- d £ accroissement de la déformation équivalente.

Pour calculer R/R, a une étape de chargement donnée n, on intégre 1’équation (C.8) entre le

chargement O et le chargement n :

Log (R/Ro)= 2 d (LogR/Ro) (C.9)
Avec pour condition initiale : R/Rg =1

soit : Log (R/Rg) n = Log (R/Rp) n1 + d (Log (R/Ry) ) (C.10)

d (Log R/Ry) est calculé par I’accroissement de déformation équivalente au chargement n :
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2
de.™ = ,fg degjn)degjn) (C.11)

ou

(m)
d
i Y (C.12)

(n) _ (n)
deij = dg i 3 ij

I’accroissement de déformation (ds%n) ), entre les chargements (n-1) et n, est donné alors par :

P = o €13

Ce dernier calcul peut étre effectué en utilisant soit les déformations totales soit uniquement les
déformations plastiques. Dans le cas ou I’on considére les déformations plastiques, celles-ci
peuvent étre obtenues a partir des déformations plastiques en chaque point de Gauss ou
calculées a partir de la différence (sf] - sfj) ;

avec s}j : déformations totales en moyenne

sg- : déformations élastiques déterminées a partir de (G;) moyen.

Enfin, il faut noter que les techniques de calculs des moyennes des champs mécaniques ont une
grande influence sur les résultats [C.6]. En effet, effectuer d’abord les moyennes des
contraintes et des déformations sur 1’élément puis calculer R/R, ou calculer en chaque point de
Gauss R/Ry puis en faire la moyenne sur 1’élément donne des résultats différents. C’est
pourquoi, nous utilisons la premiére démarche afin de comparer nos résultats avec ceux issus

de la littérature [C.6].
C.5- MODELISATION NUMERIQUE DE LA DECHIRURE DUCTILE.

Dans ce paragraphe, nous présentons deux modeles différents permettant de simuler

numériquement la rupture ductile en pointe de fissure :
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- modeéle de croissance des cavités de RICE-TRACEY : « rupture des éléments »,

- modele d’endommagement de ROUSSELIER : « rupture par endommagement ».

C.5.1 - modéle par rupture des éléments (Rice - Tracey) :

Dans ce cas, la loi de comportement du matériau n’est pas affectée par I’endommagement.
L’organigramme du calcul est illustrée par la figure C.2. La progression élémentaire de la
fissure Aa s’effectue numériquement par un relaichement des noeuds a chaque fois que le critére
de rupture est atteint dans I’élément en pointe de fissure. Cette méthode nécessite une

discrétisation spéciale le long du trajet de la fissure qui doit étre préalablement défini.

Equations de détermination
comportement de R/Ry

Chargement

Evolution des Conditions critiques Propagation

contraintes et - R/R, = (R/Ry) » de fissure

- c

déformations
Conditions
initiales

Méthode de

calcul

Figure C.2 : Organigramme du calcul.

a)- Discrétisation

Le maillage doit tenir compte du trajet de la fissure supposé ici connu. Les noeuds de la fissure
(a faire progresser) doivent étre "doubles" pour que la fissure puisse s'ouvrir. Ces noeuds
doivent étre solidaires avant que le critére de rupture soit atteint. Afin de maintenir la fissure

fermée, la liaison entre les noeuds du maillage situés de part et d'autre du chemin présumé de la
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fissure n; et N; est réalisée par des mailles spéciales a 2 noeuds type 1602 [C.7] (Fig : C.3.a) :
une raideur K trés grande vis-a-vis de la rigidité de la structure leur est affectée. Dans le cas
d’une structure symétrique, la discrétisation se faisant sur une demie éprouvette, le maintien

des noeuds se fait simplement par des liaisons rigides (Fig : C.3.b).

T~ )
[ b

\\ - 4 p
d 1 2 3 -
\

— |Ih ’ 1 1 2 3
— T pan \WAVAVAVAVAN

. O OO O O 0O0O0

| —]
|
C.3.a) Cas général C.3.b) Cas d’une structure symétrique

Figure C.3 : Discrétisation le long du chemin de fissuration.

b)- Procédure de relichement des noeuds :

En général, le relaichement des noeuds doit s’effectuer quand R/R, atteint sa valeur critique
(R/Ro). au fond de fissure. J. DELMOTTE [C.8,9] a calculé la croissance des cavités en
fonction de la distance sur le ligament restant pour un chargement imposé en utilisant trois
tailles de mailles différentes (L; = 200 pm, Loy =100 pm, L.s = 30 pym). La figure C.4 montre
que, pour une taille donnée, il existe une distance minimale D3 au dela de laquelle toutes les
mailles ayant une taille inférieure a la précédente donnent la méme évolution de R/R,. C’est
pourquoi, DELMOTTE propose d’effectuer le relichement des noeuds quand R/R atteint une
valeur notée (R/Ro)q¢c & une distance ‘d’ du fond de la fissure (Fig : C.5). Cependant, il faut que
le maillage soit assez fin en fond de fissure pour que Dy soit petit afin de tenir compte le plus
fideélement possible de I’effet de la singularité.

Le relachement des noeuds se fait a sollicitation (déplacement ou charge) constante en

suppnimant les caractéristiques de raideur des mailles 1602 « n; - N; et n, - N, » concernées et
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en ajoutant les forces de réaction que produisent ces mailles sur la structure (Fig - C.6).
Ensuite, lors d’une boucle dite de rééquilibrage, ces forces seront ramenées progressivement a

zéro. Si a Pactuel fond de fissure le critére est atteint, il y a déboutonnage de ce dernier fond

de fissure et le test est de nouveau répété. Sinon, il faudra procéder a une augmentation du

chargement pour recommencer ’opération. A chaque relaichement, ’avancée Aa de fissure

correspond a la taille I. de I’élément en tenant compte de la déformation que celui-ci subit.
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Figure C.4 : Détermination de la distance dg [C.8].

92



R/RO

O 02 : 04 06 08 1 12 14 18
: : X (mm)

Dy

0

1
y 2 3
Ry V¥
| |
Ry ,
1 112 3
Rl\y\v
Ry 4

9 9 o o 4 2
C.6.a - Cas général C.6.b - Cas d’une structure symétrique

Figure C.6 : Procédure de relichement des noeuds.
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Afin d’optimiser le temps de calcul, il est utile, aprés chaque stabilisation numérique de la
fissure, de bien estimer l'incrément de chargement a imposer pour de nouveau atteindre le seuil
de propagation (R/Ro)s = (R/Ro)sc sans le dépasser d'une fagon exagérée. La figure C.7, qui
illustre I'évolution de (R/Ro) associé au fond de fissure courant en fonction de la charge
appliquée P, met en évidence les différentes étapes des reldchements des noeuds :

- Les pas de charge sont appliqués jusqu’a ce que le critére choisi atteint sa valeur
critique correspondant a une charge P, (trajet Ap - A,). Ainsi, le premier noeud étant relache,
la valeur de (R/Ro) dans I’élément au fond actuel de la fissure diminue (A; - By).

- La technique permettant I’estimation de la charge P,, (correspondant au point de
relachement du noeud suivant), consiste a reporter la‘méme pente que celle obtenue juste avant
le point A; : trajet B; - A, .

Cette procédure est reproduite entre chaque déboutonnage.

24 +
A Az ...

2.2

18 4 B/ B:;..

R/RO

1.6 +

1.2 + /

0 200 400 600 800
P (N/mm)

Figure C.7 : Estimation de ’incrément de chargement.
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C.5.2- Modé¢le basé sur I’endommagement progressif:

Dans ce modele, la rupture ductile est prise en compte par une variable d’endommagement
intégrée dans le modele de comportement du matériau. L’organigramme du calcul est donné
par la figure (C.8). Le matériau s’endommageant progressivement en pointe de fissure, il n’est
donc pas nécessaire de définir une valeur critique de la variable d’endommagement pour
obtenir I'instant ou la fissure s’amorce. En effet, la progression de la fissure s’opére par
I’effondrement des contraintes transmises par la zone fortement endommagée (fig. C.9). Pour
ce faire, on suit 1’évolution des contraintes au deuxiéme point de Gauss des mailles situées au
fond de la fissure. L’avancement de la fissure (A a = L.) se produit & chaque fois que cette
évolution atteint son maximum.

Dans cette approche, la notion de singularité disparait et il n’est plus nécessaire ni d’introduire
une distance critique pour traiter le probleme de la propagation, ni d’utiliser la technique de

reldchement des noeuds.

Conditions
initiales

Equations de comportement
et d’endommagement

volution des
contraintes et
déformations

— E’ropagation de fissure )

»la

Meécanique de
I’endommagement
(calculs couplés)

Figure C.8 : Schématisation des étapes de calcul.
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Figure C.9 : Définition de la propagation de fissure Aa.

C. 6 - Détermination des paramétres des modéles :

Les modéles mécaniques de I’approche locale nécessitent la détermination des parameétres
caractérisant a la fois le matériau et sa décohésion. Cela est rendu possible par 1’association
expérience - simulation numérique. La premiére fournit les valeurs critiques des grandeurs
globales mesurées sur I’éprouvette, la seconde, les valeurs des contraintes et déformations
internes nécessaires au calcul de I’évolution de I’endommagement.
L’application du modéle RICE-TRACEY [C.10] nécessite la détermination de la valeur
critique de la croissance des cavité(R/Ro).. Par contre, I’application du modele ROUSSELIER
[C.11,12] nécessite la détermination de 3 parametres :

- 0 : la résistance a ’endommagement de la matrice.

- L. : la taille de la maille a la pointe de fissure.

- fy : la fraction volumique initiale des cavités
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C.6.1- Détermination de la valeur critique (R/Ry).

La charge a I’amorcgage de la fissure P, correspond au point de la variation de pente sur la
courbe expérimentale « P-a » (fig. 10). L’identification de la valeur critique de (R/Ry). se fait
ensuite, en déterminant a partir de la courbe numérique « R/Ry - charge » au fond initial de la

fissure, la valeur (R/Ry) correspondant a cette valeur de la charge P,, (Fig. C.11).

CT monométal
1200 +
1000 T -
Pa = 603 N/mm
£
g 600 + 7T
o
m +
Zm +
0 I . — ‘
315 32 325 33 335 34
a(mm)

Figure C.10 : Courbe expérimentale, charge en fonction de la longueur de fissure « P = f(a) ».

CT monométal
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| R/Rp)c =2.228
221
2 4+
o 181
3 A
@ 16+
14 7
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12 ¢4 |
\ ‘
1® + t
0 100 200 0 40 500 600 700
P (Nmm)

Figure C.11 : Evaluation de (R/Ry)..



DEVAUX et MOTTET [C.13] ont proposé de calculer la valeur critique de R/R,, a partir
d’une relation avec la déformation a la rupture ez déterminée expérimentalement en utilisant
une éprouvette axisymeétrique entaillée (AE). Les auteurs proposent trois relations en fonction

du rayon I’entaille de I’éprouvette (r =2, 4 et 10 mm) :

AE2 : Ln (R/Rg).=a(er-0.11)+0.125
a=252exp (-4.56n)+0.5

n : coefficient d’écrouissage

AE4 : Ln (R/Rg).=a (er - 0.10) + 0.125
a=192exp(-548n)+0.5

AE10 :Ln (R/Rg).=a (er - 0.135) + 0.125
a=1.087exp (-6.25n)+0.5

Enfin, il faut souligner la possibilité de déterminer la valeur critique de (R/Ro). d’une maniére
indirecte. A partir des résultats de calcul basés sur le champ HRR, Devaux [C.14] a établi des

relations du type :

c = acc(A a’)c Ln(R / Ro)c
a=27
o = 2.78 éprouvette CTJ

o = 4.5 (plasticité confinée)

et dJ/da=c,Ln(R/R,),
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Ainsi, a partir des courbes J-Aa déterminée expérimentalement il est possible d’obtenir une

premiére approximation de (R/Ro). et de (Aa)..

C.6.2- Evaluation des fractions volumiques initiales des inclusions f, :

D’apreés Rousselier [C.3], la fraction volumique initiale des inclusions f;, peut étre considérée,
comme une premiére approximation, égale a la fraction volumique d’inclusions f.. Cette
derniére peut étre calculée de deux fagons :

- une dénommée « f, optique » découle d’une détermination de I’état inclusionnaire et se

calcule a partir de la formule [C.15] :

IT

fo="oNo-D, Dy D (C.14)

ou
Di, D1, D1c sont les longueurs inclusionnaires projetées respectivement dans les sens long,

travers et travers court. N, est le nombre d’inclusions par unité de volume.

- Par analyse chimique, il est possible de calculer la fraction volumique d'inclusions a partir de

la formule de FRANKLIN [C.16], pour les aciers au C-Mn :

0.001 ) ©.15)

f,chimique(%) = 54 x 107 ((%S) AYS
ou

(%S) et (%oMn) sont les pourcentages de composition pondérale en Soufre et Manganese des
aciers obtenus par analyse chimique.

(Dans notre casMn=1.14 % et S =0.025 % : f, = 0.0013 %)
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C.6.3- Détermination du paramétre c; :

Ce paramétre, traduisant la résistance de la matrice métallique a la croissance des cavités, est
en rapport étroit avec la limite d’élasticité o. du matériau et peut étre dans une premiére

approximation estimée par 2/3 o, [C.3].

La détermination finale des parameétres o), f; et L. s’effectuent par la reproduction numérique
précise des essais expérimentaux sur des éprouvettes de traction entaillées. En général, une
courbe expérimentale d’un essai de traction sur ce type d’éprouvettes « charge-variation du
diamétre » présente deux pentes décroissantes (fig. C.12) [C.17,18]. Pendant le trajet de la
premiére pente, le matériau S’endommage, des cavités croissent dans la partie entaillée de
I’éprouvette. Le point A de changement de pente caractérise I’amorgage d’une fissure
macroscopique au centre de I’éprouvette. Au cours de la deuxiéme pente, la fissure se propage
de maniére stable jusqu’a rupture de I’éprouvette. La connaissance de linfluence des
paramétres du modéle sur la forme de la courbe, permet de savoir quel paramétre il faut
modifier et dans quel sens pour obtenir le bon accord entre les courbes expérimentales et

numériques :

- Influence de la longueur de 1’élement L. ,
L’influence d’une modification du paramétre L. se manifeste par un changement de la pente
décroissante.

- 'influence d’une modification du paramétre o, se manifeste par un changement de la
position d’abscisse du point A correspondant a la contraction diamétrale & I’amorcage d’une

fissure.

Un seul essai de traction sur une €prouvette du type AE permet donc de calibrer les deux

parametres.
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Figure C. 12 : La forme de la courbe de traction sur une éprouvette axisymétrique entaillée [C.17].
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Figure C.13 : Influence de Le et 6, sur la courbe de traction ( éprouvette axisymétrique entaillée) [C.17].
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Chapitre I1

ETUDE EXPERIMENTALE

I1.1- Objet :

Les tuyauteries vapeur du circuit secondaire des réacteurs a eau pressurisée sont
constituées de tubes en acier au carbone manganése (nuance A 48) assemblés par
soudage a l'électrode enrobée. Elles fonctionnent a une température de 300°C. L’étude
expérimentale consiste a évaluer la résistance a la déchirure ductile de ces joints soudés
dans les conditions de service.

Pour y parvenir, deux types d’essais ont été réalisés :

1) Les essais mécaniques permettant la caractérisation des matériaux (essais de traction).
Ces essais ont pour objectif la détermination, a la température T=300 °C, des lois de
comportement pour chaque zone du joint soudé a savoir MB, ZAT et MF. De méme, ces

essais sont réalisés sur des éprouvettes d’'une ZAT obtenue par simulation thermique.

2) Essais de déchirure ductile :
Ces essais sont réalisés sur des éprouvettes du type CT (Compact Tension) a 300 °C,
afin de déterminer 1’évolution du paramétre énergétique J en fonction de la progression

de la fissure Aa ; et ceci dans trois configurations différentes : « MB, MF et la ZAT ».
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I1.2- PRESENTATION DES MATERIAUX

IL.2. 1- ANALYSE CHIMIQUE

Les résultats de I’analyse chimique concernant le Métal de Base (A48) et le Métal Fondu
(électrode enrobée) sont rassemblés dans le tableau II.1. Les teneurs en carbone
équivalent pour le MB et le MF, calculées d’aprés la formule (I.1) [II.1], sont
respectivement de 0,41 % et de 0,32 %.

+Mn Cr+Mo+V Ni+Cu

Cy=Ct—+ : = (%) (IL 1)
MB MF
C 0.18 0.076
S 0.025 0.007
P 0.012 0.009
Si 0.25 0.34
Mn 1.14 1.33
Ni 0.08 0.04
Cr 0.08 0.04
Mo <0.02 0.01
Cu 0.18 0.08
\ <0.02 0.015
Al <0.02 <0.001
N 0.009

Tableau IL 1 : Composition chimique (% en poids) du tube en acier A48

et du métal déposé (élect. enrobée)
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11.2.2- Réalisation des assemblages soudées :

Un joint soudé a été réalisé dans des conditions représentatives des fabrications
industrielles. Le métal de base est une partie d’un tube en acier au carbone manganése
(nuance A 48), de diamétre 860 mm et d’épaisseur 56 mm. Les soudures sont réalisées
manuellement a 1’aide de 1’électrode enrobée TENACITOR (diamétres 3.2 et 4 mm) et
sont reprsentatives d’un piquage (figure I1.1). Le produit de soudage a été déposé en
plusieurs passes dans un chanfrein demi-V (les conditions de soudage sont décrites dans

I’annexe II).

IL2. 3- Mesures des cycles thermiques lors du soudage :

Afin de mesurer les cycles thermiques pendant I’opération du soudage, nous avons
installé 12 thermocouples dans le métal de base & différentes distances de la ligne de
fusion (fig. I1.2). La fixation des thermocouples a été réalisée en soudage par point. Les
enregistrements obtenus, ont permis de mettre en evidence :
- la température maximale par chaque pic
- les vitesses de chauffage At so0.500 €t At 300-700
- les vitesses de refroidissement At goo-s00 €t At 700-300
- les températures interpasses.
La figure II.3, présentant I’évolution des températures maximales en fonction des passes,
montre que :

- la température de la plus haute austénitisation est d’environ 1350 °C

- la deuxiéme température d’austénitisation est d’environ 900 °C

- la température maximale de revenu est comprise entre 600 et 700 °C
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Figure IL 1 : Forme et dimensions du joint soudé.
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Figure II. 2 : Dispeositif de mesure des températures au cours du soudage.
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Figure IL 3 : Pévolution de la température maximale en fonction

des passes (a partir de la passe n° =3).

I1.2.4- Etude métallographique :

L’objet de cette étude est de préciser les transformations microstructurales et I’évolution de la
microdureté dans le joint soudé. Pour effectuer cette étude, nous avons utilisé un microscope
optique et un microduromeétre a charge réduite. Les observations microstructurales et les
filiations de microdureté ont été faites suivant plusieurs niveaux sur des échantillons
préalablement préparés en vue d’analyse métallographique (polissage 1 pum puis attaque au

Nital 2% ) ( (Fig. IL4).
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Figure IL. 4 : représentation des niveaux des observations

microstructurales et des filiations de microdureté

I1.2.4.1- Résultats de I’étude microstructurale :
Cette étude microstructurale a permis de montrer que :

1- la structure du Métal de Base est de type ferrito-perlitique dite en bande dans le sens

du laminage (fig. 11.5).

2- I’épaisseur totale de la Zone Affectée Thermiquement « ZAT » est comprise entre 2 et 3.5
mm. La microstructure de la ZAT observée a permis de décomposer cette zone en quatre

couches structurales pouvant étre considérées comme étant homogeénes (fig. 11.6) :
a) la 1% couche est caractérisée par une structure ferrito-perlitique avec perlite globulaire.
Elle est identique au métal de base, mais sa granulation est plus fine. Son épaisseur varie entre

0.2 et 0.6 mm.

b) la 2°™ couche présente une structure ferritique avec des ilots de bainite et son épaisseur

varie de 0.4 2 0.8 mm.

110



c) la 3™ couche est caractérisée par une structure ferritique avec des formations bainitiques

aux joints des grains. Son épaisseur est d’environ 1 mm.

d) la 4™ couche présente une structure a ilots de bainite, séparés par de la ferrite
proeutectoide qui marque les anciens joints de grains austénitiques. C’est la Zone a Gros
Grains (ZGG) engendrée par les températures qui dépassent 1100 °C. Son épaisseur varie de

0.5a 1 mm.

3- La structure du Métal Fondu MF est dendntique (ferrite Widmanstitten) avec des ilots
ferrito-perlitiques (fig. I1.7). La perlite dans cette zone est trés fine & cause du refroidissement

relativement lent du bain de soudure.

Les valeurs de microdureté sont souvent affectées par I’hétérogénéité locale de structure. C’est
pourquoi, celles-ci sont présentées par leurs valeurs moyennes calculées suivant la norme

NF A82-460 [II1.2]. Celles-ct sont portées sur la figure IL.6.

RESUME

A l'issue de cette analyse, nous avons mis en évidence I’éxistence de trois zones dans un joint
soudé a savoir :

- MB (structure ferrito-perlitique en bande et de dureté 167 HV)

- MF (structure dendritique et de dureté 185 HV)

- ZAT (structure de forte hétérogeneité : ferrito-perlitique avec perlite globulaire

(167 HV), ferritique avec des ilots de bainite (188 HV), ferritique avec des formations

bainitiques aux joints des grains (175 HV), ilots de bainite, séparés par de la ferrite

proeutectoide (191HV).

La connaissance de la microstructure et la microdureté de la ZAT sont nécessaires pour

réaliser la simulation thermique de cette zone.
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Figure IL 5 : microstructure du métal de base

Figurc IL 6 : microstructure du métal fondu
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Figure IL 7 : types de microstructure de la zone affectée thermiquement du joint soudé

et valeurs moyennes de microdureté
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I1.3- Essais mécaniques :

I1.3.1- Objectif

Dans le cadre de notre étude, nous avons mené deux séries d’essais mécaniques :

a) Les essais de traction ont permis la détermination des caractéristiques meécaniques
essentielles ainsi que la loi de comportement des trois éléments constituant le joint soudé,
a savoir le Métal de Base (MB), le Métal Fondu (MF) et la Zone Affectée
Thermiquement (ZAT).

b) Les essais de la déchirure ductile du joint soudé ont permis de déterminer 1’évolution

du paramétre énergétique J en fonction de ’avancée de la fissure Aa.

I1.3.2- Dispositif expérimental :

Les essais mécaniques ont €té effectués a ’aide d’une machine servo-
hydraulique de capacité = 100 KN. Le pilotage de la machine et ’acquisition des
données sont effectués par un micro-ordinateur possédant une liaison numérique du type
paralléle « IEEE », en utilisant le programme FLAPS (Fracture Laboratory Application
Software). Tous les essais ont été menés a une température de 300 °C, maintenue a
I’aide d’un four adapté a la machine et pouvant atteindre une température maximale de

600 °C. Le synoptique du dispositif expérimental est présenté sur la figure I1.8.
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11.3.3- Essais de traction

Afin de caractériser le joint soudé, nous avons effectué des essais de traction a
température 300 °C conformément aux normes AFNOR A03-151 et A03-351 [I1.3] sur
des éprouvettes prélevées dans chacune des zones du joint (MB, ZAT, MF), ainsi que
sur des éprouvettes d’une ZAT homogéne obtenue par une procédure de simulation

thermique’ .

IL3.3.1- Prélévement et géométrie des éprouvettes :

Le prélevement des éprouvettes du joint soudé réel (effectué dans le sens longitudinal )
et celui de la ZAT simulée thermiquement sont présentés dans la figure 11.9. Deux types
d’éprouvettes ont été utilisées :
- éprouvettes cylindriques de section droite circulaire de :

- diamétre 10 mm pour (MB)

- diamétre 6 mm pour (MF et la ZAT simulée)

- éprouvettes prismatiques dans la ZAT réelle (a section rectangulaire : h=13, b= 4 mm)

La forme et les dimensions des éprouvettes sont représentées sur la figure 11.10.

' Les essais de simulation thermique sont présentés dans 1’annexe
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a- a partir du joint soudé

Eprouvette
finale

— /

Eprouvette Zone homogéne
simulée thérmiquement

b- a partir des éprouvettes simulées

Figure IL 9 : Sens de prélévement des éprouvettes de traction.
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Figure IL 10 : Forme et dimensions des éprouvettes de traction.
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I1.3.3.2 - Résultats

La figure II.11 regroupe les courbes conventionnelles expérimentales présentant

I’évolution des contraintes en fonction des déformations pour chacun des matériau MB,

MF, ZAT et ZAT simulée. L’allure générale de ces courbes a mis en évidence un

comportement ducttle de chacun des matériaux dans le sens long. Cela est confirmé par

les observations fractographigues effectuées a I’aide du Microscope Electronique a
Balayage MEB (planche I1.1 a 3).

Le tableau I1.2 présente I’ensemble des caractéristiques mécaniques de traction a 300 °C,

issues des courbes conventionnelles.

Rz 0.2% (MPa) Rm (MPa) E (GPa) A% Z%
MB 2055 433 +7 183 +3 201 54+4
MF 330+£20 542 +8 197 21 53
ZAT 3505 6255 180 £ 5 21 40
ZAT(simulée) 310 610 185 13 31

* Donnés conventionnelles

Tableau L. 2 : Caractéristiques mécaniques de traction a 300 °C.

avec

F Al
-Re 02 : est la contrainte (6= S ) qui correspond a une déformation plastique ( —
0

égale 30.2 %
- R, la résistance a la traction

- A% D’allongement relatif
- Z% le coefficient de striction
ou
S : section initiale

S, : section apres rupture.

R — max
m So

A% =100 (L,-Lo)/Lo
Z% = 100 (So-S.)/So
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Lu : longueur aprés rupture.

Globalement, la ZAT simulée présente un comportement similaire a celui de la ZAT
réelle. Cela permet de valider donc le processus de simulation thermique utilisé (voir

annexe III). D’autre part, il faut noter que le joint soudé représente un cas

d’overmatching de rapport [Re .r) / Revgy ] = 1,6.

Le comportement des matériaux utilis€s (Cvie = f (Evraic) ) peut étre régi par une loi

puissance du type Ramberg-Osgood :

o=0, +ke"

(11.2)

ou k, n sont respectivement le coefficient de résistance et le coefficient d’écrouissage

(tableau I1.3).
MB MF ZAT ZAT (simulée)
n 0.26 0.28 0.27 0.26
K (GPa) 0.63 0.6 08 1.1
Tableau IL 3 : Les paramétres de la loi de Ramberg-Osgood.
700 T

Contrainte (MPa)

MB
ZAT
MF

= === ZAT simulée

0.05 0.1 0.15 02

0.25

* Courbes conventionnelles

Figure I1. 11 : Evolution de contrainte en fonction de déformation
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11.3.4 - Détermination expérimentale de la ténacité du joint soudé :

I1.3.4.1- Objectif

Le but de cette partie est de déterminer la ténacité a 300 °C, exprimée principalement par
la valeur critique de paramétre énergétique J notée Jc. Cette valeur est déduite des
courbes expérimentales exprimant la variation du paramétre J en fonction de ’avancée de
la fissure Aa « J-Aa». Cette courbe est déterminée a partir de enregistrement de la
variation de la charge en fonction du déplacement « F-d ». L’avancée de la fissure est

suivie en utilisant la méthode des décharges partielles.

I1.3.4.2- Prélévement des éprouvettes

Les essais de déchirure ductile sont réalisés sur des éprouvettes de type CT (Comi)act
Tension) dans trois configurations différentes :

- MB : T’éprouvette d’épaisseur 20 mm (CT20) est prélevée dans le métal de base,
compte-tenu des dimensions de la matrice brute.

- MF : I’éprouvette d’épaisseur 25 mm (CT25) est prélevée a partir du joint soudé,
I’entaille mécanique est située dans la zone du métal fondu.

- ZAT : I’éprouvette d’épaisseur 25 mm (CT25) est prélevée a partir du joint soudé,

I’entaille mécanique est située a 1 mm environ de la ligne de fusion.

Le repérage des plans de prélévements et la localisation des éprouvettes sont donnés par
la figure 11.12. Toutes les éprouvettes ont été prélevées d’une maniére que le matériau
soit sollicité dans le sens travers-court. La géométrie et les dimensions des éprouvettes

sont présentées sur la figure I1.13.

Pour imposer la direction de la fissure de fatigue, malgré I’hétérogénéité du matériau
dans le plan de symétrie de I’éprouvette, des entailles latérales ont été usinées avant la

préfissuration.
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Figure IL. 12 : sens de prélévement des éprouvettes CT.
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Figure IL 13 : Géométrie des éprouvettes.

I1.3.4.3- Déroulement d’un essai

A- Préfissuration des éprouvettes

b — —— e —————

B=05W

Les éprouvettes sont préfissurées, par fatigue a amplitude de charge constante a la

température ambiante suivant la norme ASTM E 813 [I1.4], jusqu’a ce que la fissure

atteigne une longueur relative (20/W) comprise entre 0,45 et 0,55.

B- Suivi de ’essai

Les essais ont été effectués a la température de 300 °C, selon la méthode des

déchargements partiels et conformément 2 la procédure proposée par la recommandation

[IL5]. Les éprouvettes sont soumises & un effort de traction, qui impose une vitesse

constante d’ouverture d’entaille de 0.3 mm/min. Les phases « charge - décharge » sont

effectuées 2 la méme vitesse. Afin d’améliorer la lindarité des pentes, un palier de

maintien & ouverture constante destiné a permettre la relaxation de I’effort, pendant 2
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minutes, a été réalisé. Le chargement est poursuivi jusqu’a une longueur de déchirure
d’environ 3 mm. Au cours de I’essai, nous enregistrons simultanément la charge mesurée
a I’aide d’une cellule de charge et ouverture des lévres de la fissure mesurée a 1’aide
d’un extensomeétre a lames placé dans Dentaille mécanique au niveau ’axe du

chargement.

11.3.4.4- Résultats et discussions :

Les figures (I1.14 a 22) représentent les courbes « force-déplacement » expérimentales pour
chacune des trois configurations a savoir (MB, MF, ZAT). Le paramétre J en fonction de
I’avancée de la fissure Aa, est calculé selon la procédure recommandée par la norme ASTM

[I1.4]. La droite d’émoussement a été déterminée & partir de la relation suivante :
J=4R, Aa. (IL3)
L’ensemble des résultats permet de tirer les remarques suivantes :

i)- Métal de Base (MB).

Globalement les trois courbes « force-déplacement » présentent la méme allure générale
(fig. I1.14,15,16). Le palier ductile a la charge maximale est tres faible. 1l faut noter ici que les
charges maximales atteintes, dans les trois essais, sont largement différentes : 14, 19 a 23 KN.
Ces différences peuvent étre attribuées en premier lieu au fait que la longueur initiale de la
fissure n’est pas la méme dans les trois éprouvettes (ao / W : 0.475, 0.45 et 0.5 ). En second
lieu, la mesure des longueurs de fissure est affectée avec des incertitudes du fait que le front
de fissure est irrégulier. En effet, nous constatons sur les faci¢és de rupture, la présence des
ponts de matiéres subsistant en arriére du front de fissure. Ce phénomeéne a influencé notament
lallure des pentes correspondant aux décharges partielles et a rendu le calcul de la
complaisance trés délicate.

D’autre part, I’examen effectué au MEB a mis en évidence le fait que la rupture de
I’éprouvette se propage dans des plans plus ou moins décalés par rapport au plan de Ientaille,

et a conduit a la formation de facettes (planche I1.4). Ce mode de rupture peut étre attribué a la
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microstructure en bandes, résultant du processus de fabrication (tle laminée, roulée, soudée),
ainsi que des défauts observés en service (décollements lamellaires dans I’épaisseur du tube)
[11.6].

Afin de minimiser I’effet des dispersions des résultats expérimentaux sur la détermination de la
ténacité, une régression puissance a ¢té effectuée sur ’ensemble des points J-Aa (fig. I1.23). En
ce qui concerne le métal de base, on obtient une valeur faible du paramétre Jo, de 40 KJ/m?
environ. Dans une €tude antérieure réalisée sur le méme acier, et dans les mémes conditions de
température et de sens de prélévement, CROUSET et al [11.6] trouvent une valeur de Jo» de
27 KJ/m? environ, en utilisant une régression linéaire dans le domaine de validité recommandé
par la norme. La faiblesse de la ténacité du MB dans le sens travers-court doit étre attribuée a
’orientation du plan de la propagation de la déchirure selon le grand axe des inclusions (sens

de laminage) [I1.6].

ii)- Métal Fondu

Dans ce cas, une bonne reproductibilité est obtenue pour les trois essais, la charge maximale
étant d’environ 60 KN. On peut noter, en outre, la présence d’un palier ductile. Cette ductilité
est confirmée par les observations fractographigues effectuées sur les faciés de rupture. La
photographie (planche I1.5) révéle la présence d’un nombre important d’inclusions ainsi que la
présence de cupules fines et nombreuses, caractéristiques de la rupture ductile.

Par ailleurs, la courbe J-Aa (fig 11.24), obtenue par dépouillement de I’ensemble des
enregistrements, a permis de montrer que la ténacit¢é du MF a 300 °C est de 200 KJ/m?
environ. On constate alors que la ténacité, exprimée par Jo,, est cing fois plus importante que

dans le cas du MB ((Joxhvs = 40 KI/m?).

iii)- Zone Affectée Thermiquement (ZAT).

Les trois courbes présentent des caractéristiques de rupture fragile avec notamment la présence

de « pop-in » (fig. 11.20,21,22) a la charge maximale. Nous rappelons que ce phénomene est lié
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a la présence des zones fragiles a proximité de front de la fissure et aux arrachements
lamellaires. La différence entre les valeurs des charges maximales (33, 36, 39 KN) peut étre
attribuée :

- aux valeurs de (ap/ w) qui varient entre 0.45-0.49 selon I’essai

- a ]a difficulté de positionner I’entaille mécanique & 1 mm environ de ligne de fusion pour les
trois éprouvettes. Nous rappelons I’existence d’une forte hétérogénéité structurale dans cette
zone d’une part et 'irrégularité de I’épaisseur de la ZAT d’autre part.

Les observations fractographiques effectuées sur les faciés de rupture confirment la présence
des zones fragiles d’une part et I’existence d’arrachements lamellaires d’autre part (planche
I1.6). En effet, les inclusions sont disposées en nappes, le passage d’une nappe a une autre se
faisant brutalement.

Ainsi, selon les résultats obtenus, la rupture de la ZAT a 300 °C présente un caractére fragile.
Nous avons donc tenté d’appliquer la MELR et de déterminer la valeur critique du facteur
d’intensité de contrainte afin de vérifier la validité du critére Kic (conformément a la procédure

indiquée dans la norme expérimentale A 03-180 [11.8]) :

Ko = (Po / BW") * Y(a/W) (11.4)
avec

Y(a/W) =29.6(a/W)"% - 185.5(&/W)*? + 655.7(a/W)*? - 1017(a/W)"? + 638.9(a/W)** (IL.5)

Pq : la charge correspondant a I’intersection d’une droite, tracée a partir de I’origine de la
courbe « charge-ouverture » ayant une pente inférieure de 5 % & celle de la premiére pente

élastique, avec cette courbe.

Les valeurs du paramétre J correspondant peut étre calculées par :

(1-v?) (IL. 8)

2
__3
To= E

ou
- v : Coeffient de Poisson v=03

- E : module d’Young E = 180 Gpa
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Les valeurs de K, et les valeurs du paramétre J correspondant sont rassemblées dans le tableau

donné ci-dessous.

ZAT1 ZAT2 ZAT3
a, (mm) 248 25 23
P (KN) 33 36 39
Po (KN) 31 26 29
Ko (MPa . m'?) 66 49 55
J (K¥/m?) 2 12 15

* -Largeur de I’éprouvette B = 20 mm, la limite d’¢élasticité R. = 350 MPa
Tableu IL3:

11 faut noter que les valeurs K, ainsi obtenues ne respectent pas les conditions de validité,

imposées par la norme [I1.9], pour que K¢ =Ky :

a, B>25 (Ko/Re)? (I1.6)
(Pmax /Pg) < 1.1 1L.7)
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Figure 1L 14 : Courbe « Force - Déplacement », métal de base , éprouvette n° 1.
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Figure IL1S : Courbe « Force - Déplacement », métal de base , éprouvette n° 2,
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Figure IL16 : Courbe « Force - Déplacement », métal de base , éprouvette n° 3.
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Figure IL.17 : Courbe « Force - Déplacement », métal fondu , éprouvette n°® 1.
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Figure IL19 : Courbe « Force - Déplacement », métal fondu , éprouvette n° 3.
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Figure IL20 : Courbe « Force - Déplacement », Zone Affectée Thérmiquement , éprouvette n° 2
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Figure IL21 : Courbe « Force - Déplacement », Zone Affectée Thérmiquement , éprouvette n° 2.
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Figure IL22 : Courbe « Force - Déplacement », Zone Affectée Thérmiquement , éprouvette n° 3.
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Figure IL 23 : Courbe J- Aa (cas du MB)
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Figure 1L 24 : Courbe J- Aa (cas du MF)
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Planche 1.1 : Faciés de rupture d’une éprouvette de traction (MB)
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Planche IL2 : Faciés de rupture d’une éprouvette de traction (MF)
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Planche I1.3 : Faciés de rupture d’une éprouvette de traction (ZAT)
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Planche I1.4 : Faciés de rupture d’une éprouvette CT (MB)
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Planche ILS : Faciés de rupture d’une éprouvette CT (MF)
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Planche IL6 : Faciés de rupture d’une éprouvette CT (ZAT)
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Chapitre : III

Modé¢lisation numérique : Résultats et discussions

II1.1- Introduction

Ce chapitre a pour objectif I’étude numérique de la déchirure ductile dans un joint soudé, étude
qui s'inscrit dans le cadre d’un programme de recherche engagé par EDF visant a développer
une méthode d’analyse fine, adaptée aux assemblages soudés dans I’industrie nucléaire. En
effet, un joint soudé est constitué de trois zones de structure métallurgique et de propriétés
mécaniques différentes a savoir : le Métal de Base (MB), le Métal Fondu (MF) et la Zone
Affectée Thermiquement (ZAT). Cette hétérogénéité remet en question :

- la validité des approches classiques de la mécanique de la rupture telle que I’intégrale
J proposée initialement pour les structures homogenes.

- La validité de la méthode classique qui prédit le comportement d’une soudure en
Passimilant & un matériau fictif équivalent ayant les propriétés mécaniques (limite d’élasticité,

ténacité) les plus basses parmi celles des matériaux constituant le joint soudé.

Ce chapitre est compos€ en deux parties :

Dans la partie 1, I’étude numérique est effectuée en utilisant un joint soudé présentant un taux
d’over-matching égal a 2.4, 1a ZAT et le MF ayant des caractéristique mécaniques différentes.
Dans ce cas nous avons compareé :

a)- les résultats issus de deux analyses : I'intégrale J de Rice et le modéle de croissance
de cavités de Rice-Tracey. Pour cela, nous étudierons le comportement a la déchirure ductile
d'une éprouvette CT25, dans 3 configurations différentes (Fig. IT1.1) :

- Un monométal (MB ou MF)

- Un bimétal (MB+MF)

- Un trimétal (MB+ZAT+MF)
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b)- allure de la croissance de cavités a partir d’une modélisation d’un monométal ,
ayant pour propriétés mécaniques les plus basses parmi celles des matériaux constituant la
soudure (dans notre cas le MB), avec une modélisation d’un «trimétal» comportant les trois

zones constituant la soudure (MB, MF, ZAT).

Cette partie comporte aussi la modélisation de la propagation de fissure (dans le cas de la

configuration monométal MB).

Dans la partie 2, nous présenterons une partie des résultats issus des calculs effectués en
utilisant les lois de comportement des résultats expérimentaux présentés au chapitre II (*).
11 s’agit ic1 d’effectuer une étude comparative entre :

- les résultats expérimentaux et numériques : évolution de la charge en fonction du
déplacement

- le comportement dit « intrinséque » d’une éprouvette homogeéne (ayant les propriétés
mécaniques de la ZAT) et celui dit « apparent » d’une éprouvette comportant trois zones
(la ZAT comme zone centrale entourée par 2 zones : MB et MF).

- le comportement global et local de deux éprouvettes présentant des joints soudés

ayant une longueur de fissure relative a,/W et un taux d’overmatching différents.

o o . o

> T Y
O O MF O W
monométal Bimétal Trimétal

Figure ITL 1 : Les différentes configurations de I’éprouvette CT25.

(*) - taux d’over-matching M = 1.6, La ZAT et le MF ayant les mémes caractéristiques mécanique.
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I1.2- Calcul numérique

Les calculs numériques, utilisant la méthode des éléments finis, sont effectués dans une option
de calcul en déformations planes du logiciel “ Systus”, sous P’hypothése des grandes
transformations (grands déplacements, grandes déformations).

Les résultats du calcul élastoplastique (contraintes, déformations, énergie de déformation) sont
injectés dans les procédures de calcul de 'intégrale J et de la croissance des cavités. Un
processus de relachement des liaisons constituant le fond de fissure, couplé au critére de

déchirure, a permis de modéliser I’avancement de la fissure.

I11.2.1- Maillage utilisé :

Le maillage de I'éprouvette CT25 est réalisé & ’aide des mailles quadratiques sous-intégrées
(2*2 points de Gauss) a huit noeuds (six pour les triangles). Dans le fond de fissure, il est
particuliérement affiné pour la modélisation en approche locale (maillage carré avec des
dimensions des d’éléments de 0.2 mm x 0.2 mm). Ces dimensions en pointe de fissure
répondent aux recommandations issues de la littérature [III.1] (fig. II1.2). Le méme maillage
sera nécessairement utilisé pour les différentes configurations de 1’éprouvette. Enfin, les
régressions de maillage sont réguliéres afin d’éviter tout changement brusque de taille de maille
ainsi que les €léments trop distordus. Le fond de fissure est indiqué par le rapport de deux
grandeurs géomeétriques a, et W (Fig. IILS).

Il faut noter que dans le cas d'un matériau homogéne, la symétrie évidente permet de ne
modéliser qu'une demie éprouvette (fig.II1.3). Ce maillage contient 618 éléments et 1954
noeuds. En ce qui concerne le cas du matériau hétérogéne (bimétal et trimétal), I'ensemble de
I'éprouvette est étudié. Dans le cas trimétal, I’entaille mécanique est placée dans la ZAT, a 1
mm de la ligne de fusion (la largeur de la ZAT esi égale a 3 mm), (Fig. 1IL4). La fissure de
fatigue est modélisée par deux segments libres se rejoignant a la pointe de la fissure, la distance
les séparant étant égale a zéro a 1’état non chargé. Ce maillage contient 1236 éléments et 3857

noeuds.
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Figure IIL 2 : Maillage en fond de fissure.

Figure IIL 3 : Maillage (cas du monométal).
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Figure IIL 4 : - Maillage au fond dc fissure {cas de bimétal et trimétal).

- Choix des contours pour le calcul de 'intégrale J.
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II1.2.2- Les conditions aux limites :

a)- configuration monométal
Les noeuds de 1’axe de symétrie qui se trouvent dans le ligament de ’éprouvette sont astreints
a un déplacement Uy nul (par symétrie) (fig.I11.5). L’un d’entre eux est également astreint a un
déplacement Ux nul (élimination du mouvement du corps solide selon cet axe). Les segments
délimitant I’éprouvette (bords libres) ainsi que la surface fissurée sont libres de toutes

contraintes.

Y
pour 3, <X <W :Uy=0
pour X=W :Ux=0
Bo
—L——————* X

e

Figure HL 5 : Conditions aux limites (configuration monométal : MB)

Par analogie avec I’expérience, le chargement est modélisé par un déplacement imposé du
noeud B, suivant l'axe Y, dans le sens positif. Le calcul est accompli en 100 pas de
chargement également répartis jusqu’a dmsx = 2 mm (1 mm de déplacement imposé pour le
noeud By ). Pour éviter une concentration de contrainte purement numeérique autour de ce
noeud, nous considérons la goupille comme parfaitement é€lastique avec un module d'Young

égal a celui du métal réel.
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b)- configuration trimétal

Dans ce cas, les conditions aux limites sont les suivantes : les noeuds By et B; sont astreints &

un déplacement U, nul (élimination du mouvement du corps solide selon cet axe) (fig. I11.6).

Ux (BO) =Ux (Bl) =0

Pourt =0, Uy (Bo) =Uy (B;) =0

v

&
N

Figure IIL6 : Conditions aux limites (configurations : bimétal, trimétal).

Le chargement est modélisé par un déplacement imposé positif au noeud B, et négatif en B,
suivant l'axe Y (pour ce mode de chargement, le systéme de calcul « Systus » exige "utilisation
d’une condition initiale sur les déplacements suivant Y : ((Uy)o = 0). Le calcul est accompli en
100 pas de chargement également répartis jusqu’a dmax = 2 mm (1mm de déplacement imposé

de chaque c6té ).
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IIL3- RESULTATS ET DISCUSSIONS:

II1.3.1- Etude numérique : partie 1.

I11.3.1.1- Lois de comportement
Le comportement des matériaux utilisés est modélisé par une loi puissance de type Ramberg-
Osgood:
o =0, +ke] (IIL1)
ou:
- & : la déformation plastique
- ©.: lalimite d’élasticité

- n et K sont des constantes du matériau.

Les parametres o, n et k de chaque type de matériau sont présentés dans le tableau (IIL.1).
Pour le métal de base et le métal déposé, ces valeurs sont calculées a partir des courbes
expérimentales issues des travaux antérieurs [II1.2]. Tandis que, les paramétres concernant la
ZAT, proviennent d’une approximation :

- les valeurs de n et k ont été supposées égales a celles du MF

- la limite d’élasticité de la ZAT a été choisie comme intermédiaire entre celle du MB

et celle du MF, pour obtenir une forte hétérogénéité.

MB ZAT MF

k(MPa) | 1066.9 | 324.58 | 324.58
n 0.826 | 0.206 | 0.206

o.MPa)| 133 220 320

Tableau IIL1: Les valeurs des paramétres G, n et k pour chaque type de matériau

le module de Young E= 176 500 MPa

le coefficient de poisson v=03
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H1.3.1.2- Comparaison entre Pintégrale J et le modéle de croissance de cavités de Rice-

Tracey.

Ce paragraphe rapporte principalement les résultats issus d’une modélisation numérique de
Pintégrale J et du modéle de croissance de cavités de Rice-Tracey, en utilisant une éprouvette
CT25 avec a,/W = 0.635, dans les trois configurations suivantes :

- Un monométal (MB ou MF)

- Un bimétal (MB+MF)

- Un trimétal (MB+ZAT+MF)

IIL.3.1.2.1- Force - déplacement

La figure III.7 illustre l'évolution de la charge par unité d’épaisseur en fonction du
déplacement imposé, pour les différentes configurations. Nous en tirons les enseignements
sutvants

- la différence entre les calculs numériques et les résultats expérimentaux [III1.2]
demeure trés faible dans le cas du monométal (MB). Ce qui valide nos hypothéses de calcul.

- la différence entre la configuration «monométaly (MB) et (MF) est liée
principalement aux différences des lois de comportement de ces matériaux. On constate que le
rapport de la «charge limite» Py de MF sur celle de MB est approximativement égal au taux de
mismatching M, donné par le rapport (Reorr) / Reoumy) (dans notre cas M = 2 .4),

- les deux configurations, bimétal et trimétal, présentent des comportements
similaires. A titre d'exemple, pour un déplacement d = 2 mm, la différence relative entre les
deux charges ne dépasse pas 5 %.

- L'écart relatif entre la courbe du bimétal (ou du trimétal) et celle du monométal
(MB) est faible (environ 20 % pour d = 2 mm). Par contre, pour la courbe du bimétal (ou du
trimétal) et celle du monométal (MF), il est trés important (environ 89 % pour d = 2 mm).
Le MB (plus faible limite élastique) semble donc gouverner le comportement global du bimétal

et trimétal.
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Figure IIL7 : Evolution de la charge en fonction du déplacement.

II1.3.1.2.2- Zones plastifiées :

Les figures (I11.8,9,10) représentent, pour les trois configurations, 1’évolution des zones
plastifiées en fonction des déplacements imposés. En ce qui concerne le monométal, nous
retrouvons bien la forme classique dite "en ailes de papillon". Par contre, dans le cas du bimétal
et trimétal, une forte dissymétrie est mise en évidence :

- dans le cas de trimétal, la plastification se développe d’une maniére confinée dans la
ZAT, et rejoint rapidement a partir de Uinterface la zone du MB. Cette zone, ayant une limite
d’élasticité faible, devient le siége d’une forte plastification. Tandis que, du co6té de MF, nous
constatons l'inexistence des déformations plastiques. Ainsi, la zone plastique se développe sous
la forme de «champignon», ce qui est caractéristique d’un joint soudé présentant un
«overmatchingy.

- dans le cas du bimétal, la fissure se trouvant a l’interface, la zone plastique prend

naissance et se développe essentiellement du c6té du MB.

Dés lors, la forte dissipation d’énergie liée a la plasticité loin du fond de la fissure pose la
question de la validité d'un critére global basé sur le paramétre énergétique J pour décrire la
progression d'une fissure dans les matériaux hétérogénes. En effet, 1’énergie totale de
déformation est alors décomposée en deux parties : la premiére contribue & la phase de

plastification, la seconde étant «I’énergie fissurantey.
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Figure IILS : Evolution de Ia zone plastifiée en fonction de déplacement imposé’
(configuration monométal).

Figure ITIL9 : Evolation de la zone plastifiée en fonction de déplacement imposé’ (configuration bimétal).

carte 1020304050160} 70| 80 | 90 | 100

d(mm) ;02104]06/08] 1 |12114})16}18]| 2
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Figure IIL10 : Evolution de la zone plastifiée en fonction de déplacement imposé (configuration trimétal).

carte 20 | 40 | 60 | 80 [100]120{140| 160 | 180 | 200
d(mm) {02|04]06(08] 1 (1214|1618 2
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I11.3.1.2.3- Profil de Pouverture de la fissure :

La figure (II.11) montre, dans le cas du monométal et du trimétal, le profil déformé de la
fissure exprimé par I"ouverture de celle-ci, pour un déplacement imposé d = 2 mm. Nous
pouvons en tirer les enseignements suivants :

- la modélisation, utilisant des mailles quadratiques, présente «une souplesse»
permettant ainsi de mettre en évidence le phénomeéne de 1I’émoussement au fond de la fissure.

- le profil d’ouverture de la fissure, dans le cas du monométal et du trimétal, confirme
les formes des zones plastiques décrites ci-dessus : profil symétrique dans le cas du monométal,

profil dissymétrique dans le second cas.

Uy (mm) o4 -

1

trimétal

Figure 1L 11 : Profil de ’ouverture de la fissure (monométal - trimétal).

Par ailleurs, 1’ouverture au fond de la fissure (CTOD) dans le cas du trimétal, qui présente une
dissymétrie, peut étre décomposée en g (ouverture du c6té de MB), et Snr (ouverture du
coté de MF). Les ouvertures dus, Omr dépendent du niveau de la résistance de chacun des
matériaux adjacents a !’entaille (niveau de mismatching). C’est pourquoi I’ouverture se

développe d’une maniere plus importante du c6té du métal dont la résistance est la plus faible
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(MB), le MF et la ZAT n’ayant qu’un faible effet rigidificateur (Fig. II1.12). A titre d’exemple,
pour un déplacement imposé de 2 mm, 1’ouverture Sy constitue 85 % environ de Pouverture
totale. La figure (II1.13) , présentant I’évolution du CTOD en fonction du déplacement imposé
d, montre que I’ouverture totale au fond de la fissure est presque la méme dans les 3
configurations étudiées (monométal -MB- ; bimétal et trimétal). Cette constatation signifie que
’ouverture au fond de la fissure dépend essentiellement du comportement du métal ayant la
plus faible limite d’élasticité. Ce constat a été confirmé par Iinterprétation des résultats

obtenus par TOYODA [1I1.3].

6tot-

Schématisation de 1’ouverture au
fond de 1a fissure (cas trimétal)

CTtrimétal

0.35
0.3+
0.25 +

o
o

0.15 1

CTOD (mm)

e
-—

0.05 +

d (mm)

Figure IL12 : Evolution du CTOD en fonction du déplacement imposé.
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0 0.2 04 0.6 0.8 1 1.2 1.4 1.6 1.8 2
d (mm)

Figure II1.13 : Evolution du CTOD en fonction du déplacement imposé.

I11.3.1.2.4- A propos de Pintégrale J :

A fin de vérifier 'indépendance de I'intégrale J vis a vis des contours d’intégration. Celle-ci est
calculée selon 3 contours différents (Fig. I11.4). Les figures (II1.14, 15, 16) montrent que,
pour les contours €éloignés de la zone fortement plastifiée en fond de la fissure, Iintégrale J est
indépendante du contour choisi quelle que soit la configuration utilisée. Cependant, il faut

rappeler que le chargement imposé est monotone (sans aucune décharge).
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Figure IIL14 : Evolution de P’intégrale J en fonction du déplacement imposé.

CT bimétal
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Figure IIL 15 : Evolution de I’intégrale J en fonction du déplacement imposé.
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Figure IIL 16 : Evolution de I’intégrale J en fonction du déplacement imposé.
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D’autre part, les figures (III. 17, 18, 19), illustrant 1’évolution de I’intégrale J repectivement
pour le monométal, bimétal et trimétal, montrent que :

- il y a un écart faible entre les valeurs calculées par la méthode des contours et celles
issues de la méthode de l’aire sous la courbe « charge-déplacement», dans toutes les
configurations étudiées. Cette constatation est en contradiction avec les résultats issus de la

littérature, (§ ch) [IIL.4].

monométal (MB)

140 +
120 +
100 +

80 -

J (KJ/m?2)

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 12 1.4 16 1.8 2
d {(mm)

Figure 1 17 : Evolution de J en fonction du déplacement imposé.
A : méthode de ’aire sous la courbe « charge-déplacement »

B : méthode de I’intégrale
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bimétal

140 -
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S
<
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20
o : ;
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 14 1.6 1.8 2
d (mm)
Figure I1L 18 : Evolution de J en fonction du déplacement imposé.
A : méthode de Paire sous la courbe « charge-déplacement »
B : méthode de I'intégrale
trimétal
160 T
140 +
120 + A
—8— B
100 +
E
s 807
5
60
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20 +
0 + + f + ; ; + —
0 0.2 0.4 0.6 058 1 1.2 14 1.6 1.8 2
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Figure I1L 19 : Evolution de J en fonction du déplacement imposé
A : méthode de Paire sous la courbe « charge-déplacement »

B : méthode de ’intégrale
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Les courbes, présentant les évolutions de intégrale J pour les différentes configurations,
calculées suivant le contour I loin des perturbations induites par la singularité en pointe de
fissure (Fig. II1.4), sont portées sur la figure II1.20. Cette figure confirme les tendances
observées précédemment sur les courbes « Force-déplacement» et met en évidence

principalement un faible écart entre les courbes correspondant au bimétal et trimétal.

—¢— monomeétal
—D— bimétal

—O— tiimétal

3

3
oAt

3 {KJim?)

8 &

o

100 200 300 400 500 600 700 800
P{N/mm)

Figure IIL 20 : Evolution de V’intégrale J en fonction de la charge P.

L’ensemble des analyses décrit ci-dessus montre I’effet prépondérant des caractéristiques
mécaniques du métal de base. En effet, ce dernier gouverne le comportement global (les
évolutions de la charge, de I'intégrale J, CTOD, des zones plastiques, ...) dans le cas des

structures soudées présentant une situation d’overmatching

IT1.3.1.2.5- La croissance des caviteés :

Afin de montrer I'influence de la taille des mailles en fond de fissure sur le calcul du taux de
croissance des cavités, la courbe « R/R; -d» déterminée a partir des contraintes et des
déformations moyennes de la 1 maille au fond de la fissure, est comparée 4 celle déterminée &
partir de la moyenne des contraintes et des déformations calculée sur les 4 mailles (Fig. 111.21).
On observe une nette différence entre les deux courbes (environ 22 % pour un déplacement
imposé d=2mm), ce qui justifie donc l'utilisation d’une méme taille de maille en fond de fissure

(maille carrée 0.2 * 0.2 mm) pour tous les calculs effectués.

159



CTmonométal

—a—1 maille
—o—4 mailles

R/IRO

0 0.2 04 0.6 0.8 1 12 1.4 16 1.8 2
d (mm)

Figure ITL 21 : Evelution de R/R, en fonction du déplacement imposé.

La Figure II1.22 compare les évolutions du paramétre R/Ry dans le cas trimétal en fonction du
déplacement imposé, dans une maille du c6té MB et dans une maille c6té MF. Nous constatons
que la dissymétrie observée pour cette configuration (forme de la zone plastifiée, CTOD ..) se
manifeste aussi dans 1’évolution du paramétre local R/Ry. En effet, ce paramétre augmente plus
rapidement dans la maille c6t¢ MB. C’est pourquoi, en ce qui concerne les configurations

hétérogenes, celui-ci sera toujours calculé de ce coté.
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ZAT

R/RO

Figure IIL 22 : Evolution de la croissance de cavités au fond de la fissure

en fonction du déplacement imposé.

La Figure II1.23 présente I'évolution du parameétre R/Ry en fonction du déplacement imposé.
Contrairement a ’intégrale J, ce paramétre R/R est tres sensible au champs de déformations et

de contraintes en fond de fissure. Comme le confirme les écarts importants observés entre les

différentes configurations :

- I’évolution du paramétre R/R,y dans le cas du monométal (MB) est plus importante

que celle constatée dans le cas du trimétal. Cette différence de comportement est due au fait
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que la limite d’élasticité pour la ZAT (R, = 224 N/mm), ou se trouve le fond de la fissure dans
le cas hétérogéne, est plus importante que celle de métal de base (R, =133 N/mm?).

- ’évolution du parametre R/R,, dans le cas du bimétal, demeure la plus importante.
Cette configuration semble donc la plus dangereuse, car le fond de la fissure est en contact

direct avec le MB.

—4—— monométal (MB)

> bimétal

—DO— trimétal

R/RO

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 1.4 1.6 1.8 2
d mm

ZAT

el e
O O ME

Monométal Bimétal Trimétal

Figure IIL 23 : Evolution de R/RO en fonction du déplacement imposé.

I11.3.1.2.5.1- Direction de propagation de la fissure

La Figure II1.24 présente les valeurs de R/Ry , calculées aux centres des mailles entourant le
fond de la fissure (c6té MB), pour un déplacement imposé « d = 2 mm ». En admettant que la
fissure se propage dans la direction ou R/Ry atteint des valeurs maximales, nous constatons que

la propagation sera inclinée vers le MB. A titre d’exemple, la valeur de R/Ry, au centre de la
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maille n° 3 dans la premiere ligne S; (y = 0.1 mm ), est de 1,1 environ. Tandis que, sa valeur,
au centre de la maille n° 3 dans la deuxieme ligne S, (y = 0.3 mm ), est 1,152. Cela montre
Pavantage d’une modélisation tenant en considération P'hétérogénéité du joint soudé
(configuration trimétal), car elle permet de déterminer :

- la distribution réelle des champs de contraintes et de déformations au fond de fissure

- la direction de propagation de la fissure.

Y A
MB
S3 ZAT
S2
112 (3
_.-._.-._._._._..X S —_—> X

§2 Y (mm)

) St
X (mm) ' 0.7

Figure IIL 24 : Evolution de Ia croissance de cavités en fonction de la distance au fond de la fissure

(pour un déplacement imposé d= 2 mm).
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II1.3.1.2.6- Evolution de R/R, en fonction de intégrale J

La figure II1.25 compare I’évolution du taux de la croissance des cavités dans la premiére
maille au fond de la fissure en fonction de I'intégrale J entre les trois configurations (mono, bi
et trimétal). Nous constatons que, pour un méme niveau énergétique global donné par la valeur
de J, les valeurs du taux R/R, dans les 3 configurations sont différentes. A titre d’exemple,
pour une valeur de J = 120 KJ/m?, on trouve 3 valeurs de R/Ry = 1.85, 2.2, 3.75 environ,
correspondant aux 3 configurations : trimétal, monométal et bimétal, successivement. Cette
constatation montre la non capacité d’un critére €nergétique global, en "occurence I'intégrale

J, a mettre en évidence la singularité au fond de la fissure.

4.5
4 + ——— bimétal
— L trimétal

3.5 +

——&——— monométal (MB)

R/RO

0 20 40 60 80 100 120 140
J (KJim?)
O O MB
el .
O O MF
Monométal Bimétal Trimétal

Figure I11. 25 : Evolution de R/R, en fonction de I’intégrale J.
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I11.3.1.2.7- Evolution de R/R, en fonction de CTOD

La figure (II1.26), présentant I’évolution du taux de la croissance des cavités R/Ry en fonction
du CTOD, dans le cas des trois configurations, montre que les conclusions sur ’utilisation du
CTOD sont similaires a celle faites sur le paramétre J : une méme valeur du CTOD conduit a 3

valeurs différentes de R/Ry. Ce qui signifie que ce paramétre ne tient pas compte des effets de

la singularité au fond de la fissure.

45 T

4 1

—&—— monométal (MB)

35 + —<>—— bimétal

3l —T— trimétal

g

25 +

2 1
1.5 -

o] 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25
CTOD (mm)

0.3 0.35

Figure IIL 26 : Evolution de R/R, en fonction de CTOD.
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111.3.1.3- Evelution de R/R; au fond de fissure :

Dans ce paragraphe, nous comparons les allures de la croissance de cavités a partir de deux
modélisations :

- Une modélisation d’'un monométal , ayant pour propriétés mécaniques les plus basses
parmi celles des matériaux constituant la soudure (dans notre cas le MB)

- Une modélisation d’un «trimétal» comportant les trois zones constituant le joint soudé
(MB, MF, ZAT).

En effet, le paramétre R/R, évolue d’une facon exponentielle en fonction du taux de triaxialité

(6 )

L—J et est directement proportionnel a la déformation plastique équivalente (voir § I.B. ).

Oeq

Nous avons étudié 1’évolution du taux de triaxialité et de la déformation plastique, a (R_J =2
0

dans la 1% maille, en fonction de la distance  la pointe de la fissure, notée X.

Nous constatons que la déformation plastique équivalente au fond de la fissure (Fig. II1.27),

pour X = 0.1 mm, est plus grande dans le cas du matériau trimétal que dans le cas du matériau

homogeéne. Ceci peut s’expliquer par le fait que pour obtenir la valeur (RLJ = 2, il faut
0

appliquer un déplacement d = 2 mm, dans le cas trimétal alors qu’il suffit d’un déplacement

d = 1.6 mm dans le cas homogéne. Cet écart s’amenuise en fonction en fonction de X et

devient pratiquement négligeable a partir de ’abscisse X = 0.7 mm (voir tableau I11.2).

Eprouvette CT
Epeq /0
X (mm) homogéne hétérogene
0.1 13.4 229
0.5 11 L6
0.9 0.1 0.1

Tableau IIL2 : valeurs particuli¢res de ¢,.q issues de la courbe« g, =f(x) »
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A TPinverse, le taux de triaxialité en pointe de fissure, dans le cas du matériau homogéne, est
plus important que celui dans le cas hétérogene (Fig. I11.28). Les deux courbes passent par une
valeur maximale a la méme distance X = 0.7 mm. Cette valeur correspond 4 la frontiére entre
la zone plastifiée et celle ou les déformations sont €lastiques (voir € eq = f(x) ).

Par conséquent, les valeurs du taux de croissance des cavités sont plus élevées dans le cas du
monométal (MB) que dans le cas du trimétal (Fig. IT11.30) et ceci est valable jusqu’a la limite de
la zone plastifiée (X = 0.7 mm).

Les valeurs R/Ry, déterminées au centre de chaque maille, sont calculées a partir de la moyenne
des contraintes et des déformations effectuée sur les quatre points de Gauss. Les valeurs du
taux de croissance des cavités sont plus €élevées dans le cas du monométal que dans le cas du
trimétal et ceci est valable jusqu’a la limite de la zone plastifiée (X = 0.7 mm). Ceci s’explique
par le fait que les valeurs du parameétre R/Ry , dans le cas du trimétal, sont déterminées dans la
ZAT ou la limite élastique est élevée. Le gradient de R/R,, entre la 17° et la 2°™ maille, est trés
élevé dans le cas du trimétal. Cela est en accord avec la forme des zones plastifiées trouvées
dans les deux configurations. En effet, la plastification se développe au fond de la fissure, dans
le cas du trimétal, d’une maniére confinée et presque perpendiculairement a la direction initiale

de la fissure.

0.25 1

02 +

monométal

(MB)

\ ——-— Trimétal
r \
0.05 +

t t t t t +
0 02 0.4 0.6 08 1 1.2 1.4 1.6
X {mm)

Déformation
=]
)
-

o
a
‘

Figure I1L 27 : Evolution de la déformation plastique cumulée en fonction de la distance

par rappert au fond de fissure
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Figure IIL 28 : Evolution de la triaxialité (c./c) en fonction de la distance

par rapport au fond de fissure
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Figure IIL 29 : Evolution du taux de croissance des cavités en fonction de la distance

au fond de la fissure (pour un méme R/R, au centre de la 1ére maille).
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Pour mieux comprendre les évolutions de R/Ry au fond de la fissure, dans le cas des 2
configurations, décrites ci-dessus, nous nous avons reporté sur la figure (IIL30) le taux de
croissance des cavités en fonction de la distance du fond de la fissure, cette fois-ci pour un
déplacement imposé d = 2 mm. Nous constatons :

- la méme tendance que celle donnée par la figure (111.29),

- la valeur critique de R/R, est largement dépassée dans le cas monomeétal, en
considérant sa valeur de référence égale a 1.8.
Ce constat montre que la méthode basée sur une modélisation homogéne utilisant le matériau
dont la résistance est faible (dans notre cas le MB), pour décrire le comportement d’un joint

soudé, conduit a des résultats conservatifs.

24 1

22 +
—4— MB

2r ———— trimétal
\ (RRo).
18

g
[
16 +
14 4
12 ¢+
L 1 e hal
1) T i
0.2 0.4 0.6

X (mm)

08 1 1.2

Figure IIL 30 : Evolution du taux de croissance des cavités en fonction
de la distance au fond de la fissure.
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IT1.3.1.4- Modélisation de la propagation de fissure :

Nous avons, par ailleurs, étudi€ la propagation de la fissure dans le cas monométal (MB). La
progression de la fissure est effectuée numériquement par un relachement des noeuds a chaque
fois que R/Ry, a une distance ‘d.” le long du ligament non fissuré, atteint sa valeur critique,
notée (R/Ro)ac. La détermination de (R/Rg)q4. (environ 2.2) a été éffectuée suivant la procédure
décrite dans I’étude bibliographique (voir § 1.C. ). A chaque relachement, I’avancée Aa de la
fissure correspond a la taille L. de ’élément au fond de la fissure (ici L. = 0.2 mm), en tenant
compte de la déformation que celui-ci subit. Le parametre J a été déterminé, en utilisant la
méthode de Iaire sous la courbe «force-déplacement» (Fig. II1.31), pour chaque avancée de la

fissure (voir tableau III.3).

Eprouvette CT monométal (MB)
Aa (mm) 0 0.2 0.4 0.6 08 1 1.2
exp. J (N/mm) 130 229.6 34247 | 417.68 | 486.66 570 636.66
num. J (N/mm) 124 153 213 290 381 476 537

Tableau II1.3 : Comparaison des valeurs expérimentales et numériques de J en fonction de A a.

Ces valeurs ont permis de tracer la courbe numérique de déchirure ductile « J-Aa » (Fig. I11.32)
afin de la comparer avec la courbe expérimentale issue de [25]. Nous constatons que la
résistance a la propagation de fissure (dJ/da), obtenue numériquement, est équivalente a celle
obtenue expérimentalement : dJ/da = 385 MPa environ. Ce qui valide donc, la procédure
utilisée pour modéliser numériquement la progression de la fissure. Cependant, il faut noter

que pour obtenir un bon accord entre les 2 courbes, en termes de Jic, il est nécessaire d’ajuster

la valeur de (R/Ry)..

170



CT monométal

800 —+

700 +

600 -+

P (N/mm)
o
(=)
S

300 +
200

100 +

0 + t t + + ;
0 1 2 3 4 5 6 7
d (mm)
Figure IIL 31 : Evolution de la chage P en fonction du déplacement imposé.
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Figure HL 32 : Courbe J-Aa, comparaison entre les résultats expérimentaux et numériques.
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I11.3.2- Etude numérique : Partie 2

L’ensemble des calculs présenté dans la premiére partie (« P-d », J, R/Ry, ...) a été reconduit en
utilisant les lois de comportement issues de nos résultats expérimentaux présentés au chapitre
II. Dans ce cas, le joint soudé est caractérisé par :

- des caractéristiques mécaniques presque identiques entre la ZAT et le MF
(Tableau 1I1.4).

- un taux de mismatching M égal a 1.6 (cas d’overmatching).
Par ailleurs, les calculs ont été effectués en utilisant les conditions précédentes (§ I11.2). La
longueur relative de la fissure a)/W est égale a 0.48, valeur utilisée dans I’étude expérimentale.
L’ensemble des résultats est regroupé dans un rapport techmque relatif au contrat d’étude avec
EDF [IL5]. Dans la suite, nous nous limiterons a présenter une partie de ces résultats
permettant la comparaison entre :

- les résultats expérimentaux et numériques : évolution de la charge en fonction du
déplacement

- le comportement dit « intrinséque » d’une éprouvette homogéne (ayant les propriétés
mécaniques de la ZAT) et celui dit « apparent » d’une €prouvette comportant trois zones

(la ZAT comme zone centrale entourée par 2 zones : MB et MF).

- le comportement global et local de I’éprouvette CT présentant les joints soudés

étudiés dans les deux parties de ce chapitre (influence de ap/W et du taux d’overmatching).

Rg 0% (MPa) Rm (MPa) E (GPa) K (GPa)
MB 2055 43317 183+£3 0.26 0.63
MF 330+ 20 542 £ 8 197 0.28 0.6
ZAT 350 +£5 625£5 180 +5 0.27 0.8

Tableau IIL 4 : Caractéristiques mécaniques de traction a 300 °C.
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I1.3.2.1- Force - Déplacement :

Les figures II1.33 et II1.34 présentent les évolutions, numérique et expérimentale, de la
charge en fonction du déplacement imposé pour les configurations : monométal (MF) et
trimétal. Ces figures montrent que, dans la partie €lastique de ces courbes, il y a un bon
accord entre les résultats numériques et expérimentaux. La différence, qui se manifeste
au dela du domaine élastique, peut s’expliquer par le fait que :

- L’éprouvette réelle utilisée dans 1’étude expérimentale contient partiellement
des zones du MB, ce qui n’est pas le cas de la modélisation monométal (MF),

- Le comportement de la ZAT réelle présente un aspect caractérisant la rupture
fragile (voir Ch. II). Ce type de comportement n’a pas été pris en considération dans

notre modélisation.

4000 W
3500 +
3000_” LI 2 Bt N Py
& 2500 -+
£
E
£ 2000 —&—— pumérique
@
(2] . o
.?_ 1500 = = = expérimentale n°1
————— expérimentale n°2
1000 ..
expérimentale n°3
500
0 t } i t t t al
] 0.5 1 1.5 2 2.5 3 35 4
Déplacement (mm)

Figure IIL33 : courbes force - déplacement (MF, a/W = 0.48).
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Figure IIL34 : Courbe force - déplacement (CT hétérogéne a/W = 0.48).

II1.3.2.2- Comparaison entre les comportements locaux intrinséque et apparent de
la ZAT:

La figure II1.35 présente I’évolution de R/R, (dans la 1°° maille) en fonction du
déplacement imposé. Nous constatons que 1’écart, entre les 2 configurations, est faible
jusqu’au déplacement d = 1 mm. Dans cet intervalle, le comportement apparent d’un
joint soudé (la fissure étant dans la ZAT), peut étre décrit par celui de la ZAT homogene,
dit comportement intrinséque. Cette constatation concerne particuliérement le type de
configuration étudiée dans notre cas. Il ne s’agit pas d’en faire une généralité, puisque le
comportement d’un joint soudé dépend a la fois de son taux de mismatching et de sa

géométrie [T11.6,7].
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Figure TIL3S : Comparaison de ’évolution de R/RO en fonction du déplacement imposé entre les

deux configurations étudiées.

I11.3.2.2.1- L’évolution des différents parameétres au fond de fissure :

Les figures (IIL.36 a 38) présentent respectivement les évolutions de la déformation
plastique équivalente, la triaxialité et le taux de croissance de cavités, pour un
déplacement imposé d = 1.6 mm, en fonction de la distance au fond de fissure. Nous
constatons que [’allure générale de ces paramétres est similaire, pour les configurations
étudiées : monométal ZAT, trimétal. Cela montre que, pour cette configuration trimétal,
le comportement local est essentiellement influencé par les caractéristiques de la ZAT, ou

se trouve le fond de la fissure.
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Figure IIL 36 : Evolution de 1a déformation plastique équivalente, pour un déplacement

imposé d = 1.6 mm, en fonction de 1a distance au fond de fissure
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Figure ITL. 37 : Evolution de la triaxialité, pour un déplacement imposé d = 1.6 mm,

en fonction de la distance au fond de fissure
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Figure IIL 38 : Evolution de taux de croissance de cavité,
pour un déplacement imposé d = 1.6 mm,

en fonction de la distance au fond de fissure

I11.3.2.3- Effet de la longueur relative initiale de fissure (ag / W).

Afin d’illustrer l’influence du rapport a/W , sur le comportement global et local de
Péprouvette CT, nous avons réalisé les calculs numériques, dans le cas du monométal
(MF), pour deux valeurs de ay/w (0.48 et 0.6). Les figures 39 a 41 montrent
successivement les courbes : « charge-déplacement », « J-charge » et « R/Ro- charge ».
Nous constatons clairement une influence importante de la longueur de la fissure sur le
comportement de la structure. Cette influence se manifeste par une perte de rigidité de
I’éprouvette a cause de I’augmentation de la longueur de la fissure. A titre d’exemple,
une valeur de J = 100 (KJ/m?) peut étre atteinte avec un chargement P = 1290 N/mm

(pour a/W = 0.6). Tandis qu’il faut un chargement P = 2910 N/mm pour ay/W = 0.48.
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Figure 1139 : Courbe force - déplacement
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Figure IIL40 : Evolution de I’intégrale J en fonction du chargement.
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La figure I11.41 montre clairement la forte sensibilité du parameétre (R/Ry) a la singularité
due a une fissure longue. En effet, (R/R¢) croit trés rapidement pour ay/W = 0,6.
L’augmentation de (R/Ro) peut étre due a 'accroissement des déformations plastiques

et/ou du taux de triaxialité des contraintes.

monométal (MF)
35 7
———— a0/W=0.6
3 4
| —=—aow=048
25 t
[=]
2 !
e
2 +
1.5 +
1 L F t —— + t d
0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500
P (N/mm)

Figure 11141 : Evolution de R/R, en fonction du chargement.

I11.3.2.4- Effet du taux d’over-matching :

La figure II1.42, présentant les évolutions de I’intégrale J en fonction de la charge, montre
que:

-Le parametre J évolue de la méme fagon dans le cas du monométal (MF) et
(ZAT), ces deux matériaux ayant des comportements mécaniques similaires.

- Dans le cas du trimétal (ou : M = 1.6 et ay/W = 0.48), ’évolution de J est affectée par
les caractéristiques mécaniques du MF et de la ZAT. Ceci peut €tre dii au fait que la fissure est
située dans cette zone d’une part et que la valeur du taux d’overmatching n’est pas importante
(M=1.6) d’autre part. De plus, la largeur de cette zone est plus grande que celle contenant le

meétal de base.
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Ce constat montre que le paramétre J est gouverné a la fois par le taux d’ouvermatching,
la largeur de la zone de soudure (MF+ZAT), le positionnement de la fissure ainsi que sa
longueur.

Par contre, on peut considérer que dans le cas d’un taux d’overmatching trés important
(cas ou les caractéristiques mécaniques du MB sont situées fortement en deca de celles
du MF), les parameétres globaux (J, CTOD) sont pilotés essentiellement par les
déformations du MB (voir § I11.3.1.2).

350 +
300 +
~—#—— monométal (MB)
250 + —2—— monomeétal (MF)
——C—— monométal (ZAT)
& 200 - .
E —C— trimétal
2
- 150 +
100 -+
50 +
0 i t % T = t } —
0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000
P (N/mm)

Figure 11142 : Evolution de I’intégrale J en fonction du chargement.

La figure II1.43, présentant les évolutions de R/Ry en fonction de la charge, montre que :

- Le paramétre R/R, évolue de la méme fagon, dans le cas du monométal (MF) et
de la ZAT, jusqu’a un chargement P = 2500 N/mm environ. Au dela de cette valeur,
I’évolution de R/R, est sensible a la différence qui existe entre les valeurs de la limite

d’élasticité des deux matériaux (G. o) = 330, O zaT) = 350 MPa).

- Dans le cas du trimétal (ot : M = 1.6 et ay/W = 0.48), I’évolution de R/Ro, pour les

mémes raisons évoquées précédemment, est affectée par les caractéristiques mécaniques du

MF et de la ZAT.
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Figure 11143 : Evolution de I’intégrale J en fonction du chargement.

Afin de confirmer le role joué par la ZAT dans cette configuration, nous avons tracé
I’évolution de R/Ry en fonction de I'intégrale J (fig. II1.44). Cette figure montre principalement
une évolution similaire de R/R, dans les configurations : monométal (ZAT) et trimétal. Dans ce
cas, I’effet d’overmatching demeure faible sur la corrélation entre I’intégrale J et le taux de
croissance des cavités R/R; dans ces deux configurations. Ceci confirme le fait que le
comportement de la fissure est essentiellement gouverné par les caractéristiques mécaniques du

métal la contenant (la ZAT).
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Figure I11.44 : Evolution de R/R0 en fonction de P’intégrale J.
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HI. 4- CONCLUSION

L’étude numérique de la déchirure ductile dans un joint soudé, effectuée dans le cadre de ce
travail, contribue au développement d’une méthode d’analyse, adaptée aux assemblages soudés

dans I’industrie nucléaire. Dans cette étude, nous avons comparé :

a)- les résultats issus de deux analyses : I'intégrale J de Rice et le modele de croissance
de cavités de Rice-Tracey, dans 3 configurations différentes d'une éprouvette CT25 :

- Un monométal (MB ou MF)

- Un bimétal (MB+MF)

- Un trimétal (MB+ZAT+MF)

b)- Un processus de relachement des liaisons constituant le fond de fissure, couplé au

critére de déchirure, a permis de modéliser I’avancement de la fissure.

c)- Iallure de la croissance des cavités a partir d’une modélisation d’un monométal,
ayant pour propriétés mécaniques les plus basses parmi celles des matériaux constituant la
soudure (dans notre cas le MB), avec une modélisation d’un «trimétal» comportant les trois

zones constituant le joint soudé (MB, MF, ZAT).

d)- le comportement dit intrinseéque d’une éprouvette homogene, ayant les propriétés
mécaniques de la ZAT, avec le comportement dit apparent d’une éprouvette comportant trois

zones (la ZAT comme zone centrale entourée par zone de MB et zone de MF).

L’ensemble des analyses, décrit ci-dessus, a permis de montrer :

1- Peffet prépondérant des caractéristiques mécaniques du métal de base. En effet, ce
dernier gouverne le comportement global (les évolutions de la charge, de I'intégrale J, du
CTOD, des zones plastiques, ...) dans le cas des structures soudées présentant une situation
d’overmatching. En effet, dans le cas du bimétal et trimétal, une forte dissymétrie est mise en
évidence : A titre d’exemple, pour un déplacement imposé de 2 mm, ’ouverture dyg constitue

85 % environ de 1’ouverture totale. La figure (II1.13) , présentant 1’évolution du CTOD en
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fonction du déplacement imposé d, montre que ’ouverture totale au fond de la fissure est
presque la méme dans les 3 configurations étudiées (monométal -MB- ; bimétal et trimétal).
Cette constatation signifie que ’ouverture au fond de la fissure dépend essentiellement du
comportement du métal ayant la plus faible limite d’élasticité. Ce constat a été confirmé par

Pinterprétation des résultats obtenus par TOYODA [IIL 3].

2- Les limites de P'utilisation de I’approche globale, pour étudier la ténacité dans un
joint soudé. La forte dissipation d’énergie liée a la plasticité loin du fond de la fissure, observée
notamment dans les configurations hétérogénes, pose la question de la validité d'un critére
global basé sur le parameétre énergétique J pour décrire la progression d'une fissure dans les
matériaux hétérogénes. En effet, I’énergie totale de déformation est alors décomposée en deux
parties : la premiére contribue a la phase de plastification, la seconde étant «I’énergie

fissurantey.

3- Que le paramétre R/R,, a I'inverse de I’intégrale J, est sensible a tout changement
dans les champs des contraintes et déformations au fond de la fissure. Ce demier point
confirme la nécessité d’utilisation d’une approche locale pour ’étude de la déchirure ductile

dans le cas des joints soudés.

4- Que la méthode basée sur une modélisation homogéne utilisant le matériau dont la
résistance est faible (dans notre cas le MB), pour décrire le comportement d’un joint soudé,

conduit a des résultats conservatifs.

5- L’aptitude d’un processus de relichement des liaisons constituant le fond de fissure,
couplé au critére de déchirure, a modéliser I’avancement de la fissure (dans le cas monométal).
Cependant, basant sur I’approche locale, nous avons montré que la progression de la fissure,
dans le joint soudé, s’incline vers la zone du MB. 11 est donc plus facile d’utiliser une méthode,
basée sur un modele endommagement, car la méthode de reldchement des noeuds nécessite la

connaissance prealable du trajet de la fissure.

6- L’avantage d’une modélisation tenant en considération I’hétérogénéité du joint

soudé (configuration trimétal), car elle permet de déterminer :
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- la distribution réelle des champs de contraintes et de déformations au fond de fissure
- la direction de propagation de la fissure (la propagation de la fissure correspond a la
valeur maxiale de R/Ry).

7- Une similitude de l’allure du taux de croissance de cavités entre le
comportement intrinséque et apparent de ZAT. Il est donc possible, de considérer que la
ténacité intrinséque de la ZAT est du méme ordre de grandeur que la ténacité apparente. pour
le sidérurgiste comme pour le constructeur, dans 1’objectif de I’amélioration des propriétés

d’usage des aciers.
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CONCLUSION GENERALE.

L’analyse de la nocivité des défauts, dans le cas des assemblages soudés présentant un
mismatching, reste difficile a caractériser. Ceci est dii au nombre important des paramétres
intervenant lors de ce type d’étude, nous citons : géométrie du joint, niveau du mismatching,
rapport des coefficients d’écrouissage, largeur de chaque zone constituant [’assemblage,

longueur et position des défauts, ...

Ce travail a permis de déterminer expérimentalement les caractéristiques mécaniques, ainsi que
les résistances a la déchirure ductile a une température T= 300 °C, du métal de base (MB),
métal fondu (MF) et de la zone affectée thermiquement (ZAT) prélevés a partir d’un joint
soudé réalisé dans des conditions représentatives des fabrications industrielles. Cette partie

conduit aux conclusions suivantes :

i)- Le joint soudé étudié représente un cas d’over-matching de rapport
[Re v / Re visy 1 = 1.6 avec un coefficient d’écrouissage n qui est égal a 0.26 et 0.28
pour le métal de base et le métal fondu respectivement. Le MF et la ZAT présentent

globalement les mémes caractéristiques mécaniques.

ii)- Le processus de simulation thermique peut étre utilis€é comme un moyen
supplémentaire pour caractériser la ZAT (la ZAT simulée obtenue par ce procédés
présente un comportement similaire a celui de la ZAT réelle, prélevée a partir d’un joint

soudé).

iii)- La ténacité du MB, dans le sens travers-court, a 300 °C est faible (Jo» = 40 KJ/m?).
Le comportement de la ZAT, exprimé par la courbe « P-d », présente un caractére fragile de la
rupture avec notamment la présence de « pop-in » a la charge maximale. Ce phénomeéne est lié
a la présence des zones fragiles a proximité de front de la fissure et aux arrachements

lamellaires.
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Par ailleurs, la modélisation numérique a mis en évidence la complexité de la caractérisation de
la déchirure ductile dans le cas des joints soudés. Néanmoins, ce travail nous a permis de tirer
plusieurs conclusions générales :

1- Les caractéristiques mécaniques du métal de base, dans le cas d’un taux d’over-
matching important, ont un effet prépondérant sur le comportement global de ce type de
structures (les évolutions de la charge, de I'intégrale J, du CTOD, des zones plastiques, ...).
Cet effet diminue au fur et a mesure que le rapport a/W et le taux de « over-matching »
diminuent.

2- La largeur de la zone de soudure « h» contenant une fissure semble avoir une
influence importante sur la ténacité d’un joint soudé. En effet, quand celle-ci est grande, le
matériau contenant la fissure gouverne la déchirure ductile. Cet effet doit étre rapporté a celui
dd a la longueur relative de la fissure (a/W). Dans cette situation, I’effet du taux d’over-
matching semble étre atténué.

2- La méthode, qui consiste a étudier le comportement d’un joint soudé en le
remplagant par un matériau homogeéne équivalent ayant les propriétés mécaniques les plus
faibles dans le joint (dans notre cas le MB), conduit généralement a un conservatisme excessif.
En particulier, pour les petites longueurs de fissure et/ou les faibles valeurs du rapport M, le
role de MB s’avére moins important.

3- L’évolution du parameétre d’ouverture CTOD, d’une fagon générale, semble
insensible a I’hétérogénéité mécanique des éprouvettes. En effet, celle-ci est presque la méme
quelle que soit la configuration étudiée. Par contre, le profil d’ouverture de la fissure peut étre
considéré comme un indicateur de bifurcation de fissure.

4- Le taux de croissance des cavités R/R; est sensible a tout changement dans les

champs des contraintes et des déformations au fond de la fissure. L’approche locale semble
étre une alternative valable pour 1’étude de la déchirure ductile dans le cas des joints soudés.
Cette approche nécessite une modélisation prenant en considération I’hétérogénéité de la
structure : configuration trimétal, car celle-ci conduit a :

- la détermination de la distribution réelle des champs de contraintes et de
déformations au fond de la fissure.

- la prédiction de la direction de propagation de la fissure (la propagation de la

fissure correspond a la valeur maximale de R/Ry).
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PERSPECTIVES.

Au vu de la complexité de la détermination de la ténacité d’un joint soudé, tant sur un plan
expérimental que numérique, il nous semble nécessaire de proposer plusieurs voies, en guise de
perspectives. Sans prétendre étre exhaustif, nous citons:

1-) Sur le plan expérimental, il serait judicieux de :

- procéder a des essais mécaniques de déchirure ductile sur des éprouvettes
simulées thermiquement. Ceci pourrait permettre d’étudier plusieurs configurations avec
différents taux de mis-matching ainsi que différentes largeurs des zones centrales.

- évaluer les parameétres inclusionnaires des matériaux qui sont nécessaires pour
P’utilisation d’une approche locale.

- effectuer des essais mécaniques permettant la détermination de la valeur

critique du taux de croissance R/Ro.

2- Sur le plan numérique, il serait indispensable de :

- étudier I'interaction entre plusieurs fissures pouvant exister dans un joint
soudé, afin de prendre en considération les phénomeénes des arrachements lamellaires.

- quantifier I’influence du taux de mis-matching et de la géométrie de
I’assemblage soudé sur I’approche locale, (croissance des cavités au fond de la fissure).

- modéliser la progression de la fissure en utilisant un critére local de rupture.

- effectuer des modélisations de I’effet thermique du processus de soudage pour
¢valuer directement la distribution des températures et des transformations métallurgiques qui

en découlent dans la ZAT.
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ANNEXES

ANNEXES (1)

Indépendance de P’intégrale J vis a vis du contour d’intégration :

Dans le cas d’un matériau élastique, que I’élasticité soit linéaire ou non, on montre que
I’intégrale J est indépendante du contour d’intégration. La démonstration de cette propriété se
fait en calculant I’intégrale de Rice sur deux contours et en montrant que la différence entre les
intégrales J; et J, associées a ces deux contours est nulle. Considérons (Fig. 1) un contour

constitué de deux autres contours et de deux portions de fissure :

B,

Ay

T

Figure 1 : Contours d’intégration

au.
-1, = | wax, -1, 3ds-L

A;B,B,A, 2.
avec

au, oy,
L= I Wdx, - T, ds [+ I Wdx, -T, —ds
A

1
BB, axl 24, axl

Or dx; et T; sont nuls sur les lévres de fissure A;B; et A;B, ; donc, les intégrales sur ces bords

sont nuls et par conséquent, L = 0.
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ANNEXES

Nous pouvons transformer I’intégrale de contour en une intégrale de surface a ’aide du

théoréme de Green et du théoréme des travaux virtuels :

I.-1,= _[ Wdx,~T %ds—L = H(a—w—cnﬁ)dA

i
ABB,A, aXl A

ou
A : L’aire détimitée par le contour I’

. : : oW 08
Cette intégrale est nulle si et seulement s1 : =0 A
0x, X,

Or, pour le cas d’un matériau élastique, linéaire ou non, cette équation est évidement vérifiée
puisque :

owW o ;
—=—\6.8¢. =g. —
aXl ax1 !G’-‘ SU G‘J ax1
donc, J1=J2.
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ANNEXES

ANNEXE 11

EFFETS DE LA POROSITE :

Licht et Suquet [II.1,2] ont calculé la croissance de cavités cylindriques dans un matériau
viscoplastique de rayon fini, avec une fraction volumique f. La figure (1) montre les résultats
qu’ils ont obtenus. On note une augmentation de la vitesse de croissance lorsque la porosité

augmente, si on la normalise par la vitesse de déformation équivalente.

10°
A
fini ¥
3
10 /
v
V Ecq =03}
102 // /
volumc infini ~_{
— N
LN
10
0 0.2 0.4 0.6 0.8

Porosité f

Figurc 1 : Influence de la porosité sur fa vitessc de croissance de cavités cylindriques

La croissance d’une cavité sphérique de volume V occupant une fraction volumique f dans une

enveloppe sphérique sous chargement hydrostatique est donnée exactement par :

1 |

- : !
V 3/ m jm(3 m m
) Gou) -0
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Pour une contrainte hydrostatique positive, le développement au voisinage de = 0 donne :

vV V 1
Y Y oY1+ —fP ...
v =y O+ )

et pour m = 1/3 par exemple, une fraction volumique de 10° augmente de 30 % la vitesse de

croissance. Il est donc essentiel de tenir compte de cette porosité.
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ANNEXE HI
THERMODYNAMIQUE DES MILIEUX CONTINUS :

L’état thermodynamique d’un milieu matériel a un instant donné est caractérisé par les valeurs
des variables d’état a cet instant. La description fine des phénomeénes physiques (€lasticité,
plasticité, endommagement ...), dépend alors en premiére lieu du choix de la nature et du
nombre de ces variables. En deuxiéme lieu, elle dépend du choix d’un potentiel
thermodynamique permettant d’obtenir les lois d’état et de définir le comportement du

matériau.

Le tableau 1 présente quelques variables d’état « soit observables, soit internes » , ainsi que les
variables duales associ€es (dans tous les apliquations, on ssoppose que le cas est isotherme).

On note que :

1) - Il est suffisant, pour les phénomenes réversibles, d’utiliser des variables observables
pour décrire complétement ces phénomeénes. En élasticité, par exemple, il suffit d’utiliser la

déformation € comme variable d’état.

- pour les phénomeéne irréversibles dissipatifs, les variables observables sont insuffisantes et
pour chacun de ces phénoménes (plasticité, endommagement, fissuration ...) il faut définir des
variables internes. ces derniéres peuvent étre de nature scalaire, vectorielle, tensorielle ...

Ay : les variables associées aux variables internes Vi, n’ayant pas encore été introduites.
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variables d’état variables duales
observables | internes associées
€ G
g® G
gP -G
Vi Ay

Tableau 1 : Variables duales associées aux variables observables et internes.

Les principaux potentiels nécessaires a cette étude sont les suivants :

a)- potentiel énergie libre v
Le potentiel énergie libre v dépend des variables d’état observables et des variables internes et

s’écrit sous la forme suivante :

y =y (g,e°,e",V,)

En utilisant ’inégalité de CLAUSIUS-DUHEM, on peut facilement montrer que la loi d’état
en élasticité est donné par :

oY

=p P

ou p est la densité volumique du matériau.

(8
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Par analogie, on peut définir les variables forces thermodynamiques associées aux variables

internes par :

Ak:p@V
k

b)- potentiel de dissipation

Les lois d’état, déterminées a partir du potentiel énergie libre, ne suffisent pas pour caractériser
complétement tous les phénoménes physiques. Pour les processus dissipatifs, par exemple, il
faut définir un potentiel de dissipation permettant, en particulier, de déterminer les lois
d’évolution des variables internes : appelées lois complémentaires.

Par ailleurs, la puissance dissipée ¢ s’€écrit sous la forme :
d=cE?—A, V,

On remarque que la fonction ¢ est formée d’une somme de produit de variables forces et
variables duales (o, Ay) respectivement par les variables flux correspondantes (¢*,V, ). La
dissipation ainsi déterminée peut s’écrire la forme :

0=2.XY;
ou

X=@",V,) et Y = (o, Ay).

Les lois complémentaires, relatives aux processus dissipatifs, doivent permettre d’exprimer les
variables X en fonction des variables Y ou réciproquement. Afin de définir ces lois, on postule
Pexistence d’un potentiel de dissipation s’exprimant comme une fonction a valeur scalaire
continue et convexe par rapport aux variables flux [III.1]. Les matériaux obéissant a cette
hypothése sont appelés matériaux standards généralisés [II1.2]. Pour ce type de matériau, en

cF
plasticité, on introduit un potentiel plastique convexe F(Y) tel que X =24 Ea
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Les lois complémentaires s’expriment alors par la propriété de normalité :

OF . oF
.p = _— = —_—
gF¥ =1 et Vi =A AL

Dans le modéle standard le comportement du matériau est donc entiérement défini par le choix

des deux potentiels :
-potentiel énergie libre y(e®,V,)

- potentiel plastique F(o, Ay).
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ANNEXE V

Simulation thermique de la ZAT

La simulation thermique permet de disposer d’échantillons homogénes de dimensions
raisonnables en vue de les utiliser dans des essais mécaniques.

Cette étude a pour objet la mise au point d’un dispositif de stmulation constitué d’une
installation de chauffage par conduction pour obtenir des échantillons de traction qui ont

la méme structure que la Zone Affectée Thermiquement « ZAT ».

1- Matériel de simulation des cycles thermiques

La machine de chauffage est reliée a un transformateur qui délivre un courant de 10 KA
sous 10 V maximum soit une puissance de 100 KW (fig. 1). Des mors en cuivre assurent
le contact avec I’éprouvette utilisée qui joue le role de résistance lors du passage du
courant. Ces mors sont maintenus en place par des vérins reliés a un circuit hydraulique.
La mesure de la température se fait a I’aide d>un pyrométre optique a lecture infrarouge
(gamme de mesure : 350 °C a 1700 °C).

Les cycles thermiques sont pilotés par un micro-ordinateur. La régulation en température
est controlée par un programme de pilotage. Pour chaque essai, 1 est nécessaire
d’indiquer les paramétres suivants :

* Température maximale.

* Gradateur : coefficient qui caractérise la vitesse de montée en température

* Temps de maintien : temps pendant lequel la piéce doit rester a la température
maximale.

* Bande proportionnelle : caractérise la précision de la température maximale atteinte,
plus la précision demandée est importante plus le temps de montée en température est

long.
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Avant chaque essai, il est indispensable de régler la position du pyrométre optique afin
que la température soit effectivement mesurée au milieu de I’éprouvette. Le pyromeétre
optique mesure la température a la surface et en un seul point de I’éprouvette.

Le contrdle de la vitesse de refroidissement s’effectue a ’aide d’une circulation forcée

d’air comprimé sous pression contrélée par un régulateur de pression.

Micro -
ordinateur
carte E/S —_
température
i
| .
| Pyrométre
ﬁ optique
-
—
Tansformateur

Figure 1 : Schématisation de }a machine de chauffage.

2- Courbe de calibration pour le systeme de refroidissement

Afin de controler la vitesse de refroidissement « At ggo-500 » dans un cycle thermique de
simulation, il est nécessaire de préciser le débit de P’air a utiliser. Il est donc,
indispensable d’effectuer un étalonnage préalable pour connaitre 1’évolution de la vitesse

de refroidissement de 1’éprouvette en fonction de la pression de 1”air comprimeé.
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Afin d’établir les courbes de calibrations, deux séries d’essais ont été effectués sur des
éprouvettes identiques a celles qui seront utilisées pour la simulation :

- 1% série : cycle thermique avec température maximale de 1300 °C

- 2™ série : cycle thermique avec température maximale de 900 °C
Chaque éprouvette est ensuite refroidie avec un débit d’air différent. Les mesures de
vitesse de refroidissement« At goo.s00 » associée a chaque débit, permet de tracer la

courbe de calibration (Fig. 2). On remarque que la variation du parametre « At goo-s00 » de

refroidissement est sensible a la température maximale atteinte par I’éprouvette.

25 -+
| 1
2+ ¢ @& J ¢ Chauffage 2 900°C |
| B Cauffage 2 1300°C |
L i
515—— * o
c
o
A
g 1+ * B
a
05 + * =4
0 - { | —+ ; —- : !
0 5 10 15 2 ) 30 <)
£ 800-500 (S)

Figure 2 : Courbe d’étalonnage dt 800/500
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3- Géométrie de I’éprouvette de simulation
Les éprouvettes utilisées sont du type cylindriques de traction, découpées dans une

plaque de métal de base en acier C-Mn A48. La forme et les dimensions des éprouvettes

sont présentées sur la figure 3.

60

ﬂk

Figure 3 : Géométrie des éprouvettes de simulation.

4- Démarche suivie

La méthode de simulation utilisée consiste a appliquer un cycle équivalent composé de
deux austénisations et d’un revenu [1,2]. Les paramétres caractéristiques des cycles de
simulation sont établis a partir des cycles réels enregistrés pendant le soudage. Nous
rappelons que :

- 1a plus haute température d’austénitisation est d’environ 1350 °C

- la deuxiéme température d’austénitisation est d’environ 900 °C

- la température de revenu est comprise entre 600 et 700 °C
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Deux critéres (la microdureté et la microstructure) seront utilisés pour évaluer la
simulation. C’est pourquoi, aprés chaque essai, nous effectuons des mesures de dureté
tout au long de I’éprouvette et ensuite ’éprouvette sera découpée transversalement
suivant le plan « A-A» et longitudinalement suivant le plan « B-B» (Fig. 4) afin

d’effectuer des observations micrographiques.

e *___Q ______ .

Figure 4 : Analyse de I’éprouvette simulée.

- Essai :

Trois cycles ont été appliqués avec des températures maximales de 1300, 900 et 600 °C

(Fig. 5). Les parameétres utilisés pendant cet essai sont rassemblés dans le tableau 1.

temps

v

Figure S : Cycles thermiques de simulation.
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1 Cycle | 2™ Cycle | 3™ Cycle
température maximale (°C) 1300 900 600
temps de maintient (S) 0 0 0
At 500-800 °C chauffage (S) 1 1 -
At 800-500 °C refroidissement 46 46 -
gradateur 120 120 120
bande proportionnelle 0.89 0.89 0.89
pression air comprimé (bar) 0.2 0.2 0.2

Tableau 1 : Paramétres utilisés pendant I’essai.

Resultats de ’essai
La figure 6 montre que les valeurs de microdureté sont homogénes ( valeur moyenne de
173 HV) sur une distance d’environ 20 mm.
Les observations micrographiques ont montré que
- la structure, au centre de I’éprouvette, est composée de ferrite et d’1lots de
perlite globularisée (fig. 7).

- la structure reste homogeéne sur une distance d’environ 20 mm

En comparant ces résultats avec ceux obtenus a partir de la ZAT réelle, on trouve que :
Papplication de ces cycles de simulation nous a permis d’obtenir une structure
(composée de ferrite et d’ilots de perlite globularisée) identique a celle de la premiére
couche de la ZAT. De plus nous avons une bonne corrélation entre la ZAT réelle et celle
simulée du point de vue grosseur des grains et microdureté (167 HV MB réel et 175

HV MB simulé).
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Figure 6 : Evolution dc la microdureté en fonction de la dictance

a partir du milicu de I’éprouvette.

ALE bl

Figure 8 : La microstructure de I'éprouvette simulée (1300, 900, 600 °C)
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