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Notations

longueur de fissure

rayon dans la section minimale d’une éprouvette axisymétrique entaillée (analyse de Bridgman)

distance interinclusionnaire

ravon intérieur du réservoir (modéle de Lederman)

parametre de germination continue (modele GTN)

longueur initiale de fissure

allongement

cocfficient de forme de la cavité

constante préexponentielle dans la formulation du modele RT

paramétre de nucléation lié a la déformation plastique (modele GTN)
longueur du plateau de Liiders

éprouvette de traction axisymétrique entaillée

épaisseur de I'éprouvette

constante a I'intérieur de 1’exponentielle dans Ia formulation du modéle RT
parametre de nucléation 1ié€ a la contrainte normale

coefficient de forme de la cavité

vecteur de Burgers

taux d’écrouissage isotrope (modéle de Mear et Hutchinson)

ravon intérieur du réservoir (modele de Lederman)

longueur initiale du ligament

travail conjugué a la variable § (modele de Rousselier)

complaisance

G)/oy

constante dans la fonction de nucléation B du modele GTN

fonction dépendant du chargement (modéele de RT)

¢éprouvette fissurée : panneau a entaille centrale (« Central Crack Panel »)
éprouvette fissurée : éprouvette compacte de traction (« Compact in Tension »)
variable d’endommagement (modeles d endommagement continu)
coefficient d’amplification (modéle de RT)

constante, parametre du modele de Rousselier

endommagement initial

endommagement critique a rupture

déplacement

éprouvette fissurée : panneau a double fissure latérale (« Double Edge Notch in Tension »)
module d"Young

E=E/(1—v" dans le cas d’un état de déformations planes

E=FE dans le cas d'un état de contraintes planes

module d"Young de la matrice

module d”Young plastique équivalent

potentiel plastique

fraction volumique de cavités

fraction volumique effective de cavités

fraction volumique initiale de cavités

fraction volumique critique de cavités

fraction volumique de particules permettant la nucléation de cavités selon un mécanisme
controlé respectivement par la déformation et par la contrainte normale
fraction volumique ultime et & rupture des cavités

fraction volumique d’inclusions

fonctions adimensionnées de n et 6

taux de restitution d’énergie

modele de Gurson-Tvergaard-Needleman

hauteur de I'éprouvette

champ de contrainte selon Hutchinson, Rice et Rosengren



Notations

I, = contrainte d’intégrale dépendant du coefficient d’écrouissage (champ HRR)
J = intégrale de contour de Rice
paramétre énergétique
Ja, J. = composante élastique du parametre J
Jp. Jp = composante plastique du parametre J
Ji- = ténacite critique
Joo = ténacité a I'amorgage conventionnelle (ténacité correspondant a 0.2mm d avancée de fissure)
hia ténacité correspondant a 1mm d avancée de fissure
k = facteur de forme

parameétre de la loi de Ramberg-Osgood
cission maximale (modéle de Thomason)

K = facteur d'intensité de contraintes
K: = facteur d’intensité de contraintes en mode I
K, = facteur d’intensité de contrainte en mode o (a=I. II ou III)
L = sens « Long » de la tble (sens de laminage)
longueur de 1'empilement des boucles de dislocations
L..l. = taille des mailles carrées en pointe de fissure
L, = charge correspondant a la déformation uniforme du pédoncule séparant les cavités
L, = charge provoquant la striction interne entre les cavités
M taux de mismatching ~ (M=c,""/ c,*")
MB = métal de base (joint soude)
MF = métal fondu (joint soudé)
n = coefficient d écrouissage
n;, = composantes du vecteur unitaire normal a S,
N, = nombre d’inclusions par unité de volume
p = variable d'écrouissage
pression hydrostatique
P = charge
P(p) = travail conjugué a la variable p (modéle de Rousselier)
P, = charge a 'amorcage
P,» = charge correspondant a 0.2mm d avancée de fissure
Q = contrainte (approche globale a deux parametres)
g = facteur de concentration de contrainte (critére de Gurland et Plateau)
paramétre d’interaction entre les cavités (modele GTN))
q. = cocfficients d’interaction entre les cavités
r = coordonnée polaire
rayon de I'entaille d une éprouvette axisymétrique entailliée (analyse de Bridgman)
R, = rayon initial des cavités
R = ravon actuel des cavités
rayon de I'inclusion
R/R, = taux de croissance de cavités
(R/Ry). = taux critique de croissance des cavités
(R/Rp)sc. =  taux critique de croissance des cavités équivalent
R, = contrainte maximale
R(e’,y) =  loi d’écrouissage
Rag. Re = limite d’élasticité supéricure et inférieure en présence d un plateau de Liiders
Rppr =  limite d’élasticité a 0.2% de déformation
RT = mode¢le de Rice-Tracey
R«. Ry, R, = rayons d'une cavité ellipsoidale suivant x. v et z
SENB = ¢éprouvette fissurée : flexion trois points (« Single Edge Notch in Bending »)
SENT = ¢éprouvette fissurée : panneau a simple fissure latérale (« Single Edge Notch in Tension »)
Sy 8, = déviation standard correspondant respectivement a €, et én
S, = surface de cavité
SSY = champ de contrainte en plasticité confinée
T = contrainte (approche globale & deux parametres)
TL = sens « Travers-Long » de la tole (sens perpendiculaire au sens de laminage)

u = champ de déplacement



Notations

U, U*

Vo. V;

= ™

[S2I e

i

Il

énergie de déformation ou aire sous la courbe « Charge-Déplacement »
aire sous la courbe « Charge-Composante plastique du déplacement »
aire sous la courbe « Charge-Composante élastique du déplacement »
accroissement de la zone plastique (modéle de Lederman)

volume de la matrice

volume des cavités

volumes des cavités initial et final

variable d’endommagement (modele de Tai et Yang)

largeur de 1'éprouvette

densité d’énergie de déformation (définition de 'intégrale J)

travail d’endommagement (modeéle de Chaouadi)

dimension des cavités (modele de Thomason)

teneur volumique en inclusion

striction

zoune affectée thermiquement (joint soude)

constante dépendant du type d éprouvette dans le calcul de Ji- en fonction de (R/Ry). et L.
exposant d’endommagement (modele de Bonora)

variable d’endommagement

taux de biaxialité de 1a fissure

parametres du modele de Sun

variable d écrouissage cinématique

cocfficient d accélération de la coalescence des cavités

ouverture en fond de fissure CTOD (« Crack Tip Opening Displacement »)
symbole de Kronecker (3;=0 sii#]  &;=1 si i=j)

contraction diamétrale

contraction diamétrale critique

accroissement de la longueur de la fissure

déformation

déformation équivalente au sens de Von Mises

déformation plastique

déformation a rupture

déformation a la limite d’¢lasticité

déformation volumique

composante du tenseur de déformation

somme des composantes normales des déformations plastiques
déformation moyenne

seuil de déformation a partir duquel les microcavités ont commenceé 2 germiner
déformation plastique uniaxiale relice a la variable d’endommagement D,
déformation movenne a 1’apparition de la nucléation des cavités selon un mécanisme contrdlé
respectivement par la déformation et la contrainte normale
déformation plastique équivalente

énergie de surface de 1a cavité créée

contour pour la définition de I'intégrale J de Rice

coefficient reliant U a J

coefficient reliant la composante plastique de J 4 I'énergie de déformation plastique
rapport de forme de la cavité (modele de Budiansky)

coefficient multiplicateur d’endommagement

module de cisaillement

coefficient de Poisson

coordonnée polaire

densité relative du matériau

contrainte

partie déviatorique du champ des contraintes

composante du tenseur de contrainte

contrainte équivalente de Von Mises

limite d’élasticité

contrainte d’ouverture



Notations

contrainte moyenne

contrainte a rupture

taux de triaxialit¢ des contraintes

contrainte normale

contrainte d’écoulement

résistance de 1a matrice a la déchirure ductile (modéle de Rousselier)
la plus grande contrainte principale

champ de contrainte

potentiel plastique



Notations

Géométrie des éprouvettes fissurées
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INTRODUCTION GENERALE

L’étude que nous présentons ici est réalisée dans le cadre de la préparation d’une thése
en mécanique. Les travaux ont été effectués au Laboratoire d’Etudes des Structures a I’école
des Hautes Etudes Industrielles sous la responsabilité de A. IMAD, enseignant-chercheur, en
collaboration avec le Laboratoire de Mécanique de Lille, sous la responsabilit¢ de
G. MESMACQUIE, Professeur a I'TUT « A », Université de Lille 1.

Notre travail porte sur ’étude de la déchirure ductile des matériaux en utilisant les
concepts de 'approche locale en mécanique de la rupture. Deux aspects ont été abordés : une
étude expérimentale et une modélisation numérique.

La partie expérimentale a permis de déterminer les caractéristiques mécaniques usuelles
de trois types de matériaux : un acier au CMn étudié dans la configuration d’un joint soudé, un
alliage d’aluminium 2024-T351 et un acier au NiCr 12NC6. Ces matériaux ont €t€ choisis pour
leurs teneurs inclusionnaires tres différentes. En effet, la fraction volumique d’inclusions est un
facteur influengant la ténacité. Des essais de déchirure ductile ont ainsi €té réalisés sur des
eprouvettes fissurées afin d’évaluer la ténacité a I’amorcage et la résistance a la propagation de
la fissure pour chacun des matériaux. En complément, des essais de traction monotone ont €té
effectués sur des éprouvettes axisymétriques entaillées (AE) pour trois rayons différents
d’entaille, permettant ainsi de faire varier le taux de triaxialité des contraintes au coeur des
éprouvettes. Enfin, ’observation des faciés de rupture réalis€e au microscope é€lectronique a
balayage a permis de caractériser la rupture et d’identifier la nature des inclusions.

La simulation numérique a été réalisée au moyen de trois modeles basés sur I’approche
locale de la rupture : le modéle de croissance des cavités de Rice-Tracey (R&T) et les modeles
de Rousselier et de Gurson modifié (GTN) basés sur I’endommagement continu. La
modélisation numérique a été¢ accomplie a ’aide du code de calcul SYSTUS. Dans le cas du
modele R&T, la valeur critique du taux de croissance des cavités a été déterminée a partir de la
valeur de la ténacité Jo,, de la charge a ’amorgage P, ou de la déformation a la rupture des
éprouvettes AE. Les trois paramétres du modéle de Rousselier ont été déterminés en ajustant
les courbes numériques sur les courbes expérimentales issues des essais de déchirure ou de
traction effectués sur des éprouvettes lisses et entaillées. Une démarche similaire a été
entreprise pour le modele GTN.

L’influence de la taille des mailles situées au fond de la fissure a été vérifiée. De méme,
une étude paramétrique relative a la sensibilité des modeles aux différentes variations des
parametres locaux a été réalisée.

L’analyse par ¢léments finis a été menée en vue de reproduire les courbes
expérimentales de déchirure « J-Aa». L’avancée de la fissure a €té simulée en utilisant la
technique de relachement des noeuds dans le cas du modele R&T et par effondrement continu
et automatique des €léments dans le cas des modeles de Rousselier et GTN.



Cette étude se compose de trois parties principales :

(1) Le chapitre 1 constitue une large étude bibliographique relative a la modélisation de la
déchirure utilisant ’approche locale de la mécanique de la rupture. Les principaux modéles
rencontrés dans la littérature sont exposes. Une revue plus compléte des modeles a été
traitée dans les annexes.

(2) Le chapitre 11 est consacré a I’étude expérimentale dans laquelle sont exposées les
conditions générales d’essais de traction et de déchirure. Nous présentons et commentons
les différents résultats en nous appuyant sur des observations fractographiques.

(3) Le chapitre 111 porte sur la modélisation numérique des essais de traction et de déchirure.
Aprés avoir décrit la méthode d’identification des parametres des trois modeéles, nous
vérifions la validité des résultats numériques obtenus en les confrontant aux données
expérimentales de référence.

La derniére partie constitue notre conclusion générale qui sera suivie par I’exposé des
perspectives qui s’ouvrent a 'issue de ce travail.
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Chapitre I Etude bibliographique

I. Etude bibliographique

1.1. Introduction

L’intégrité mécanique des structures peut étre vérifiée par diverses méthodes faisant
appel au concept de la mécanique de la rupture. Nous distinguons : (1) la rupture fragile pour
laquelle la mécanique linéaire élastique de la rupture suffit et (2) la rupture ductile qui utilise la
mécanique élastoplastique. Dans ce deuxieme cas, on distingue deux types d’approches qui
seront présentées dans ce chapitre : ’approche globale et I’approche locale.

L’approche globale s’appuie sur le calcul de parametres tels que I'intégrale J de Rice ou
I'ouverture en fond de fissure CTOD (Crack Tip Opening Displacement) pour le cas
élastoplastique. Cependant, I'utilisation de critéres de rupture globaux a un seul parametre ne
permet pas de rendre compte de l'influence complexe de la geométrie et du systeme de
chargement. Pour y remédier, une approche globale dite « approche a deux paramétres » a été
proposée par de nombreux auteurs. Elle consiste a déterminer ’évolution de la ténacité en
fonction d’un second paramétre représentant le degré de confinement de la structure. Le
lecteur pourra se référer a ’annexe A pour une description des approches J-T et J-Q, qui sont
les plus employées actuellement.

Des approches de la mécanique de la rupture dites « locales » se sont développéesily a
une vingtaine années. Ces approches reposent sur I'interprétation mécanique des mécanismes
physiques se produisant a la pointe de la fissure, de ’endommagement jusqu'a la rupture du
matériau, et le calcul des contraintes et des déformations locales par éléments finis.

Les modeles de la déchirure ductile recensés dans la littérature peuvent se regrouper en
deux grandes familles. La premiere famille, qui regroupe les modeles découples, suppose que
I’endommagement du matériau n’affecte pas le comportement global du matériau. La rupture
de la structure se produit lorsque I’endommagement atteint une valeur critique qui est
supposée un paramétre intrinséque au matériau. La seconde famille rassemble les modeles
couplés définissant des potentiels élastoplastiques endommageables. Le comportement du
matériau et I'endommagement sont alors liés. La rupture est décrite implicitement par
I'adoucissement de la réponse globale de la structure. Seuls les modeles utilisés pour
’ensemble de cette étude seront décrits dans ce premier chapitre, a savoir le modele decouplé
de Rice-Tracey et les modeles couplés de Rousselier et de Gurson-Tvergaard-Needleman. Un
inventaire des modeles basés sur I'approche locale de la rupture ductile est dressé dans
"annexe B.

La description de ces trois modeles est complétée par une présentation de quelques
applications : des calculs tridimensionnels permettant de rendre compte de certains effets 3D
de la rupture ductile ainsi que des calculs dans le cas des structures industrielles. Ce type
d’application n’est cependant pas courant en raison de la lourdeur des calculs.
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Chapitre I Etude bibliographique

Avec le développement des outils informatiques, I’utilisation des modeéles de I’approche
locale comme méthode de prédiction de la rupture est de plus en plus répandue. Or, il n’existe
actuellement aucune procédure normalisée quant a I'utilisation de ces modeles et en particulier
a la détermination des parametres locaux. En 1993, un programme d’essais et de calculs a été
organise sur ce sujet par la commission ESIS (European Society on Structural Integrity). Vingt
laboratoires européens y ont participé et un rapport de synthése a été diffusé par I'IRSID.
Suite a ce premier travail, ' AEA Technology a intégré en 1995 dans la procédure R6 une
nouvelle annexe relative a ['utilisation des méthodes de 1’approche locale. En 1996, un groupe
de travail francais impliquant quatre laboratoires a mis en place une méthodologie simplifiée
pour utiliser des criteres locaux de rupture. Il nous a semblé intéressant d’évoquer les grandes
lignes de ces différents travaux.

L2. Approche globale

L2.1. Intégrale J de Rice

1.2.1.1. Définition

En utilisant les résultats des travaux d'Eshelby [1], Cherepanov [2] et Rice [3] ont
defini une integrale de contour appelée intégrale J, caractérisant le taux de restitution d'énergie
d'une structure contenant une fissure, lors de I'avancée de celle-ci. Dans le cas particulier d'un
probléme plan, illustré par la Figure 1-1, l'intégrale J est définie pour un contour I orient€, par
la relation suivante

dui ]
J=[|W.dxy - T; .ds (Equation I-1)
T dx;

e [ est un contour passant dans la matiere et entourant le fond de fissure en partant de la
levre inférieure et finissant sur la lévre supérieure.

* X; et x, sont les coordonnées du point M du contour par rapport au fond de fissure.

o ds est I'élément curviligne en M du contour.

€
e W est la densité d'énergie de déformation définie par : W = Jcii.deij
o "

o T estle vecteur force agissant sur ds en M.
e 1 est le vecteur unitaire normal au contour I dirigé vers l'extérieur en M.
e 1 est le vecteur déplacement du point d'application de T en M.

11



Chapitre I Etude bibliographique

Figure I-1. Définition de l'intégrale de contour J.

Rice a montré en outre que cette intégrale dans le cas d'un matériau a comportement
élastique (linéaire ou non) était indépendante du contour d'intégration. Dans le cas d’un
comportement élastoplastique, cette propriéte reste verifie dans le cas d’un chargement radial.
Par contre, tout déchargement (ou toute brusque variation dans la direction de chargement) lui
fait perdre cette proprieté, indiquant de ce fait, pour ce type de comportement, que la
description de la propagation de la fissure par l'intégrale J ne peut étre envisagee [4]. En effet,
I’¢lasticité non lin€aire suppose que le dechargement se fasse suivant la méme courbe qu’a la
montée, ce qui n’est pas le cas d’un matériau élastoplastique reel.

Par ailleurs, dans le cas d'un comportement €lastique linéaire, l'intégrale J représente le
taux de restitution d'eénergie G :

J = G = 1 (E;C ati -2
= = = id i
Bada E AUAEOR )

tr |

ou =E en contraintes planes

|

=-—7 en deformations planes
(1-v?)
)
avec E le module d'Young, v le coefficient de Poisson, K; le facteur d'intensité de contrainte,
P I'énergie potentielle et da la variation d'aire de la fissure.

L'intégrale permet de définir les champs des contraintes et déformations suivant les
formulations de Hutchinson [5, 6], Rice et Rosengen [7] en coordonnées polaires en fond de
fissure. Ces auteurs ont montré, pour les matériaux obéissant a une loi d'écoulement de la

n
(¢) € . . o :
forme — =|— | . qu'l existe au voisinage de la fissure, un champ de contraintes et de

y \%y

déformations ayant l'expression suivante
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| e [ 400) o] ———— 1" gi(0) (Equation I-3)

ou n est le coefficient d'€crouissage, G la limite d'élasticite, €, la déformation correspondant a
oy, I une contrainte d'intégrale deépendant de n et f;; (o) et g; () des fonctions adimensionnées
de B et n.

L'intensité des contraintes et des déformations, dans la singularité é€lastoplastique, est
donc caractérisee par l'intégrale J, qui joue de ce fait le méme réle que K en mécanique linéaire
elastique.

Rice a ensuite ¢etabli que l'intégrale J pouvait étre relice au taux d'énergie dissipée
(Figure I-2) par la relation suivante [8, 9] :

=(E) it comn
= Bl 35 a aeplacement constan

d

>
>

Figure I-2. Variation d'énergie dissipée a déplacement constant.

Cette interpretation energetique de J est le point de départ de toutes les méthodes
experimentales de détermination du parametre J.

1.2.1.2. Détermination expérimentale du parametre énergétique J

Dans le cas d'un matériau ductile, l'avancée d'une fissure sous l'action d'un changement
croissant est caractérisée mascroscopiquement par les étapes suivantes (Figure 1-3) :

- I'emoussement du front de la fissure initialement aigu. Le rayon de courbure en fond

de fissure obtenue par préfissuration de l'éprouvette est tres faible et va rapidement

croitre au cours du chargement, par déformation plastique, avant propagation ;

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

- l'instabilité brutale.
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7 (KJ/m?)

A

Je ———/

"\ Croissance stable par
: déchirure ductile

:Emoussement

»
»

Croissance de la fissure Aa (mm)

Figure I-3. Schématisation du processus de la déchirure ductile.

Un tel comportement se caractérise globalement par une courbe expérimentale,
exprimant la variation du parametre J en fonction de I'avancée de la fissure Aa.

Expérimentalement, il n'est pas possible de mesurer lintégrale J, mais plutét le
parameétre énergétique J qui peut s'identifier a l'intégrale sous certaines conditions. Il existe
plusieurs techniques pour déterminer ce parameétre J.

12.1.21. Technique a plusieurs échantillons ,

L'mterprétation énergetique de I'intégrale a conduit Begley et Landes [10] & proposer la
premiére méthode expérimentale d'évaluation du parametre J. Elle nécessite l'utilisation de
plusieurs éprouvettes identiques contenant des fissures de longueurs différentes.

La détermination de J se déroule alors en trois €tapes :

(i) A partir de l'aire sous la courbe « force-déplacement des points d'application de la charge »,
on détermine pour chacune des €prouvettes contenant une fissure de longueur a;, les
énergies par unité d'épaisseur (U/B) (Figure [-4a).

(i1) Ces énergies par unité d'épaisseur sont reportées en fonction de la longueur de la fissure,
pour plusieurs valeurs de déplacement d;. A déplacement constant, on ajuste ensuite
I'évolution de U/B en fonction de a grace a une fonction de lissage (linéaire, exponentielle,
polynomiale), comme indiquée sur la Figure I-4b.

(iii) L'évolution de J en fonction des déplacements est déduite directement par la dérivation de
la fonction utilisée par l'approximation (Figure I-4c).

14



Chapitre I Etude bibliographique

e (S S-S SO - D S

Y

Q.
a
N
[o ) RN RO,
w
o
'

dy d? d3z dg
{a) (b) {c)

Figure I-4. Détermination de J selon la méthode de Begley et Landes [10].

1.2.1.2.2. Méthodes des fissures profondes

La lourdeur expérimentale liée au nombre d'échantillons important nécessaire pour
estimer correctement le parametre J et par consequent le cout relatif proportionnel a ce nombre
d'essais représentent le principal handicap de cette méthode, bien que celle-ci soit la plus
proche de la définition eénergétique de J.

De maniere intuitive, il semble cependant logique de chercher a exprimer le parametre J
a partir de I'énergie dépensée U (aire sous la courbe charge-déplacement) [11, 12] :

U

—————— (Equation 1-4)
B(W —a,)

I=n

ou m est un facteur de proportionnalité dépendant de a)/W et du type d'éprouvette, B
I'épaisseur de I'éprouvette et B(W-ay) I'aire du ligament initial.

Dans le cas des matériaux a comportement élastoplastique, on exprime le parametre J
sous la forme additive d'une composante é€lastique J et d'une composante plastique J,; [13] :

I=lgtly (Equation 1-3)

La composante €lastique J¢; est identique au taux de restitution d'énergie G, ce qui
permet de calculer J. directement a partir du facteur d'intensit¢ de contrainte K, selon
I’Equation I-2.

Le calcul de la composante plastique J, peut s'effectuer suivant la méthode proposee
par la norme ASTM [14] :

Joi =M i (Equation 1-6)
PP (W -a) 4
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a
avec My =200+ 0.522[1 - Woj

(W-ay) la longueur du ligament initial
U, I'énergie plastique dépensée

Afin que le paramétre J soit une bonne estimation de l'intégrale J, les procédures de
tests ASTM [14] et ESIS [15] recommandent, en déformations planes et pour un matériau
ductile, les conditions de validités suivantes :

J Gy +0y
ESIS : B,bg 220— avec Of = —————
Of 2
J
ASTM : B.by =2 25—
Oy

ou B est I'épaisseur de I'éprouvette, be=W-a, la longueur initiale du ligament, o, la limite
d'élasticité et o, la contrainte a rupture.

1.2.1.3. Méthodes de mesure de la croissance de la fissure

Elles peuvent étre classées en deux catégories :
- méthode directe (méthode du chargement interrompu),
- méthode indirecte (méthode de complaisance).

12.1.3.1. Méthode du chargement interrompu

Cette méthode, développée par Landes et Begley, nécessite 1'utilisation de plusieurs
éprouvettes (au minimum cing) de géométrie identique possédant la méme longueur (et forme)
de fissure [16]. Le principe de cette méthode consiste & soumettre ces éprouvettes a des
chargements conduisant & des longueurs finales de fissure progressives (Figure 1-5).

Load

Displacement

Figure I-5. Principe de la méthode du chargement interrompu [14].

A la fin de chaque essai, les éprouvettes sont oxydées au four pour marquer les
différents stades d’accroissement de la fissure puis elles sont rompues par fatigue, de facon a
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ne pas perturber le front de fissure. Pour chaque éprouvette, les mesures de la longueur initiale
ao et finale ar de la fissure s’effectuent directement sur les faciés de rupture de la maniére
sutvante [17] : les mesures sont réalisées, a partir de la ligne de chargement, sur neuf points
répartis dans I’épaisseur de I’éprouvette (Figure 1-6). La différence entre 1’'une des neuf valeurs
et la valeur moyenne de a, ne doit pas excéder 7%.

|
| ’ | Axe de fa tigne
H T H T H 1 1 Il de charge

Ensailte
" mécanique

Fissure
[~ de fetigue

Déchirure
ductile

Longueur moyenne de fissure

A\
ﬂ‘,

1
+a”

g o
»

R LN
TRV G

Figure 1-6. Mesure de la profondeur de la fissure [17].

1.2.1.3.2. Méthode des décharges partielles (méthode de
complaisance)

Cette méthode permet de mesurer I’accroissement de fissure au cours du chargement
en utilisant une seule éprouvette [18]. Elle consiste a effectuer, tout au long de I’essai, des
décharges partielles de 10 % environ. La mesure des complaisances, a partir des droites
correspondant aux déchargements partiels, permet de calculer la longueur de fissure, en
utilisant la relation suivante valable dans le cas de I’éprouvette CT :

a -
;§-=1000196—406319p,+11242p?-—10604p9-+464335u4 —6506771°

1
avec U=—T—"7—" (Fquation 1-7)

[EBC]? +1
ou C=Ad/AP est la complaisance (rapport de la variation du déplacement sur la variation de la
charge correspondante), E le module d’Young et B I'épaisseur de I’éprouvette.

17



Chapitre I Etude bibliographique

Partial unload
about 10 percent -
s 6 7 [/ ]
& 3 ° /8 =
i /2 / 3
1 / 1 J2 [falsa /s [fo /1/¢
/
/
/
Z.
Load line displacement Load line displacement (10X}

(@) ()

Figure I-7. Principe de la méthode des décharges partielles. (a) Courbe charge - déplacement. (b)
Détail des zones de décharge mettant en évidence la variation de la complaisance [14].

L’application de cette technique a I’éprouvette CT fait ’objet d’une recommandation
[17] qui explique entre autres, les corrections a appliquer sur la mesure de la complaisance.
Cependant, il faut souligner que, dans certains cas, les premiéres valeurs des complaisances
peuvent conduire a des valeurs négatives de Aa [19]. 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.

1.2.1.4. Détermination de la ténacité Jic et de la résistance a la
propagation de la fissure dJ/da

La détermination des parametres dJ/da et Jic a fait I'objet de nombreuses recherches
afin d’aboutir a une normalisation de la procédure expérimentale de détermination de la
résistance a la dechirure ductile. Nous pouvons ainsi citer entre autres : la norme américaine
ASTM (American Society for Testing and Materials) [14], la norme européenne ESIS
(European Structural Integrity Society) [20], les recommandations du Groupe Fragilité
Rupture (1986) [17], la norme anglaise BS (British Standard) [21].

La méthode proposée par la norme ASTM E 813-89 [14] limite le domaine de validité
des points de mesure par deux valeurs maximales de J et de Aa notées respectivement Jy., €t
Aan,:. Ces derniéres sont définies par les relations suivantes :

Jmax = (W - a9) 6/ 15 (Equation I-8)

Ay =0.06 (W -a9)+02 (Equation 1-9)

La régression lincaire se fait ensuite sur les points expérimentaux situés entre deux
droites paralléles a la droite d’émoussement d’équation J=2c, Aa [22]. La premiere droite est
décalée de 0.15 mm, la deuxieme de 1.5 mm (Figure 1-8). La pente (dJ/da) de la droite,
obtenue par cette procédure, représente la résistance a la propagation de la fissure. La ténacité
Jic correspond a I'intersection de la droite dJ/da avec la droite d’émoussement. D’autre part, on
utilise souvent la valeur conventionnelle Jo» a Aa=0.2 mm. Cette valeur a ete proposeée par la
recommandation du groupe Fragilité-Rupture [17] comme une valeur approchee de J au début
de la déchirure ductile sur toute I’épaisseur de I’éprouvette, compte tenu des difficultés de
mesure du point d’amorgage.
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Figure I-8. Construction de la courbe J-Aa selon la norme ASTM [14]

L’équation de la droite d’émoussement proposée par I’ASTM donne des pentes plus
faibles que les déterminations expérimentales, conduisant a des valeurs de Jic plutdt
surestimees [23]. C’est pourquoi Lautridou [24] a proposé une autre ¢quation de la droite
d’émoussement :

J=40,Aa (Equation 1-10)

Les éprouvettes doivent étre entaillées de part et d'autre de la zone de propagation de
fissure, d'une valeur de 20% de I'épaisseur (10% de part et d'autre), de maniere a avoir un fond
de fissure le plus rectiligne possible. La Figure 1-9 présente un schéma du front de fissure sur
une €prouvette avec et sans entailles latérales. Ceci est di au fait que I'état de changement
passe d'un état de déformations planes au centre de I'éprouvette a un état de contraintes planes
sur les bords. Les entailles latérales permettent d'augmenter la taille de la zone en déformations
planes et d'obtenir un front de fissure plus rectiligne.

nrack plane arps srask piane s

ACTnEG noRN

L hatigus prenrank ..
7 intigd crask front _

saaisies srack growth T oo
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SABGrEPeE —i
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Figure I-9. Effet des entailles latérales sur le front de fissure. Eprouvette (a) sans entailles latérales
et (b) avec entailles latérales.
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1.2.1.5. Paramétres influengant la ténacité

12.1.5.1. Le type de régression

L’utilisation de la régression linéaire pour lisser les courbes J-Aa conduit parfois a des
resultats tres différents pour Jic [23]. 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=CAa"
[25]. Par ailleurs, Schwalbe e al. ont publi¢ 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 [26]. Cing types de régression ont
ete testes :

J=A+CAa (Equation I-11)
J=A+C;Aa+CrAa’+C:Aa’ (Equation I-12)
J=C~Aa (Equation 1-13)
J=C(Aa)" (Equation I-14)
J=A(Aa+C)" (Equation 1-15)

Leurs résultats montrent que la régression par une fonction puissance (Equation I-14)
est celle qui induit le moins d’erreurs sur la détermination de Jic.

Dans le cas d’une régression par une fonction puissance, Pickles er al. [27] ont proposé
une expression de la forme J=J, oAa". Le paramétre J; est la valeur de J correspondant a une
avancée de la fissure égale a 1mm. 1l caractérise le stade de croissance stable de la fissure, en
complément des parametres Jic et Joo, qui définissent le stade d’amorgage. Cette valeur Ji
permet en outre de classifier, de maniere quantitative, différents matériaux en termes de
résistance a la déchirure a P'intérieur du domaine de validité recommandé par la norme ASTM.
Ce domaine est défini par deux droites d’émoussement a 0.15mm et 1.5mm d’avancée de
fissure.

12.1.5.2. L'incertitude sur la mesure de la longueur initiale de la
fissure

Dans une étude expérimentale, B. Voss et J.G. Blauel [28] ont tenté de montrer
I'influence de 'incertitude concernant la mesure de la longueur initiale de la fissure a, sur la
détermination de la valeur Jic. En effet, une erreur de mesure évaluée a = 0.05mm (a/W = 0.6)
induit une erreur de 10 % environ sur la valeur de Jic (voir Tableau 1I-1).

Jic (ASTM) (kJ/m?) | Jic (Loss) (kJ/m2)
a, - 0.05 216 200
a0 225 227
a,+ 0.05 249 249

Tableau I-1. Valeurs de Jic pour chaque estimation de ay.
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12.1.5.3. Le nombre et la position des points dans l'intervalle de
validité proposé par I'ASTM

La Figure I-10 illustre des resultats expérimentaux en termes de courbes J-Aa [28]. 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 Jic 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 tres grande sur Jic (Jic passe de
95 a 140 kJ/m?) (Tableau I-2). Cette derniere régression est donc trés sensible aux variations
du nombre des points utilisés et de leurs positions.

N° de point Jie (ASTM) (kJ/m?) Jic (Loss) (kJ/m?)
15-38 117 125
15-24 95 128
22 -38 140 124

Tableaw I-2. Valeurs de Jic obtenues par régression sur chaque groupe de points [28].
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Figure I-10. Influence du nombre de points et de leur position sur la courbe J-Aa [28].

1.2.1.5.4. Effets de la géométrie

IIs peuvent se décomposer selon trois criteres distincts :
(1) l'effet de la géométrie de I'éprouvette ;
(i)  Teffet de I'épaisseur et de la taille des eprouvettes ;
(ii)  T'influence des rainures latérales.

(1) Effet de la géométrie de I'éprouvette

Il est maintenant admis que les valeurs de la ténacité a 'amorgage Jic et de la résistance
a la propagation ductile dJ/da évoluent suivant la géométrie de l'éprouvette. La ténacité Jic
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perd alors son caractere intrinseque. Il est a présent clairement établi que I'évolution de la
ténacité Jic ou de la pente dJ/da est liée au confinement de la plasticité en pointe de fissure.
Pour des éprouvettes présentant une sollicitation en pointe de fissure de type « traction » (par
exemple les éprouvettes CCP), le taux de triaxialité est plus faible que pour des éprouvettes de
type « flexion » (comme les éprouvettes CT ou SENB avec de grandes fissures). Pour ces
dernieres, la plasticité reste confinée. En général, les valeurs de la ténacité suivant les différents

types d'éprouvettes peuvent étre classées ainsi (Figure I-11) [29] :
Jecp 2 Jpent 2 Jsent 2 Jsene 2 Jer

Les valeurs les plus faibles de la ténacité sont obtenues avec des éprouvettes de type
CT contenant une grande fissure (a/W>0.5).
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Figure I-11. Valeurs de ténacité pour différentes éprouvetres. Prévisions obtenues avec le modéle de
Rousselier [29].

(11) Effet de l'épaisseur et de la taille des éprouvettes

Sur ce point, I'étude bibliographique réalisée par Bauvineau [29] est compléte et met en
évidence des tendances sur les effets de géométrie plus ou moins controversées :
¢ Pour une largeur d'éprouvette W constante,
- I'épaisseur B n'a pas d'influence sur la ténacité a l'amorgage Jic.
- lorsque l'épaisseur de l'éprouvette augmente, la pente dJ/da diminue. Ce
résultat n'est pas toujours vérifi¢ et certains travaux ne montrent pas d'influence
de I'épaisseur sur la pente dJ/da.

e Pour une épaisseur fixe,
- la ténacité a l'amorcage Jic est indépendante des dimensions de l'éprouvette

(W). En revanche, la pente dJ/da peut étre influencée. Mais les résultats de la
littérature sur ce point sont contradictoires.
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(iii) Influence des rainures latérales

Concernant I'influence des rainures latérales, trois tendances peuvent se dégager [29] :
¢ les rainures n'influent pas sur les valeurs de Jic et dJ/da,

e les rainures font uniquement diminuer la valeur de la pente dJ/da,

e les rainures font chuter les valeurs de Jic et dJ/da.

Dans cette partie, nous avons mis en évidence les limites relatives a la détermination du
critére énergétique Jic. Plusieurs paramétres intrinseques et extrinséques ont une influence sur
la valeur de ce critere, ce qui limite la validité de I’approche globale.

De ce point de vue, ’approche locale de la rupture peut constituer une alternative et
donner les €léments de réponses supplémentaires.

L.3. Approche locale

13.1. Introduction

L'approche locale de la mécanique de la rupture se propose de décrire la rupture du
matériau a l'aide de modéles micromeécaniques. Ces modeles tendent a représenter 1'évolution
de 'endommagement au sein du matériau.

Apres une description du processus de rupture ductile, nous présenterons les trois
modeles vers lesquels s'est tournée notre étude : le modéle découplé de Rice-Tracey et les
modeéles couplés de Rousselier et de Gurson-Tvergaard-Needleman. Un inventaire complet des
modeéles proposés dans la littérature relatifs a l'approche locale de la rupture ductile se trouve
en annexe B.

1.3.2. Mécanismes microscopiques de la déchirure ductile

La déchirure ductile est un processus physique se déroulant en trois phases: la
germination (ou nucléation), la croissance puis la coalescence des cavités (Figure 1-12).

1.3.2.1. La germination de cavités

Cette phase constitue la premiere phase du processus d’endommagement. Elle exprime
le passage d’un milieu continu a un milieu discontinu (apparition de trous ou de fissures).
L’amorcage est, en pratique, difficile a mettre en évidence. En effet, ’amorgage observé
expérimentalement correspond bien souvent au début de la phase de croissance de
I’endommagement. Il est vraisemblable que de nombreux matériaux commencent a
s’endommager dans le domaine élastique, tandis qu’a lautre extrémité du processus de
déchirure, des sites d’endommagement continuent encore a apparaitre au moment ou certaines
cavités ont déja atteint le stade de coalescence. Il convient donc d’attacher une grande
importance & ce premier stade d’endommagement.
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D’une fagon générale, I’amorgage de I’endommagement résulte d’une localisation des
contraintes et des déformations dans certaines zones du matériau. Cette localisation résulte
principalement de la présence d’hétérogénéités structurales au sein du matériau. Par
conséquent, I'apparition de cavités se produit au niveau d’inclusions (pour les aciers, il s’agit
bien souvent de sulfures de manganése MnS), mais peut également avoir lieu au niveau de
précipités qui sont de tres petite taille (de quelques Angstroms a quelques fractions de
microns) et présents a dessein dans la matrice pour la durcir (carbures pour un acier ferritique
ou précipités dans certains alliages a durcissement structural tels que les alliages d’aluminium).
Ces derniers sont difficilement observables et ne peuvent donc étre bien étudiés que par
microscopie électronique a transmission. Il faut enfin prendre en considération I’amorgage dans
un matériau initialement homogéne ou au moins dépourvu d’inclusions. Mais trés peu de
travaux existent sur ce sujet. Certains modeéles ont été proposés dans le cadre de la théorie des
dislocations, car la formation de cavités est toujours observée dans des zones possédant une
densit¢ de dislocations élevée [30].

Les inclusions sont de formes trés variées. Certaines sont a peu prés sphériques ou
équiaxes. C’est le cas des sulfures de manganese du type 1, des oxydes (qui, & cause de leur
grande dureté, ne se déforment pas au cours de I’histoire thermomécanique du métal) et des
nodules de plomb. D’autres inclusions, de forme équiaxe, peuvent présenter une allure
anguleuse (cas des MnS du type III). Enfin, de nombreuses inclusions se présentent sous forme
de cylindres ou de plaquettes tres allongées (par exemple, MnS du type II).

Le site occupé par une inclusion au sein du matériau peut influencer le processus
d’amorcage de I’endommagement. On distingue les inclusions entierement situées a I'intérieur
d’un grain, celles qui au contraire sont entourées d’un grand nombre de grains et enfin les
inclusions se situant aux joints de grains.

Suivant les caractéristiques mécaniques du systéme matrice-inclusions, de la forme de
I'inclusion, du site qu’elle occupe, de la résistance de 'interface et de la sollicitation imposée,
I’amorgage des cavités peut se produire dans 'inclusion, dans la matrice ou a 'interface des
deux milieux. La fragmentation des inclusions au cours de la déformation plastique peut étre
observée le plus souvent pour des inclusions allongées. I’amorgage peut se produire des le
début de la déformation ou le matériau peut subir une déformation plastique importante avant
que la moindre fissure n’apparaisse dans I'inclusion. L’amor¢age des cavités par décohésion de
I'interface matrice-inclusion est tout aussi fréquent que le premier mode. La décohésion se
produit généralement des le début de la déformation, mais elle ne semble pas avoir lieu avant
d’atteindre la limite d’élasticité. L amorcage dans la matrice se produit au niveau d’inclusions
ou de précipités de taille beaucoup plus faible que les inclusions considérées jusqu'a présent.

L’élaboration d'un critére d’amorcage de I’endommagement peut étre abordée selon la
mécanique des milieux continus ou la metallurgie physique. D’autre part, deux types de
conditions ont été utilisés pour déterminer Iamorcage de I’endommagement au niveau
microscopique . soit une condition énergétique exprimant que, lors de I’apparition d’un
microtrou, la relaxation des contraintes doit libérer assez d’énergie pour créer la nouvelle
surface libre, soit une condition de contrainte critique spécifiant que la contrainte a la surface
ou a intérieur de l'inclusion atteint un niveau tel qu’une décohésion ou une rupture se
produit. Ces considérations permettent donc de classer les criteres d’amorcage de
I’endommagement en quatre groupes, décrits dans I’annexe B.
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Figure I-12. Les phases de la déchirure ductile [31. 66].

1.3.2.2. La croissance des cavités

La croissance des cavités résulte de la combinaison de deux mécanismes simultanés :
"augmentation de la taille des cavités et [’augmentation du nombre de cavités par germination.
Les particules (inclusions ou précipit€s) autour desquelles prennent naissance les cavités
peuvent ou non jouer un role dans la croissance des cavités : cela dépend du mécanisme
d’endommagement et du type de chargement.

Dans le cas d'une cavite libre, la particule a I'origine de I’endommagement ne joue
aucun rble dans la croissance. Aprés décohésion autour d’une particule, la cavité tend a
augmenter sa dimension radiale dans chaque direction. La particule est alors isolée au sein de la
cavité et sa présence peut etre négligée. Au contraire, lorsque la cavité tend a se contracter
dans une direction, la particule constitue un obstacle et va engendrer des contraintes.

Dans les deux cas précédents, la cavité prend naissance par décohésion autour de la
particule. Dans le cas ou I'endommagement se produit par fragmentation de I'inclusion, la
cavité se trouve limitée par deux parties de particules géneralement dures, elles-mémes placées
a 'intérieur d’une matrice ductile. Ce cas devient trés complexe a résoudre.

Enfin, dans le cas ou les particules sont suffisamment complexes, I’endommagement
peut avoir lieu sur un méme site par fragmentation et par décohésion partielles (problémes
mixtes).

1.3.2.3.L’instabilité entre les cavités

Le stade ultime de la rupture ductile est la coalescence des cavités. 1l s’agit
certainement du stade le moins connu, car la coalescence est un phénomene bref et treés
localisé. Les premiers modeles de rupture ductile ont supposé que les cavités croissent jusqu'a
se toucher. Ce critére surestime largement les déformations a rupture. De plus, il a été observé
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que les cavités atteignent un rayon critique inférieur a la distance qui les sépare. La coalescence
se produit par rupture du ligament joignant les cavités, ou la déformation est localement trés
importante. Ce phénomeéne peut se réaliser de diverses maniéres : striction interne des
pédoncules séparant les cavités ; décohésion par cisaillement parallélement a un plan de
glissement ; réunion de cavit€s principales par déchirement ductile du métal et formation de
petites cupules secondaires. On peut citer a ce titre les criteres de Mc Clintock, Beremin,
Brown et Embury, Thomason et Mudry.

D’apres Mc Clintock et Beremin, la coalescence a lieu lorsqu’un taux critique de
croissance de cavités ou une fraction volumique critique de cavités sont atteints, quels que
solent I’éprouvette et le trajet de chargement.

Le critére de Brown et Embury considere que, dans un matériau parfaitement plastique,
la rupture du ligament joignant deux cavités se produit par formation de bandes de cisaillement
a 45°. Cette formation n’est possible que si la distance L entre les centres de deux cavités de

forme elliptique vaut 2 (R% + R%) (Figure 1-13). L peut étre approximé a L exp(ex) :

Figure I-13. Critere de Brown et Embury.

Le modele de Thomason considere que la coalescence se produit lorsqu’au niveau des
peédoncules séparant les cavités on atteint une charge limite. En considérant une croissance de
cavités ellipsoidales, la coalescence se produit lorsque la condition suivante est remplie :

2
2 2
01 12 -1 31 3( R O maxori
2+ (l—-fo) 1_[3 f()] ( Xj exp(sz) _ max princ
Ry 4 Rxo oM
R, L
L 2
Pl

avec L la taille actuelle d’une cavité parallélépipédique suivant la direction transversale, f; la
fraction volumique initiale de cavités, €, la déformation suivant la direction longitudinale, Gyax
princ 12 valeur de la contrainte principale maximale et o\ la limite d’élasticité de la matrice.

Le critere de Mudry [47] considere que la coalescence a lieu lorsque do.,/de.,=0.
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13.3. Modélisation basée sur I’approche locale

En rupture ductile, deux approches sont possibles. La premiere consiste a définir un
parameétre dépendant de I’état de chargement et devant étre atteint localement pour avoir
propagation de fissure : elle concerne les modéeles dits découplés. L’endommagement
n’interfére pas avec la loi de comportement du matériau. La seconde consiste a intégrer I’ effet
de 'endommagement du matériau dans la loi de comportement de celui-ci : elle concerne les
modeles dits couplés. L’apparition d’'une fissure sera alors caractérisée par le fait que
I’endommagement atteint une valeur critique et que le champ de contraintes devient nul.

Trois modeles seront présentés: le modele couplé de Rice-Tracey, bas¢ sur la
croissance des cavités et les modeles de Rousselier et de Gurson-Tvergaard-Needleman, basés
sur la mécanique des milieux continus endommageables.

1.3.3.1. Mod¢le de Rice-Tracey

13.3.1.1. Formulation

Rice et Tracey [32] ont propos€ un modele de croissance des cavités développé dans le
cas d’une cavité isolée, de géométrie sphérique (de rayon R) dans un matériau a comportement
rigide parfaitement plastique obéissant au critére de plasticité de Von Mises (Figure 1-14).

Le milieu est sollicité par un champ de vitesses de déformations imposé a ['infini s;’f
engendrant un champ de contraintes a I'infini :
Doo

Tij = Ty + Sij‘t

[ee)

Rice et Tracey considérent un champ de vitesses de déplacements y; vérifiant
I'incompressibilité de la matrice et satisfaisant :
1

&ij= 5(1'11-_}-+ Ui,j) tend vers g @ I'infini g;=0

Le champ de vitesses de déplacement u vérifiant les hypotheses précédentes est obtenu
lorsque la fonctionnelle Q(u) suivante est au minimum :

. . Dee oo
Q1) = \J,[o}?(a—oi,- }eﬁdeij Jnji;dS
. : St
avec .

6", la partie déviatrice du champ des contraintes qui régne dans la matrice associée a uj s

V, le volume de la matrice ;
Sv, la surface de la cavité ;
n;, les composantes du vecteur unitaire normal a Sy, dirigé vers la matrice.
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Figure I-14. Cavité sphérique isolée.

Dans le cas d’une cavité sphérique, le champ de vitesses virtuelles u peut étre
décomposé en la somme de trois champs :

- un champ vérifiant les conditions a I’infini, é;xj ;

- un champ sphérique symétrique correspondant uniquement a un changement de volume sans
changement de forme Du? :

- un champ tendant vers zéro a l'infini et qui change la courbure de la cavité mais pas son

volume, FuiF

. . oo Dy D F
uj = &jj XJ"" uj +Fui
ou D et F sont des coefficients d’amplification.

L’incompressibilité et les conditions de symétries fixent :

p_. (RoY
uPzgeq(?) Xj

2
ou Ry est le rayon initial de la cavit€ et €qq = | SEFE]T
3 Ul

Pour de forts taux de triaxialité, Rice et Tracey ont montré que la vitesse de croissance de la
cavité ne dépend que trés peu du champ des vitesses FuiF, et que le poids du terme de

changement de volume est prépondérant devant celui du changement de forme.
Le coefficient D ne dépend que tres peu du type de chargement et il peut s’écrire sous la forme
suivante :

D = C(v).exp(15G /0+) (Equation I-16)

avec Gy, la contrainte normale moyenne, o, limite d’élasticité et c(v) une fonction dépendant du
type de chargement.
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c(L)=0.279+0.04v  ou v est un parametre dépendant du type de sollicitation ;
v =-1 compression simple (ou extension biaxiale) ;
v = +1 extension simple (ou compression biaxiale) ;
v =0 cisaillement simple.

Pour une sollicitation par un champ simple de traction, le modéle s’écrit sous la forme :

R Om|.
R- A exp[B 6—1:]] €p (Equation I-17)

ou gp ost la vitesse de déformation plastique

R Om
ou encore din| — [=Aexp| B— dep (Equation 1-18)
R, Oy

avec R et Ry les rayons respectivement actuel et initial, A=0.283 et B=1.5.

Ce modele prédit, pour les cavités sphériques dans un milieu rigide parfaitement
plastique, une influence exponentielle du taux de triaxialité des contraintes sur la vitesse de
croissance.

1.3.3.1.2. Influence de la fraction volumique initiale de cavités

La valeur 1.5 du coefficient B a I'intérieur de I’exponentielle formulée par Rice-Tracey
semble en bon accord avec les résultats expérimentaux de divers auteurs et ceci pour des
porosités allant de 3.10™ 4 3.107 [33].

La valeur du coefficient A devant I’exponentielle dépend fortement de la fraction
volumique initiale de vides : plus la fraction volumique est grande, plus la valeur de A est
importante (Figure I-15). Selon Licht et Suquet [34], le coefficient A vaudrait environ 0,5. Un
tel résultat rejoint les observations faites par Marini [35] (Figure 1-16) et Beremin [36] (Figure
I-17). De méme, lors de travaux récents effectués sur du cuivre, Pardoen [37, 38] trouve une
valeur de A égale a 0,48. Enfin, Huang [39] propose, aprés avoir modifié¢ la formulation de
Rice et Tracey, A=0,427 pour Gu/Ge;>1 et 0.427(Cu/Ceg) > POUT Gu/Geg<1.
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Figure I-15. Dépendance du terme préexponentiel A vis-a-vis de la fraction volumique d inclusions Fv
(COMP. 1 et COMP.2 sont des matériaux composites acier-alumine) [40].
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Figure 1-16. Dépendance de A vis-a-vis de la fraction volumique initiale de cavités [33].
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Figure 1-17. Veérification expérimentale de la loi de croissance de cavités [36].

1.3.3.1.3. Détermination du taux critique de croissance de cavités
(R'Ro).

Le paramétre de ce modele est le taux critique de croissance de cavités (R/Rg).. 11 est
possible de déterminer ce parametre de trois manieres différentes, en combinant les résultats
expérimentaux (qui fournissent le point d’amorcage) et les résultats numériques.

(1) Une premiére détermination de (R/Ry). peut étre faite a partir de la simulation
numérique d’une éprouvette de traction axisymétrique entaillée [41]. La valeur (R/Ro).
correspond a la valeur de R/Ry au moment ou la contraction diamétrale Az est égale a la
contraction diamétrale expérimentale A@. a ’amorcage. Pour une éprouvette axisymétrique,
I’amorcage est repéré par une rupture de pente visible sur la courbe de charge P-Ag@ (Figure I-
18).

70 - F (kN)

60 +

Figure I-18. Détermination de (R'Ry). a partir de la contraction diamétrale critique AD.. Acier
316Nb [66].
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Devaux et Mottet [42] ont proposé de calculer la valeur critique (R/Ry). a partir d’une

relation utilisant la déformation a la rupture egr d’une €prouvette axisymétrique entaillée. Les
auteurs proposent trois relations en fonction du rayon d’entaille de I’éprouvette (=2, 4 et
10mm) :

AE2

AEI10

In (R/Rg)=a(gr-0.11)+0.125
a=2.52exp(-4.56n)+0.5

: In (R/Rg)~a(er-0.10)+0.125 avec n : coefficient d’écrouissage

a=1.02exp(-5.40n)+0.5 er=2In(J./Jy)

In (R/R¢)c=a(eg-0.135)+0.125

a=1.087exp(-6.25n)+0.5

(2) Le parametre (R/Ry). peut également étre déterminé a partir de la charge P, a

I’amorcage de la fissure correspondant au point de variation de pente sur la courbe
expérimentale charge-longueur de la fissure [33]. L’identification de la valeur critique de R/R,
se fait ensuite, en déterminant a partir de la courbe numérique R/Ry-charge au fond initial de la
fissure, la valeur de R/R, correspondant a la valeur de la charge P, (Figure I-19).

CT

1200 +

1000 T
Pa = 603 N/mm

P (N/mm)
g

315 32 325 33 335 34
a (mm)

‘ R/Ro)c =2.228

)
™

A

\‘\-

R/RO
-

. ¥
Pa = 603 N/mm
121 //./ ~ '

¢} 100 200 300 400 500 600 700
P (Nireny

Figure I-19. Détermination de (R'Ry). a partir de la charge a [ amorgage. Acier ferrito-perlitique

[33].
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(3) Enfin, la valeur critique de R/Ry peut étre déterminée numeériquement a partir d’une
éprouvette fissurée (CT, CCP, SENB, ...), ce qui permet d’obtenir la courbe « J-R/Rg ».
(R/Ry). correspond a la valeur de R/R, lorsque J atteint sa valeur critique Jic (ou Jo2). Ce
dernier paramétre est obtenu a partir de la courbe expérimentale « J-Aa » (Figure 1-20).

1.4

T, CT25 a/W=0.58 |
» SENT25 a/W=0.34
o CT22.5 a/W=0.31 |

} : ) 4 {
LU M S S S paey et S EENS Sua San R nn B S S e e ey B e |

200 5 250 300 350 400
J kI/m?)

Figure I-20. Détermination de (R'Ry). a partir de la ténacité a | 'amorgage Jy- [29].

Il a été montré que le paramétre Jic pouvait étre relié a des facteurs métallurgiques, tels
que la distribution des inclusions, en considérant le critére (R/Rg).. Une relation entre Jic, la
limite d’¢lasticité du matériau oy et le taux critique de croissance des cavités (R/Ry). a donc été
¢tablie :

Jic = a &y Ln (R/Ry), Aac (Equation 1-19)

avec o une constante qui dépend du type d’éprouvette (o0 =4.5 pour les éprouvettes CT) et du
coefficient d’écrouissage et Aa. la taille de la maille carrée située en pointe de fissure, qui est
en relation avec la distribution des inclusions.

1.3.3.1.4. Caleul du taux de croissance de cavités R'R,

Dans le modele de Rice-Tracey, le matériau ne s’endommage pas et la détermination de
R/Ry dans chaque élément en pointe de fissure s’effectue en post-traitement d’un calcul
élastoplastique.
Pour calculer R/Ry a une étape de chargement donnée n, on integre 1’équation précédente entre
le chargement O et le chargement n [43] :

Ln (RRRg)y= D d (LnR/Ry)
La condition initiale est R/Ry =1

Ainsi : Ln (R/Ro)x = L (R/Rg)n1 + d (Ln (R/Ry) )

d (Ln R/Ry) est calculé par I’accroissement de déformation équivalente au chargement n :
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2 (@ (1 \ ™ _ e
Edgij deij ou deij :deij —_3——61]'

de.,™ =

L’accroissement de déformation (degjn) ), entre les chargements (n-1) et n, est donné alors par :

(M) _ () __(n-1)
dejj” =gy —&j;

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 (8;- -&j

les déformations €lastiques déterminees a partir de (G;;) moyen.

), avec efi les déformations totales en moyenne et 8;

Cependant, il faut noter que les techniques de calculs des moyennes des champs
meécaniques ont une grande influence sur les résultats [44]. En effet, les calculs de R/Ry a partir
des moyennes des contraintes et des déformations sur I’élément ou a partir de la moyenne de
R/Ry en chaque point de Gauss de 1’élément donnent des résultats différents.

13.3.1.5. Simulation de [ avancée de la fissure

La progression de la fissure est réalisée par la procédure de « déboutonnage », encore
appelée méthode de relachement des noeuds [45]. Le chemin de fissuration doit étre connu (ou
postulé) et le maillage doit en tenir compte. Les noeuds de la fissure a faire progresser sont
« doubles » pour que la fissure puisse s’ouvrir (Figure I-21a). Ces noeuds doivent étre
solidaires avant que le critére de rupture ne soit atteint. Pour cela, des mailles spéciales a 2
noeuds du type ressort sont utilisées. Celles-ci possedent une rigidité tres grande qui lie les 2
noeuds comme s’ils étaient identiques. Le déboutonnage consiste a relacher la liaison assuree
par la maille « ressort » : lorsque le critére de rupture est atteint, la rigidité du ressort est
progressivement annulée. Dans le cas d’une structure symétrique ayant une fissure dans ce
plan, le maintien des noeuds avant ouverture est simplement réalisé par des liaisons rigides
(Figure I-21b). A I'instant de rupture, ces liaisons sont supprimées et remplacées par des forces
nodales (correspondant aux réactions d’appui sur les noeuds) qui sont progressivement
annulées. L ensemble de 1’opération de déboutonnage est réalisé a sollicitation constante.

-
L < ) &
R Maille . ¢ 1L,
fissure l | spéciale :
p e RE e
E W La g Ryand £y @s&gceﬁé ‘m zer, Sesdianecousty Lﬁ’i
and praporgorally, in 5 lod steps.
a) b)
Figure I-21. Réalisation des liaisons de fond de fissure dans le maillage : (a) cas général et (b) cas

d 'une symeétrie [46].



Chapitre 1 Etude bibliographique

Le relachement des noeuds doit s’effectuer généralement en plusieurs fois. A chaque
relachement, [’avancée Aa de la fissure correspond a la taille L. de I’élément en tenant compte
de la déformation que celui-ci subit.

Par ailleurs, la taille L. des mailles en pointe de fissure doit respecter le volume
caractéristique minimum de matiére V,. Les dimensions de ce volume sont en rapport avec les
dimensions caractéristiques de la microstructure du matériau. Une premiere estimation de la
taille L. peut étre faite a partir de N,, nombre d’inclusions par unité de volume [47] :

Lo = 2/73 IN (Equation 1-20)

1.3.3.1.6. Influence du taux de triaxialité des contraintes sur (R'Ry).

De nombreuses vérifications expérimentales du modéle de Rice-Tracey ont été réalisées
notamment sur des aciers au C-Mn. Ils montrent tous une dépendance de (R/Ry). vis-a-vis de
la triaxialité des contraintes Gu/Geq : (R/Ro). diminue lorsque 6,/c.q augmente (Figure 1-22).

1%
3.5 (a) [ (b)
£ 4L 2 N
g 2.5 \;% \‘g\\ 180 E. ‘
5 & ~_ 2 &
2
g 2 o
S 15 | [
T S S R SR w2} { """"""" froeee 4. TC
0.75 1 1.25 1.5 1.75 ot
Ce
triaxiality ratio L 2 4‘_—;

Figure I-22. Influence du taux de triaxialité des contraintes sur le taux critique de croissance de
cavités . (a) cas du cuivre [48] et (b) cas d un acier A308 [49].

1.3.3.1.7. Influence de la taille L, du maillage en pointe de fissure sur
(R'Ro).

Delmotte [45], dans le cadre de I'étude de deux alliages d’aluminium de type 2024 et
2091 pour la simulation des courbes R, a proposé deux méthodes de calcul de R/Ry au fond de
la fissure. La premiere méthode, notée M1, permet de calculer R/R¢ au point d’intégration de
I’élément situé en avant de la fissure. La méthode M2 consiste a calculer le rapport R/Ry a une
distance Dy de la pointe de la fissure (Figure 1-23). Apres diverses investigations, il en ressort
que (R/R¢)M dépend de la taille de I’élément en fond de fissure. (R/Ry)."" est indépendant de
la taille de I’élément en fond de fissure.
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Figure 1-23. Détermination de la distance Dr (Le;=0.2mm : Le,=0.1mm ; Les=0.03mm) [45].

En définitive, pour des temps de calculs raisonnables, la reproduction la plus fidele de la
courbe R est obtenue en considérant le calcul de R/R, dans le premier élément en avant de la
fissure et en choisissant une taille de maillage de I’ordre de la distance inter-cupules [50].

Delmotte a également étudi¢ l'influence de la taille du maillage (Le;=Imm ;
Le,=0.5mm ; Le;=0.2mm ; Le,=0.1mm ; Les=0.03mm) sur les valeurs de R/Ry. Les tailles Le;
et Le, sont trop grandes pour rendre compte, d’une facon satisfaisante, de I'influence de la
singularité des champs de contraintes et de déformations. Les trois autres tailles fournissent des
simulations en bon accord avec I’expérience. Cependant, le temps de calcul devient d’autant
plus long que la taille du maillage est petite.

1.3.3.1.8. Modifications apportées au modéle de Rice-Tracey

e Mudry (1982)
Pour tenir compte de I’écrouissage, Mudry [47] a introduit la contrainte équivalente de Von
Misés dans la relation de Rice-Tracey, faisant ainsi intervenir le taux de triaxialit¢ des

contraintes Gm/Ceq.

. . R - 30m |.
La relation devient : —=0.283exp| = sgq (Equation I-21)
R 2 0¢q

¢ Licht et Suquet (1987)
Les auteurs [34] ont proposé une forme plus compleéte avec un deuxiéme terme dans
I’approximation, valable pour des taux de triaxialité des contraintes supérieurs a un :

R N 30 om |l. ‘
R 0.283y exp 2o - 0275y exp| —Z=— | |€p (Equation 1-22)

y y

o | W2
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ou x=1 dans le cas d’'une extension axisymétrique ;
%=-1 dans le cas d’'une contraction axisymétrique.

L’expression précédente peut étre €tendue aux milieux écrouissables en remplagant la limite
d’écoulement G, par la contrainte équivalente de Von Mises.

R 30 30m ||,
R 0.283xexp(56—:l}—O.275Xexp[—"2-6—::] egq (Equation 1-23)

e Huang (1984)
L’auteur, en reprenant les mémes hypotheses que Rice et Tracey, considére un champ
contenant des termes de degré plus €leve. Dans le cas d’un matériau écrouissable, il propose

[51]:

Y4
R om '? 26 .
—=0427| = | exp ——% efy st Gy <1
R Oeq 30eq Geq
(Equation 1-24)
R 260m |, . O
—=0427exp| —— |€ m >1

Ces divers modeles décrivent probablement assez bien le début de la phase de
croissance mais ils considérent le cas d’une cavité isolée dans un milieu infini ou les
interactions entre trous et les effets de la porosité sont ignoreés.

13.4. Modéles basés sur I'endommagement continu

1.3.4.1.Modeéle de Rousselier

13.4.1.1. Formulation

Pour décrire le comportement ductile d’un matériau endommagé, Rousselier [52] a
proposé un potentiel thermodynamique et un potentiel plastique. Les variables internes sont : p
(variable d’écrouissage), B (variable d’endommagement) et leurs variables associées sont
respectivement P et B.

Les hypotheses de ce mode¢le sont les suivantes :
- le modele est défini dans le cadre des matériaux standards généralisés ;
- ’écoulement plastique et I’endommagement du matériau sont des transformations

isothermes ;
- I’écrouissage et I’endommagement du matériau sont isotropes ;

- le potentiel thermodynamique ‘F'(e., p, ) est de la forme :
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oy oy
Y= ¢ P=—— t B=——-
\Pe(e )+ \Pp(p)+ \Pﬁ(B) ap € aB
Le potentiel plastique est de la forme :
o Oeq Cm . -
F| —,e8y.B |=——-Rieky )+ B( )f(-———j (Equation 1-25)
(p 3 B} p (eko)+ B p

avec Ggqla contrainte équivalente de Von Mises, p la densité relative du matériau (rapport de la
densit¢ du matériau en état endommagé sur la densité a I'état initial), €’ la déformation

plastique €quivalente, 3 la variable interne d’endommagement, R(egq), la loi d’écrouissage et

B(f3), le travail conjugué a la variable interne f3.

) oF
La régle de normalité donne €p = éle’q (Equation 1-26)
oo /p)
L’endommagement 3 est défini par :
«_ .p OF Om |. _
B= qugﬁ = f(;)—a eg’q (Equation 1-27)

La combinaison des équations (I-26) et (I-23) a I'intérieur de 1’équation de conservation de

. d
masse P+ pe, =0 avec p=f Z(BB) donne
c o
f(ij / f(%] =—dp(B)/(p(B)B(B)dp) (Equation 1-28)
D’ou f (Gm /p) =D. eXp(Gm /pc 1) (Equation I-29)

Ce potentiel plastique se décompose en deux parties: la premiere dépend de la
contrainte €quivalente et de la déformation plastique €quivalente, la seconde dépend de la
contrainte hydrostatique et de la variable d’endommagement.

Dans le cas de cavités sphériques de rayon R dans une matrice incompressible, p(f) et
B([) s’écrivent :

1
1-fo+1fo.exp(B)

. R
p(B) = B(B) = o1f0 exp(B)p(B) B=3%
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ou o, est la résistance de la matrice a la déchirure ductile et f; la fraction volumique initiale de
cavites.

Dans ce cas, le potentiel plastique peut se réécrire sous la forme :

c Geq Om
F| —,eB ,[3] =——Rlek, J+f.D. exp(——j =0 (Equation 1-30)
(p ‘ p k) po !
R D Gm . R c
et R ?exp(p énl)egq ou encore ln?o = ?exp(p—(;nl) sgq

SiD=3x0.283 ; o;=(2/3)c, et p=1 , on retrouve la formulation proposée par
Rice et Tracey [53].

Cette nouvelle expression permet de tracer In en fonction de Gn. Les

ok,
efy

parameétres D et o; sont alors obtenus par régression linéaire a partir des résultats
expérimentaux (Figure 1-24). Les valeurs de D sont en régle générale comprises entre 1.5 et 2
et o, est de I'ordre de (2/3)c,.

Le modéle de Rousselier fait intervenir trois parametres : o, f; et D. La taille du
maillage L. constitue aussi un parametre ajustable.

5 n[&n (R/RO)/weeq]

<

> >[&\%O """ 1‘;>

1 < %//
Sest

.

0.5

o 100 200 300 400 500 600 700 800 900
Opn (MPa)
Figure I-24. Croissance de cavités mesurées sur des éprouvettes de traction axisymétriques entaillées
en acier A508 CI3, sollicitées dans les sens long (L : > 07} et
travers-court (L+S : O < A).

Les droites de régression donnent : D=2.01 et ¢,=389MPa dans le sens long et D=1.88 et
0,=386MPa dans le sens travers-court [53].
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1.3.4.1.2. Détermination des parametres du modele

La taille L. des mailles en pointe de fissure doit respecter la distance caractéristique
traduisant I'interaction entre les inclusions et la pointe de fissure. Une estimation de cette taille
L. peut étre faite a partir de N, le nombre d’inclusions par unité de volume [41] :

L =%
¢ A Nv

Le calage de L. peut étre fait a partir de la courbe donnant la force en fonction de la
variation de diamétre obtenue grace a un essai de traction sur une éprouvette axisymeétrique
entaillée (Figure 1-25).

La détermination de f; s’effectue a partir d’une analyse inclusionnaire. Mudry [47]
propose la relation suivante :

| —

(dx dy)

f0= f\' . dZ

avec dz la dimension des inclusions dans la direction de la sollicitation ;
dx et dy les dimensions des inclusions dans le plan perpendiculaire a la direction de la
sollicitation.
f. est la fraction volumique des inclusions qui peut étre déterminée a partir de la
composition chimique du matériau par la formule de Franklin [54] :

%Mn
fy (%) = 005%0 pour des oxydes

£y (%)= 5‘4(%8 - ) pour des sulfures de manganese

Le parametre o, est généralement déterminé a partir d’essais de traction sur des
éprouvettes de traction axisymétriques entaillées, en reproduisant de maniére numérique la
courbe expérimentale. Une variation de la valeur de o; modifie la contraction diamétrale
critique, ce qui permet de caractériser précisément G, (Figure 1-25).

Le>Le

Figure I-25. Influence de L, et o; sur la courbe P-AL

Le parametre D ne doit pas étre considéré comme un parametre ajustable mais comme
un parametre indépendant du matériau. Les valeurs généralement retenues sont comprises
entre 1.5 et 2.
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1.3.4.1.3. Simulation de ['avancée de la fissure

Dans ce modeéle ou le matériau s’endommage 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 et ensuite se propage. L’avancée de la fissure s’effectue
par effondrement automatique des contraintes dans la zone en pointe du défaut. Dans les
applications numériques, 'amorcage et ’avancée de la fissure se produisent lorsque la
contrainte d’ouverture Gy, au deuxieéme de Gauss de 1’élément en pointe de fissure atteint un
maximum. L’endommagement § dans cette maille augmente (Figure 1-26) et I’adoucissement
des contraintes permet alors ’avancée de la fissure.

Cependant, la chute des contraintes a I’amorgage de la fissure n’est pas assez brutale et
les contraintes ne tendent vers zero que de maniére asymptotique (Figure 1-25). La raison est
que le stade de coalescence n’est pas pris en compte dans ce modéle (le matériau perd toute
rigidité pour une porosité égale a 1). Pour pallier cet inconvénient, Eisele er al. [55] ont
introduit dans le modeéle de Rousselier une fraction volumique critique de cavités f.. Ainsi,
lorsque la fraction volumique de cavités atteint la valeur critique f., les contraintes sont
ramenées a zéro, c’est-a-dire que la rigidité du matériau est rapportée a zero et de cette
maniére la croissance de la fissure est simulée. De méme, Howard, Li et Bilby [56, 57, 58] ont
défini une valeur critique de ’endommagement (3. pour laquelle le matériau perd toute
résistance. La fraction volumique critique de cavités est alors définie par I’expression suivante :

_ ﬁ)eXp(Bc)
1-fy + 1y exp(BC)

c

1750

1500

1250

1000

750

500

point de Gauss gyy (MPa)
Endommagement

Contrainte d'ouverture au 2é

250

Temps (s)

Figure 1-26. Définition de la propagation de la fissure.
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1.3.4.1.4. Influence des paramétres locaux

Un certain nombre de travaux a été réalisé pour déterminer I'influence des parametres
o1, D, fy et L sur des courbes « Charge-Variation de diamétre » obtenues a partir d’essais de
traction sur des éprouvettes axisymétriques entaillées.

Dans le cadre de I’étude d’un acier A508, Z.H. Li et al. [56] se sont penchés sur
I'influence des parametres D et o5 et de la taille des mailles en pointe de fissure sur les courbes
« Charge-Variation de diametre ». Le parametre G, est caractérise ici par le rapport C=0,/G;.
Les différents calculs montrent que les effets de D sur la courbe de traction sont semblables a
ceux de o; (ou C) (Figure 1-27).

La Figure 1-28 montre I'influence de la taille L des mailles en pointe de fissure sur la
courbe de traction P-A@.

80 T Y T 80 v

kN

a S O o Calculated for C=0.97
g o  Calculated for D=12 S v  Caleulated for C=0.92
= v Calculaled for D=1.6 o Calculated for C=0.87
20 L o Calculated for D=2.0 a Experimental results
s  Experimental results 7 20 © b
0 L L . 0 L L ,
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 0.0 0.5 1.0 15 20
DIAMETRAL CONTRACTION mm DIAMETRAL CONTRACTION mm

Figure 1-27. Effets de D et C sur la courbe P-A@. Comparaison entre les résultats expérimentaux et
les résultats numériques [36].

- 80 T T Y . 80 T T T
4 =
a0 b s e ] T
o v Calculated for L=05mm C=0 92 o o Calculated for L=! Omm C=09
< o Calculaled for L=0.25mm C=0.92 b3 © Calculated [or L=0 714mm C=0.96
S o Calculaled for L=025mm C=0.83 2 v Calculated for L=0 5mm C=092
a Experimental results 5 o Calculated for L=225mm C=083
20 b 20 |a Experimental results h
(a) (b)
0 A i 1 0 L i .
00 0.5 1.0 1.5 20 g0 05 N 1.5 20
DIAMETRAL CONTRACTION mm DIAMETRAL CONTRACTION mm

Figure 1-28. Effets de L et de C sur la courbe P-A@. D étant fixé a 1.6 . Comparaison entre les
résultats expérimentaux et numériques [56].

Cette étude fait apparaitre la non unicité des paramétres internes du modéle. En effet, il
existe de nombreux couples de parameétres (C,D) qui retranscrivent correctement les résultats
expérimentaux. Il est donc judicieux de fixer un des paramétres et d’ajuster le second.

Une ¢etude menée par R. Batisse ef al. [S59] fait apparaitre que f; a la méme influence

que o sur la courbe P-A@ : lorsque f; augmente, la contraction diamétrale critique augmente
(Figure 1-29).
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Figure I-29. Influence de f, sur la courbes P-A& pour une éprouvette AE2 en acier A508 C1.3 testée a
100°C [59].

13.4.1.5. Influence des conditions de symétrie

Par ailleurs, en simulation numérique, les symétries géomeétriques et de chargement sont
généralement utilisées de maniére a limiter la taille des fichiers et donc le temps de calcul. Les
éprouvettes de mécanique de la rupture utilisées en laboratoire présentent bien souvent ce type
de symétrie. Dans le cas du modéle de Rousselier, les calculs effectués avec une demi-
éprouvette CT et une €prouvette compleéte aboutissent a des résultats différents. En effet, si on
ne modélise que la moitié d’une structure, en considérant la fissure dans le plan de symétrie, on
double artificiellement la zone endommagée. En revanche, si ’ensemble de la structure est
modélisé, I'endommagement évolue différemment dans les éléments situés de part et d’autre du
plan de symétrie, conduisant a des résultats macroscopiques différents. La Figure I-30 illustre
ceci dans le cas d’une éprouvette CT [29].

3500 —
: “““AMAAMM
3000 1 aaas
2500 1
£ o ]
g 200! T Propagation de la fissure
%
£1500 ]
= ]
8]
1000 1
: a demie-éprouvette
00 1 — Géométrie entiére
01 : = ’ ! !
0 0.5 : 1.5 2 2.5

1
Ouverture des Iévres de Ia fissure (mm)

Figure I-30. Courbes Charge-Ouverture pour une éprouvette CI dans le cas d'un acier au C-Mn
obtenues avec le modeéle de Rousselier. Influence des conditions de symétrie [29].
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1.3.4.2. Modéle de Gurson-Tvergaard-Needleman

13.4.2.1. Formulation

Le stade de croissance des vides lors de la rupture ductile comprend une expansion
stable de ces vides a I'intérieur du matériau. Deux étapes doivent étre considérées dans ce
stade de croissance : 'expansion des vides et leur changement de forme pendant la
déformation et la dégradation des caractéristiques du matériau en raison de la présence des
vides. Les modeles présentes jusqu'a présent ne prennent pas en compte ce premier stade dans
le processus d’expansion des cavités.

Gurson [60] considere une matrice rigide parfaitement plastique contenant des cavités
sphériques ou cylindriques. 1l propose comme critére plastique et potentiel plastique, dans le
cas de cavités sphériques, la fonction seuil suivante dépendant de la contrainte macroscopique
et de la fraction volumique de vides distribués au hasard :

2
o] 30
- +2f.cosh —2———1“ —(1+f2) =0 (Equation 1-31)

Oy Gy

o =

ou f est la fraction volumique des cavités dont I’évolution est déduite de I’équation de
conservation de la masse : f=0-1)ep

eﬁk est la somme des composantes normales des déformations plastiques.

Gurson a considéré que le volume élémentaire de référence est totalement plastifié et
que les champs de vitesse sont de type newtonien.

La prise en compte de I’écrouissage de la matrice se fait dans 1’équation précédente en

......

d’écrouissage isotrope.

Tvergaard [61] a montré que le modele de Gurson donnait des résultats satisfaisants
pour les problémes ou reégne une forte pression hydrostatique, mais que pour plusieurs autres
cas, 1l surestimait largement la déformation critique a I’écoulement du matériau. Il a proposé
trois coefficients qi, (2, s pour modifier le modéle de Gurson (modéle GT) de la fagon
suivante

2
Oeq 3 Om Y . ”
@:-;:77+2f.q1‘cosh qu‘g -(1+q5f9)=0 (Equation I-32)

Les coefficients ¢; ont ét¢ introduits pour rendre compte de ’interaction entre cavites,
qui est négligée dans le modele de Gurson. Tvergaard a proposé¢ comme meilleur compromis
pour les valeurs de I’exposant n les plus fréquemment rencontrées dans les aciers, le choix
suivant :

Q1:1.5 CI2=1 Q3ZC112
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Leblond et Perrin [62] ont montré que le paramétre q; est fonction de la porosité f.
Pour une porosité tendant vers zéro, le paramétre q; est égal a 4/e=1.47. Lorsque la porosité
est de 1 (100% de vides), q; vaut 1.

Le modele précédemment défini ne tient pas compte de la perte rapide de rigidité du
matériau lors de la coalescence des cavités. Des études expérimentales ont montré que la
coalescence pouvait étre supposée effective lorsque la fraction volumique de vide atteint une
valeur critique f. (début de la coalescence). A partir de ces observations expérimentales,
Tvergaard et Needleman [63] ont modifié le critere précédent pour tenir compte de la chute
brutale de rigidité par la fonction seuil suivante (modele GTN) :

2
9 3 © 2
= +2f*.q1‘cosh[§q2—om]—(l+q3(f*> )=0| (Equation 1-33)
v

b =

Oy

ou f* est une fonction de f
o f pour f < f.
fo+0(f—1¢) pour f > f,

— f
avec § = ——< ou £}, est la valeur ultime de f=1/q,

F—fc
fr la fraction volumique de vide lors de la rupture finale.

La fraction volumique de vide f se décompose en un terme de nucléation de nouvelles cavités
foer €t un second terme f.. correspondant a la croissance de cavités déja existantes.
L’évolution de la fraction volumique de cavités peut alors s’écrire :

df = dfnucle’alion + dfcroissance
dfcroissance = (1—-1f)defk
ou e} estla somme des composantes normales de déformation plastique.

La loi de germination est plus difficile a déterminer car ce processus physique est assez
complexe. Une formulation générale de cette loi a €té proposée par Needleman et Rice [64] :

df pucleation = A dggq + B(dceq +cdo m)

Cette formulation fait apparaitre un terme A lié a la déformation plastique et un terme B lié au
tenseur des contraintes ( fonction de Geq et Gu).

Si on suppose que la germination est continue et controlée par la déformation, on
choisit une valeur constante pour A et une valeur nulle pour B.
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Si la nucléation des cavités a lieu au niveau de petites particules (taille de 'ordre du
micron), on peut utiliser une loi de germination controlée par la déformation plastique. Dans ce
cas, B=0 et A est une loi du type gaussienne et dont I’expression, proposeée par Chu et
Needleman [65], est la suivante :

2
fn 1| eBg—en

A=—F—exp——| —— (Louation 1-34
S, V2 PI=3 S, q 34)

avec : f, la fraction volumique d’inclusions nucléées au niveau de particules selon un
mécanisme controle par la déformation
&, la déformation moyenne a I’apparition de la nucléation des cavites ;
S, est la déviation standard correspondante.

Pour prendre en considération la nucléation de cavités au niveau de grosses inclusions,
un modele basé sur la contrainte normale maximale a I'interface matrice/particule doit étre
utilisé. Dans ce cas, A=0 et la fonction B est choisie de maniére a obtenir une distribution
normale autour d’une contrainte de nucléation moyenne :

2
fa 1{CeqtOm—On _ N
(Equation 1-35)

B=T——F=—exp|—- ¢ =
SpV2T 2( Sn

pOUr  CeqtCOm=(GeqtCOm)max €t d(GeqTCOm)>0

avec fn la fraction volumique de particules qui permettent la nucléation de cavités selon un
mécanisme controlé par la contrainte normale
Sn la déviation standard associée a la contrainte de nucléation moyenne G, ;
¢ est une constante comprise entre 0.3 et 0.4 pour prendre en considération la

conversion partielle de la contrainte hydrostatique en contrainte de cisaillement local
autour de I’inclusion.

Afin de tenir compte de ’hétérogénéité de distribution des sites de germination, Pineau
propose d’utiliser une répartition aléatoire des parametres de germination. En se basant sur une

loi du type df = A def,, différentes valeurs de A et de f; sont affectées aux différents éléments

du maillage, de maniére aléatoire suivant la distribution d’inclusions observée
expérimentalement. L’application de cette méthode dans le cas d’un acier duplex, avec
différents taux de germination de fissures par des inclusions, permet de rendre compte de la
dispersion expérimentale, comme le montre la Figure 1-31.
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Figure I-31. Courbes charge-déplacement simulées pour un essai de traction sur une éprouvette lisse
en acier duplex.

Germination homogene : A=0.1 (=) A=0.6 (¥) et A=( ).
Germination hétérogéne avec six jeux de distribution (—) [66].

13.4.2.2. Détermination des parameétres locaux

L’utilisation du modele de Gurson-Tvergaard-Needleman nécessite la connaissance de
8 parametres : qi, q2, fo, fi, &n Sa, fr et f.. Les paramétres q; et q, sont les coefficients introduits
par Tvergaard. Pour la plupart des matériaux, on prend €, =0.3 et S, =0.1. Les parametres f; et
f, peuvent €tre déterminés a partir de la fraction volumique d’inclusions. Les parametres liés au
stade de nucléation restent néanmoins difficilement identifiables expérimentalement. Les
fractions volumiques de cavités critique f; et a rupture fr sont ajustées en calant les résultats
numeériques sur les résultats expérimentaux (a partir d’essais de traction sur des éprouvettes
axisymétriques entaillées).

1.3.4.2.3. Influence des parametres locaux

Devaux ef al. [67] ont étudié I'influence de f., de & et de la taille du maillage 1. en
simulant une éprouvette AE2. Les résultats sont respectivement reportés sur les Figure 1-32,
Figure 1-33 et Figure 1-34. On constate sur ces trois figures que la pente relative a la chute de
la charge est indépendante du parametre f.. Par contre, une augmentation de 6 provoque une
chute plus rapide de la charge apres initiation de la fissure. En faisant varier la taille I, du
maillage au niveau de la section minimale de I’éprouvette, le point correspondant a I’amorgage
de la fissure reste fixe. Une diminution de 1. conduit néanmoins & une chute plus rapide de la
charge.
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Figure 1-32. Simulation d ‘une éprouvette AE2. Effet de f; sur la courbe P-A& en prenant 6=2.8 et
1.=0.8mm [67].
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Figure I-33. Simulation d ‘une éprouvette AL2. Effet de & sur la courbe P-A& en prenant [.=0.8mm et
£=0.5.107 [67].
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Figure I-34. Simulation d ‘une éprouvette AE2. Effet de I, sur la courbe P-A@ en prenant §=2.8 et

£=035107 [67].

Plusieurs études indiquent que les parameétres f. et 60 ne sont pas intrinséques au
matériau [29, 68, 69, 70]. La Figure 1-35 montre la dépendance de la fraction volumique
critique de cavités vis-a-vis de la triaxialité des contraintes. Mais cette dépendance évolue en
fonction de la fraction volumique initiale de cavités. La dépendance est forte lorsque f; est
proche de 0.001 et diminue Jorsque f; se rapproche de 10~ ou 10™ (Figure I-35).

De plus, 'examen du Tableau 1-3 [68] montre que la fraction volumique critique de cavités
dépend peu du coefficient d’écrouissage n (pour les matériaux et les chargements considérés)

contrairement a 6.

0.4 T T
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Figure I-35. Evolution du changement relatif Af de la fraction volumique critique de cavités en

fonction de la fraction volumique initiale f, [69].
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n=0.1 n=0.2
£=0.13% £=1.04% £=1.04%
Om/Ceq 1 2 3 1 2 3 1 2 3
f. (%) | 3.59 S5 129716351497 (346|674 (573|491
299|334 |258|5811]501|355]|574]|503](3.75
o 455 821165| 16 {293 (163|174 1357|216

(U8

(U RVS)

Tableau I-3. Evolution de f. et & en fonction de la triaxialité des contraintes [29].

Bauvineau [29] a ¢€tudi€ I'influence de la taille du maillage et de la symétrie sur les
courbes charge-ouverture d’une éprouvette CT en acier au carbone-manganese (Figure 1-36).
On retrouve, a la lecture de cette figure, le probleme lié aux conditions de symétrie qui avaient
¢té mis en évidence précédemment avec le modele de Rousselier. Dés 1’amorcage, la fissure se
propage plus rapidement dans I’éprouvette entierement modélisée. Quant a la taille du

maillage, elle joue principalement un rdle sur le début de I’amorcage de la propagation de la
fissure.
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Figure I-36. Effet de la taille et de la symétrie pour une éprouvette CT en acier au C-Mn avec le
modele de Gurson-Tvergaard-Needleman [29].

Zhang [71] a mis en évidence la non-unicité des paramétres dans la simulation
d’éprouvettes de traction. Les six jeux de parametres utilisés sont regroupés dans le Tableau I-
4. les fractions volumiques de cavités fy et f, ont été choisies de maniére arbitraire en
conservant 'un des deux paramétres nul et le parametre fr a été ajusté en conséquence. Pour
une éprouvette de traction lisse, les six groupes de paramétres donnent des résultats identiques
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(Figure 1-37a). Par contre, pour des taux de triaxialité plus élevés (éprouvette axisymétrique
entaillée r=0.785mm), des différences apparaissent lorsque I’on considére la germination de
cavités uniquement au niveau d’inclusions primaires (f,=0) ou au niveau d’inclusions

secondaires (f;=0). Mais 12 encore, le choix des paramétres n’est pas unique (Figure 1-37b).

Initial parameters (£,=0.3, § =0.1) Critical parameter
Parameter sets fo ] A £
FOi 0.0005 0.0 0.0019
FO2 0.001 0.0 0.005
FO3 0.002 0.0 0.0145
FN1 0.0 0.00075 0.0019
FN2 0.0 0.0015 0.005
FN3 0.0 0.003 0.0145

Tableau I-4. Ensembles de parametres utilisés pour la simulation d une éprouvette de traction non
entaillée [71].
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Figure I-37. Simulation numérique d une éprouvette de traction (a) lisse et (b) entaillée [71].

Dong ef al. [72], dans le cadre de I’étude de la ténacité d’une fonte nodulaire a
graphites sphéroidales, ont mis en évidence que la taille du maillage a peu d’effets sur
I’évolution de I’endommagement en pointe de fissure (Figure I-38).

0,15=_

0,1 =

Volume fraction of porosity f

0,05

Figure 1-38. Effet de la taille du maillage sur | 'évolution de I'endommagement en pointe de fissure

[72].
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13.5. Application des méthodes de I’approche locale a la prévision de la
rupture d’un joint soudé

Le travail de Al Rassis [33] est une étude expérimentale et numérique de la déchirure
ductile a chaud dans un joint soudé. L’étude expérimentale a permis de déterminer les
caractéristiques mécaniques de traction ainsi que la résistance a la déchirure ductile a 300°C,
du métal de base (c,=205MPa), du métal fondu (c,=330MPa) et de la zone affectée
thermiquement (c,=350MPa), prélevés a partir d’un joint soudé. Le joint soudé présente donc
un taux d’overmatching M=c.nr/Oyae=1.6. Dans cette situation, les caractéristiques
mécaniques du métal de base ont une influence majeure sur le comportement global.

L’analyse par éléments finis a été effectuée sur une éprouvette CT25 en vue d’une
comparaison entre deux approches de la mécanique de la rupture : une approche globale
décrite par I'intégrale J et le CTOD et une approche locale basée sur le modéle de croissance
des cavités de Rice-Tracey.

Ces approches ont été vérifiées sur trois configurations d’éprouvettes CT permettant la
modélisation d’un joint soudé : (a) une éprouvette homogene composée du métal de base, (b)
une éprouvette hétérogéne composée du métal de base et du métal fondu et (¢) une éprouvette
hétérogene composee du métal de base, du metal fondu et de la zone affectée thermiquement.
Dans cette derniére configuration, la ZAT possede une largeur de 3mm et la fissure initiale se
trouve a Imm de la ligne de fusion.

O O ws O ws
>_ _>___ ZAT
(a) (b) (c)
Figure 1-39. Configurations des éprouvettes CT : (a) MB, (b) MB+~MF et (c) MB+MF+ZAT.

Les parameétres globaux présentent des évolutions similaires quelle que soit la
configuration étudiée. L approche locale semble plus sensible aux champs de contrainte et de
déformation en pointe de fissure. Dans le cas de la configuration (c), nous avons distingué
deux mailles de part et d’autre de ’axe de symétrie : celle du c6té MB et celle du coté MF
(Figure 1-40). La courbe R/R, en fonction du déplacement montre que le paramétre R/Ry croit
plus rapidement du c6té de MB que du coté de MF (Figure 1-40).

Ce résultat attendu (le metal de base ayant la limite d’élasticité plus faible) a conduit a
suivre uniquement 1’évolution de R/Ry du co6t¢ MB. L’analyse de la distribution des valeurs
maximales du taux de croissance des cavités en pointe de fissure indique une direction probable
de la fissure vers le métal de base (Figure 1-41).

Ce résultat est conforme aux observations expérimentales (Figure 1-42). Cependant,
dans cette situation, le modéle de Rice-Tracey ne permet pas de simuler I’avancée de la fissure,
car la méthode de relachement des noeuds lice a I'utilisation de ce modéle nécessite la
connaissance préalable du trajet de la fissure.
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Figure I-40. Fvolution du taux de croissance de cavités dans les mailles situées dans la ZAT. du coté
du méral de base MB et du coté du métal fondu MF.

Figure I-41. Distribution des valeurs de R'R, en fond de fissure.

Figure I-42. Rupture d 'une éprouvette prélevée dans le joint soudé.

53



Chapitre I Ftude bibliographique

13.6. Application aux calculs tridimensionnels

Quelques travaux dans la littérature ont mis en avant les possibilités de certains modeles
de I’approche locale de rendre compte des effets 3D de la rupture ductile, tels que '« effet
tunnel ».

Ainsi, Devaux ef al. [67] ont reproduit de maniere numérique I’effet tunnel dans une
éprouvette CT sans entailles latérales. La forme du front de fissure obtenue par simulation
(repérée par la zone grisée ou la contrainte d’ouverture Gy a atteint zéro) est semblable a celle
observée expérimentalement sur le facies de rupture (Figure 1-43).

J = 2165 kmi F=2118kl/me
Opening Opening
33 14 fol

displac. 12.95 mm digplac, 13.08 mm

Macrograph Simulation

Figure I-43. Simulation de '« effet tunnel » sur une éprouvette CT en acier austénitique avec le
modele de Gurson-Tvergaard-Needleman (=107, £,.=0.3.107, §=4.3). L avancée de la fissure au
centre de | ‘éprouvette est égale a 9mm.

La modélisation 3D de la rupture ductile a également été réalisée par Howard ef al.
[58] sur de grands panneaux a entaille centrale en utilisant le modeéle de Rousselier (Figure I-
44). L’avancée de la fissure est représentée par le domaine grisé désignant la zone
endommagée. Ces calculs tridimensionnels ont notamment permis de différencier la forme du
front de fissure selon que ’éprouvette est chargée de maniére axiale ou biaxiale. Ces résultats
sont en accord avec les observations expérimentales qui montrent que '« effet tunnel » est plus
important dans le cas d’un chargement biaxial. Ce type de calcul a également €été validé par des
mesures d’accroissement de fissure sur les faciés de rupture d’éprouvettes de flexion (Figure I-
45).

54



Chapitre I Etude bibliographique

Figure I-44. Simulation de 1'effet tunnel sur des panneaux a entaille centrale en acier A533 CI.1 avec
le modeéle de Rousselier (f;=1.8.107, 0,=0.90,. D=2. 3,=3, L.=0.5mm)[58].

Crack Growth / mm

A

4 m Simulation
- .= n A 4 Experimental

30 40 50 60 70

Distance across Specimen/mm

Figure I-45. Simulation et mesure d accroissement de fissure dans une éprouvette de flexion en acier

A533 Cl.1 avec le modeéle de Rousselier [73].

Aucune utilisation du modéle de Rice-Tracey pour simuler la propagation d’une fissure
en 3D n’a été observée dans la littérature, certainement en raison de la lourdeur des opérations
liées au relachement des noeuds. Néanmoins, dans une récente publication, Gullerud ef al. [74]
ont simulé la propagation d’une fissure en 3D avec la technique de relachement des noeuds
associée a un critére de rupture basé sur le CTOA (Crack Tip Opening Angle). L’analyse par
éléments finis a également permis de reproduire '« effet tunnel » (Figure 1-46).
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Figure I-46. (a) Procédure de reldchement des noeuds en 3D associée a un critére de rupture basé
sur le CTOA. (b) Profil du front de fissure dans une éprouvette CCT [74].

13.7. Application de l'approche locale au cas des structures industrielles

De maniére synthétique, l'application de I'approche locale a une structure quelconque
peut se décomposer en 3 phases :

(i) Essais en laboratoire de différentes éprouvettes axisymétriques entaillées (lorsque cela est
possible) afin d'obtenir I'évolution de 'endommagement en fonction de la triaxialité et
d'évaluer la dispersion lors de la rupture. Essais sur un type d'éprouvette fissurée (CT,
CCP, ..)) afin de déterminer la ténacité a l'amorgage Jic et I'évolution de la propagation de
la fissure.

(i1) Identification des parameétres locaux (G, (R/Ro)., 0, f., ...) ainsi que de la taille du maillage
en pointe de fissure, a partir des essais précédents, en reproduisant par éléments finis ces
mémes essais. Il est possible néanmoins de corréler la taille du maillage aux
caractéristiques métallurgiques [47].

(iii) Pour l'application au cas industriel, la taille du maillage utilisée en pointe de fissure est
celle identifiée précédemment. Apres l'application du chargement, ['évaluation de
I'endommagement dans toute la structure permet d'évaluer les risques de rupture ou de
propagation de la fissure.

La détermination de l'intégrale J pour une géométrie complexe a partir d'essais
expérimentaux est rarement reportée dans la littérature en raison de la difficulté de mise en
place d’une telle expérience, ce type de tests ne pouvant bien souvent pas étre réalisé sur des
machines d'essais conventionnelles.
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Cependant, au cours de ces dernicres années, un certain nombre de programmes
expérimentaux sur des structures a grandeur réelle a été réalise dans le but d'évaluer la capacité
des concepts de la mécanique de la rupture a vérifier l'intégrité des structures telles que les
enceintes sous pression des réacteurs a eau pressurisee.

En effet, il est bien admis aujourd'hui que l'intégrale J n'est pas intrinseque au matériau
mais elle dépend de la géométrie et du type de chargement. Dés lors, un certain nombre de
questions peuvent étre posees : La courbe de résistance J-Aa est-elle une mesure représentative
de la ténacité lors de la propagation de la fissure ? Est-il possible de transférer la courbe J-Aa
obtenue avec une éprouvette de laboratoire a une autre géométrie plus complexe ? Si
effectivement des effets de géométrie et d'échelle existent, une modélisation par l'approche
locale est-elle capable d'en rendre compte ?

Pour répondre a ces questions, un programme de recherche important a ét€¢ mis en
place par EDF - "Les Renardiéres" d'une part et I'AEA Technology et le laboratoire Sirius en
Grande-Bretagne d'autre part. Le theme de recherche portait sur I'analyse par l'approche locale
d'un cylindre en rotation [S7, 75, 76, 77]. Ces investigations ont mis en évidence les résultats
suivants :

- expérimentalement, les essais ont montré un effet d'échelle. La ténacité du cylindre est plus
importante que celle des éprouvettes CT (Figure 1-47 et Figure 1-48).

- ces problémes de transférabilité de la ténacité ont également ét€ mis en évidence du point de
vue numérique avec le modele de Rousselier.

- les parametres du modele de Rousselier ont éte identifiés a partir des résultats obtenus sur les
éprouvettes CT (6,=350MPa, D=V3 et £,=6.10™"). Ces paramétres ont ensuite été utilisés pour
la simulation du cylindre en rotation. La prédiction de I'amorgage et les pentes sont en bon
accord avec les mesures expérimentales [76]. Mais l'extension totale de la fissure est sous-
estimee.

- des simulations similaires ont €té réalisées en faisant varier la taille du maillage en pointe de
fissure (L=0.5, 0.25 et 0.125mm), les paramétres du modele Rousselier ayant été déterminés a
partir d'essais de traction sur des éprouvettes axisymétriques entailiées (c;=443, 516 et
571MPa pour une taille de maille respectivement de 0.5, 0.25 et 0.125mm). Les résultats
montrent que les meilleures prédictions sont obtenues avec un maillage de 0.5mm mais que la
ténacité a l'amorcage est sous-estimée quelle que soit la taille du maillage adoptéee.

- la ténacité a 'amorcage Jic obtenue de maniére numeérique est la méme pour les trois tailles de
maille, mais les pentes dJ/da des courbes ainsi que l'avancée totale de la fissure sont tres
proches des relevés expérimentaux (Figure 1-49). Ces résultats semblent montrer que
'amorc¢age de la fissure dans le cylindre et dans I'éprouvette CT apparaissent pour une valeur
de J identique (J=100kJ/m?). Ce dernier point fait actuellement I'objet de travaux au niveau
métallographique faisant notamment intervenir les mesures de la longueur de zone
d'émoussement, sur les éprouvettes CT ainsi que sur le cylindre.

57



Chapitre [ Etude bibliographique

J ikdim?)
5001
400 |~
300 =}
200+ Numerical J-R
curve derived
~B~ from Rousselier§

100 model simulatior]
3 Experimentai
| roints
2 N
[ 1 2

da (mm)

Figure I-47. Comparaison des courbes J-Aa expérimentale et numérique pour une éprouvette CT
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Figure 1-48. Comparaison des courbes J-Aa expérimentale et numérique pour le cvlindre en rotation
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Figure I-49. Courbes J-Aa expérimentale et numérique pour le cylindre en rotation [75].
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Ce demnier point a également été étudié¢ au CEA. Chapuliot et Marie [78] se basent sur
les travaux d’Eisele et Roos pour définir un critére J caractérisant le début de la déchirure et
qui soit uniquement dépendant du matériau. Ce critére est déterming sur de petites éprouvettes
de laboratoire puis transposé a des structures réelles. Eisele et Roos proposent de remplacer le
parametre Jo par Ji, défini sur la courbe J-Aa et correspondant a la valeur de J pour laquelle la
fissure a avancé d'une longueur égale a la longueur de la zone d'émoussement. Pour valider ce
nouveau critére, Chapuliot et Marie ont réalisé deux types d'essais. Une premiére série d'essais
a été réalisée sur des éprouvettes CT12 et CT25. La Figure I-50 montre que Jy, est dépendant
de la géometrie. L'observation au microscope €lectronique des facies de rupture des deux types
d'éprouvettes donne une longueur moyenne de la zone d'émoussement de 66um. La valeur de
J; correspondant a cette longueur est de 108kJ/m? (Figure 1-50). Le deuxieme type d'essai a €té
realisé sur des joints de tube en T. L'ensemble est soumis a un chargement en flexion et la
fissure initiale est située au pied de la jonction entre les deux tubes, comme le montre la figure
(Figure 1-51) issue d'une publication de Zerbst [79]. Les valeurs maximales de J le long de la
fissure semi-elliptique sont de l'ordre de 130kJ/m?. Ce résultat est en bon accord avec le critere
J; détermine a partir des éprouvettes CT.
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Figure I-50. Détermination des valeurs caractéristiques de J [78].
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Figure I-51. Chargement en flexion d 'un joint de tubes en T [79].
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13.8. Normalisation de I'utilisation des critéres de rupture locaux

1.3.8.1. Groupe de travail IRSID/ENSMP/CEA/EDF

En 1996, le CEA, EDF, I’Ecole des Mines de Paris et I'IRSID se sont associés dans le
but de développer une méthodologie simplifiée permettant une utilisation rapide des criteres de
rupture (Weibull pour la rupture fragile et Rice-Tracey pour la rupture ductile) en faisant
intervenir de nombreuses simulations numériques [80].

La mise en place de cette méthodologie permettra de prévoir la ténacité d’'un matériau
ou la tenue d’une structure a partir de simples essais de traction sur des éprouvettes lisses et
entaillées.

La démarche consiste a réaliser des calculs par la méthode des éléments finis apres
avoir paramétre les lois de comportement sous la forme o=ke". Chacun des laboratoires a
utilis¢ son propre code de calcul : ASTER pour EDF, CASTEM 2000 pour le CEA,
ZEBULON-6 pour I’Ecole des Mines de Paris et pour 'IRSID.

Ces travaux ont abouti a la construction d'abaques permettant de :

- dépouiller rapidement des essais de traction sur des €prouvettes axisymétriques
entaillées. A partir d'une mesure de la déformation a rupture d'un échantillon, l'utilisateur peut
déterminer directement des parametres locaux critiques (taux critique de croissance de cavités
(R/Ry). par exemple).

- prévoir des valeurs de ténacité (Jic par exemple) a partir de la connaissance de ces
parametres locaux critiques.

Les abaques pour différentes géométries fissurées ont également €t€¢ paramétrés en
fonction de grandeur mesurant le degré de confinement de la plasticité a la pointe de la fissure,
ce qui permet également de porter un jugement rapide sur des situations impliquant un risque
de rupture d'une structure.

Ces abaques ont été realisés pour les géométries suivantes :

- 3 géométries d'éprouvettes axisymétriques entailiées (AE2, AE4 et AE10). Ils se
présentent sous la forme de figures relatives chacune a une géométrie et une valeur du
coefficient d'écrouissage n (n=0.01, 0.05, 0.1, 0.15 et 0.3) (Figure 1-52).

- 3 géométries d'éprouvettes fissurées possédant des longueurs de fissure relatives a/W
différentes (Tableau I-5). Ils se présentent sous la forme de deux figures relatives a chaque
géométrie. La premiére figure donne a titre indicatif la courbe de « charge-ouverture sur la
ligne d'application de l'effort » pour différentes valeurs du coefficient d'écrouissage n (n=0.01,
0.05, 0.1, 0.15 et 0.2). La seconde donne I'évolution de la quantité Aa.In(R/Ry) en fonction de
J/Re pour les mémes valeurs de n (Figure 1-53).

Type CT CCP 3PB
d'éprouvette | ("Compact Tension") | ("Central Crack | (Flexion 3 points)
Panel")
a/W 05 | 06 0.5 039 | 05

Tableau I-5. Géométrie des éprouvettes fissurées.
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Figure I-32. Exemple d abaque pour [ 'éprouvette axisymétrique entaillée AES.

0.3

0.2

Da*in{R/Ro) en mm

01

0.05 o

o

CT A/W=0.5: In(r/ro)*Da en fonction de J/Re

;
| H
n=005 n=0.10
70,01 N n=0.15
._/. L ‘
n=0.20
//’
/
/
/
‘/ ’
/ s .‘
° 02 04 06 08 1 12 14
J/Re en mm

Figure I-53. Exemple d abaque pour I'éprouvette fissurée CT (a/W=0.5).
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Afin de controler la validité de nos calculs par éléments finis dans les cas des
éprouvettes axisymétriques entaillées, nous avons comparé nos résultats avec les abaques
présentés ci-dessus. Nos calculs ont été effectués a ’aide du code de calcul SYSTUS. Les
différents résultats sont fournis en annexe C.

1.3.8.2 Intégration des méthodes d'approche locale dans la procédure R6

En 1998, une nouvelle annexe a été intégrée dans la procédure R6 (Vérification de
l'intégrité de structures contenant des défauts). De maniere générale, cette procédure R6
fournit a l'utilisateur des diagrammes permettant de vérifier l'intégrité d'une structure contenant
un défaut et se compose de différentes annexes.

L'annexe 17 [81], introduite récemment, est relative aux méthodes d'approche locale.
Elle fournit un guide pour l'identification des parametres pour quatre modeles a partir de
données issues d'essais standards de la mécanique de la rupture d'une part, et l'application des
méthodes de l'approche locale d'autre part.

Les quatre modeéles de I'approche locale considérés dans cette annexe sont
- le modele de Beremin pour la rupture fragile ;
- le modele de Beremin pour la rupture ductile ;
- le modele d'endommagement continu de Rousselier ;
- le modele d'endommagement continu de Gurson.

Les différents points concernés dans I'annexe 17 sont les suivants [81] :

(i) obtenir des données expérimentales de référence pour un matériau donné a partir
d'éprouvettes fissurées

(i1) 1dentifier les paramétres locaux des modéles a partir d'observations microstructurales et
des données expérimentales déterminées a I'étape (i) ;

(i1i) reproduire par éléments finis les essais expérimentaux de référence ;

(iv) comparer les simulations numériques avec les résultats expérimentaux |

(v) sila précision au niveau du point (iv) n'est pas satisfaisante, répéter les étapes (iii) et (iv) ;

(vi) utiliser les paramétres locaux du modele pour l'analyse par éléments finis d'une structure et
prédire son comportement.

L'utilisation des modéles basés sur l'approche locale fait également l'objet d'une
recommandation proposée par I'ESIS (European Structural Integrity Society) en 1995. Elle
concerne les essais et l'analyse par éléments finis d'éprouvettes de traction axisymétriques
entaillées pour l'identification des parametres locaux des modeles. Cette recommandation est le
fruit d’un programme d’essais et de calculs croisés, impliquant 20 laboratoires européens [82].

62



Chapitre I Etude bibliographique

1.4. Conclusion

L’intégrité mécanique des structures peut €tre vérifiée en utilisant une approche globale
en mécanique de la rupture, telle que I'intégrale J. Dans ce chapitre, nous avons vu que
plusieurs paramétres ont une influence sur la valeur du paramétre J, et en particulier sur le
critere Jic. De plus, Tutilisation de critéres globaux ne permet pas de rendre compte de
I’influence complexe de la géométrie et du systeme de chargement, ce qui limite la validité de
I"approche globale.

De ce point de vue, ’approche locale peut étre une alternative intéressante. Elie se
propose de décrire la rupture du matériau a I’aide de modeles micromécaniques. Dans le cadre
de cette étude, trois modeles utilisant ’approche locale de la mécanique de la rupture,
présentés en détail dans cette recherche bibliographique, ont retenu notre attention pour les
raisons suivantes :

(1) Le modele découple de Rice-Tracey, basé sur la croissance des cavités. Ce modéle est
simple d’utilisation car il ne nécessite la détermination que d’un seul paramétre : le taux
critique de croissance des cavités (R/Rg).. Nous avons vu qu’il était possible de simuler
I’avancée de la fissure par la méthode de relachement des noeuds. Cependant, dans une
structure hétérogéne ou, de maniere générale, lorsque le trajet de la fissure n’est pas connu,
ce modele se limite a la prévision de I’amorcage de la fissure.

(2) Le modéle couplé de Rousselier, basé sur une approche thermodynamique des matériaux
standards généralisés, décrit, comme le modele de Rice-Tracey, la croissance d’une cavité
sphérique. 11 a cependant l’avantage de simuler la propagation de la fissure par
endommagement automatique des mailles. En revanche, ce modele ne tient pas compte de la
phase de coalescence des cavités. Sa formulation a néanmoins été étendue par certains
auteurs en introduisant une fraction volumique critique de cavités. Le nombre de variables
caractérisant ce modele reste limité : la résistance de la matrice a la déchirure ductile Gy, une
constante D et la fraction volumique initiale de cavités f;.

(3) Le modele couplé de Gurson est basé sur I’étude d’une cellule élémentaire de matiere
contenant une cavité sphérique en son centre. L expression du potentiel plastique de Gurson
a été étendue par divers auteurs pour prendre en compte I'interaction entre les cavités, la
phase de germination et de coalescence. Dans sa formulation compléte, le modele de
Gurson-Tvergaard-Needleman est donc tres intéressant puisqu’il intégre le processus de
rupture ductile dans sa totalité. Mais, les paramétres du modéle sont, de ce fait, nombreux
et certains d’entre eux sont difficiles a déterminer expérimentalement (en particulier les
parametres liés a la germination et a la coalescence) : qi, qq, fo, £, fu, €, Sy et fr (ou 0).

Enfin, il convient, pour chacun de ces modéles, de définir une taille de maille en pointe
de fissure, représentative de la distribution en inclusions.
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II. Etude expérimentale

I1.1. Introduction

L’objectif de cette partie est d’analyser I'influence de la fraction volumique d’inclusions
sur la ténacité et la résistance a la propagation de la fissure. Pour cela, nous avons choisi trois
matériaux possédant des taux inclusionnaires différents : (1) un acier au Carbone-Manganése
étudi€ dans la configuration d’un joint soudé, (2) un alliage d’aluminium 2024-T351 et (3) un
acier au nickel-chrome, nuance 12NC6.

Le choix de ces trois matériaux est motivé par les raisons suivantes :

- Le joint soudé a été étudie dans le cadre d’un contrat de recherche avec le centre de
recherche EDF - Les Renardieres. 1l s’agit avant tout d’une opportunité industrielle. Nous
avons cependant étendu nos investigations au-dela des termes du contrat.

- L’alliage d’aluminium, couramment utilis¢ dans la construction aéronautique, se présente
sous la forme de toles d’épaisseur 1.6mm, ce qui lui confere un état de contraintes planes. Ce
cas nous a paru intéressant car peu traité dans le cadre de I’approche locale.

- L’acier 12NC6, qui a déja fait I'objet de travaux au sein du laboratoire sur le theme du
comportement en fatigue, a retenu notre attention pour sa faible teneur inclusionnaire.

Ce chapitre regroupe les résultats et les observations obtenus au cours de 1'étude
menee sur ces trois matériaux et se décompose en cing parties :

1°) Présentation des différents matériaux, en particulier leur composition
chimique et leur microstructure.

2°) Essails de traction monotone visant a déterminer les caractéristiques
meécaniques des différents matériaux, et notamment les courbes
d’écrouissage, nécessaires pour la modélisation numérique.

3°) Essais de traction effectués sur des éprouvettes axisymétriques entaillées,
dans le cas de 'acier 12NC6. Ces essais permettront la calibration des
parameétres des modeles basés sur I’approche locale.

4°) Essais menés sur des éprouvettes fissurées, afin d’établir les courbes de
résistance a la déchirure ductile.

5°) Analyse de 'endommagement des différents matériaux. Ces examens
s’appuient sur I’observation des faciés de rupture des éprouvettes fissurées
et de traction. Pour chaque matériau, nous nous intéressons €galement a la
nature des inclusions, qui sont a I’origine de I’endommagement.



Chapitre Il Etude expérimentale

11.2. Matériaux étudiés

Notre étude porte sur la caractérisation de la résistance a la déchirure ductile dans le
cas de trois matériaux différents :

(1) Un acier au C-Mn (A48) utilisé pour les tuyauteries des circuits secondaires des
réacteurs a eau pressurisée et étudié dans la configuration d'un joint soudé'. Celui-ci
est compos¢ de trois zones de caractéristiques meécaniques et microstructures
différentes : le métal de base MB qui est un acier au C-Mn, le métal fondu MF ou
métal d'apport provenant des électrodes de soudage et la zone affectee
thermiquement ZAT.

(2) Un alliage d'aluminium (2024-T351) se présentant sous forme d'une tole mince
d’épaisseur 1.6mm. Ces toles sont obtenues par laminage, ce qui leur confere des
propri¢tés différentes suivant que l'on sollicite la matiere dans la direction de
laminage (sens « Long » L) et la direction perpendiculaire a la direction de laminage
(sens « Travers Long » TL). Par conséquent, les différentes propriétés du matériau
seront analysées suivants ces deux directions.

(3) Un acier au nickel-chrome (12NC6) utilisé pour son adaptabilité aux traitements

thermiques. Cet acier a subi un traitement thermique (880°C pendant 1 heure puis
refroidissement lent dans le four) pour adoucir ses caractéristiques mécaniques.

I1.2.1. Cas du joint soudeé

Les compositions chimiques des trois composants du joint soudé sont regroupées dans
le Tableau II-1.

C S P Si | Mn Ni Cr Mo Cu V Al N
MB, ZAT| 0.18 }0.025]0.012]0.25] 1.14 | 0.08 | 0.08 |<0.02] 0.18 {<0.02| <0.02 -
MF 0.076 10.00710.0091034| 133 100411004 | 001} 0.08 [0.015]|<0.0011]0.009

Tableau II-1. Composition chimique en pourcentage de poids des trois composants du joint soudé

[1].

Le métal de base est un acier ferrito-perlitique en bande (Figure II-1) et le métal fondu
possede une structure dendritique. En revanche, la ZAT plus hétérogene est constituee de
quatre couches structurales : ferrito-perlitique avec perlite globulaire, ferritique avec des ilots
de bainite, ferritique avec des formations bainitiques aux joints de grains, ilots de bainite
séparés par de la ferrite proeutectoide [1].

! Les résultats expérimentaux qui concernent le joint soudé au C-Mn sont extraits de la thése de A. Al Rassis

[1].
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Figure II-1. Microstructure du métal de base (acier aie Carbone-Manganése. nuance A48).

11.2.2. Cas de Ualliage d’aluminium 2024-T351

La composition chimique de I’alliage d’aluminium est donnée par le Tableau 11-2.

Cu | Mg | Mn | Cr Si Fe Ti n | Zr
4311147 10641001 ]0.09]019]0.02]0.14 | 0.01

Tableau 1I-2. Composition chimique en pourcentage de poids de l'alliage d'aluminium 2024-T351.

La structure de l'alliage d'aluminium 2024-T351 est recristallisée. La taille moyenne des
grains dans les deux sens est : 36um sutvant le sens L et 34 pm suivant le sens TL (Figure II-
2). La microstructure a été révélée apres attaque chimique a I'aide d'une solution contenant 1%
HF, 1% HCI et 1% HNO3. On apergoit également sur cette figure la présence de composes
intermétalliques.

Figure II-2. Microstructure de l'alliage d'aluminium 2024-T351.
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I1.2.3. Cas de I’acier au Nickel Chrome 12NC6

La composition chimique de I’acier 12NC6 est donnée par le Tableau 11-3.

C S Si Mn Ni Cr Al
0.12 | 0.007 | 0.032 0.6 1.6 0.85 | 0.076

Tableau I1-3. Composition chimique en pourcentage de poids de l'acier 12NC6.

La structure de l'acier 12NC6 est de nature ferrito-perlitique a ségrégation marquée. La
taille de grains AFNOR est de l'ordre de IV-V. La microstructure a €te révélée apres une
attaque chimique au Nital.

Figure II-3. Microstructure de l'acier 12NC6.

11.3. Essais de traction monotone

La modélisation numérique, qui sera présentée dans le chapitre III, nécessite la
connaissance des caractéristiques mécaniques des différents matériaux et en particulier de leur
courbe d'écrouissage monotone.

L'ensemble des essais de traction monotone a été réalisé sur une machine de traction
hydraulique Instron, équipée d'une cellule de charge de capacite 100kN et d'un extensometre
permettant de mesurer un allongement maximum de Smm sur une longueur de base de 25mm.

Le pilotage de la machine a ¢té effectué, en déplacement imposé, a une vitesse de
0.33mm/min, soit une vitesse de déformation voisine de 2.10* dans la partie utile de
I'éprouvette. Pour chaque essai, la courbe « charge-allongement » a été enregistrée sur un
micro-ordinateur muni du logiciel d’acquisition Séries IX.
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Le comportement des différents matériaux a été modelis€ par une loi puissance du type
Ramberg-Osgood sous la forme suivante :

e=g +e,
c=Ee, pour 6 < G, (Equation II-1)

c=0yt+ke’ pourc>o0,

avec g. la composante élastique de la déformation, g, la composante plastique de la
déformation vraie, ¢ la contrainte de Cauchy, o, la limite d’élasticité (a 0.2% de déformation),
E le module d’Young et n le coefficient d’écrouissage. Les coefficients k et n sont déduits des
courbes rationnelles de traction.

11.3.1. Cas du joint soudé

Les caractéristiques mécaniques des trois composants du joint soudé ont été
déterminées a 300°C, température de service des tuyauteries vapeur du circuit secondaire des
réacteurs a eau pressurisée. Les éprouvettes de traction ont été prélevées dans chacune des
zones du joint soudé : des éprouvettes cylindriques pour le métal de base (& 10mm) et pour le
métal fondu (D6mm) et des éprouvettes prismatiques pour la zone affectée thermiquement
(13x4 mm) [1]. Les courbes rationnelles de traction monotone obtenues a 300°C sont
présentées en Figure I1-5.

Le Tableau II-4 rassemble les principales caractéristiques mécaniques des trois
composants du joint soudé : E le module d’Young, Ry la limite d’élasticité a 0.2%, Ry, la
charge maximale, A I’allongement a rupture, Z la striction et n et k les coefficients de la loi de
Ramberg-Osgood.

Il montre également que le joint soudé présente un taux d’« overmatching » M de
I’ordre de 1.6 (M=Rpo.2(w)/Rp0_2(MB’). Ce terme exprime I’hétérogénéité macroscopique (ou
mécanique) du joint soudé. De maniére générale, on exprime cette hétérogénéité par la notion
de « mis-matching » . on parle d’« over-matching » lorsque M>1, d’« under-matching »
lorsque M<1 et de « matching » lorsque M=1.

MF
MB MB

S6mm

ZAT ZAT

Figure 1I-4. Prélevement des éprouvettes de traction dans le joint soude.
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Figure II-5. Courbes rationnelles de traction & 300°C des trois composants du joint soudeé [1].

E (GPa) | Ry, (MPa)| R, (MPa) | A (%) | Z (%) n k (MPa)
MB 183 205 433 20 54 0.26 630
MF 197 330 542 21 53 028 600
ZAT 180 350 625 21 40 027 800

Tableaw I1-4. Caractéristiques mécaniques de traction a 300°C des trois composants du joint soudé

[1].

I11.3.2. Cas de ’alliage d’aluminium 2024-T351

Les propriétés mécaniques de l'alliage d'aluminium ont été déterminées a température
ambiante suivant les sens L et TL. La géométrie des éprouvettes de traction utilisees est décrite
dans la Figure II-6. Quatre essats de traction ont été effectués pour chaque direction. Les
courbes rationnelles de traction sont présentées sur la Figure II-7.

Nous pouvons noter que le comportement de l'alliage d’aluminium présente des
courbes d’écrouissage sensiblement identiques (différence de 5%) et les valeurs des
allongements a rupture sont presque les mémes dans les deux sens. Nous observons en
revanche une légere différence au niveau de la limite d’élasticité pour les deux sens (différence
d’environ 8%).
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Figure II-6. Géométrie des éprouvettes de traction monotone dans le cas de [ alliage d aluminium
2024-T351.
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Figure II-7. Courbes rationnelles de traction de l'alliage d'aluminium 2024-T351. dans le sens Long
L et le sens Travers-Long TL.

Sens E (MPa) | Ryoo(MPa) | R, (MPa) | A (%) | k (MPa) n
L 74000 370 494 16.8 594 0.53
TL 74000 340 485 163 580 0.47

Tableau II-5. Caractéristiques mécaniques de traction de | alliage d aluminium 2024-T351.

79



Chapitre 1l Etude expérimentale

I1.3.3. Cas de lacier 12NC6

Pour lacier 12NC6, les essais ont été réalisés a température ambiante sur des
éprouvettes cylindriques dont la géométrie est décrite dans la Figure 11-8. Trois essais ont été
réalisés pour obtenir les courbes rationnelles de traction (Figure 11-9). La faible dispersion
expérimentale témoigne de la bonne reproductibilité des essais.

La courbe de traction de I’acier 12NC6 est caractérisée par la présence d’un crochet de
traction suivi d’'un palier de charge. Ce phénomene correspond a la formation de bandes qui
progressent a travers I’éprouvette et que I’on appelle lignes de Piobert-Liders. La fin du palier
correspond au moment ou les bandes ont envahi la totalité de I’éprouvette.

Ce palier permet de définir une limite supérieure d’écoulement Ry et une limite
inférieure Ry ainsi que la longueur A, du palier. Ici, Rey=380MPa, R, =335MPa et A,=2%.
Les différentes caractéristiques mécaniques sont rassemblées dans le Tableau II-6.

N
o
K] %
| \
. —
N |
g \
o |
! ‘
o | R10 0.1
§ |
% |
L ‘ R10 0.1
o I
5 | 11320.05 Ra=0.2
© |
m
v
14 0.1
|
i
16 £0.1 }

Figure II-8. Géométrie des éprouvettes de traction monotone dans le cas de [ 'acier 12NCO.

E (GPa) [Ryx(MPa)| R, (MPa) | A (%) | Z (%) n | k(MPa)
194 340 489 312 49 045 544

Tableau I1-6. Caractéristiques mécaniques de traction de [ acier 12NC6.
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Figure 11-9. Courbes rationnelles de traction dans le cas de l'acier 12NC6.

I1.4. Essais de traction sur éprouvettes axisymétriques entaillées

Ces essais permettront la détermination de certains parametres liés aux modeles basés
sur ’approche locale. Ils n’ont été réalisés que dans le cas de I’acter 12NC6.

La géométrie des €prouvettes utilisées est présentée par la Figure I1-10. Ces
éprouvettes sont appelées AE (Axisymétriques Entaillées) suivi de la valeur du rayon d’entaille
en millimetres. Les trois éprouvettes testées (AE2, AE4 et AE10) ont un diameétre en fond
d’entaille de 6mm et un fit de 14mm.

Ce type d’éprouvettes a un certain nombre de propriétés qui les rendent tres
intéressantes. Pour des rayons assez grands, un état de contraintes et de deéformations
relativement homogene se développe au centre de I’éprouvette. Ceci permet donc d’€liminer en
partie les effets dus aux gradients de contraintes et de déformations. 1I est possible d’atteindre
des taux de triaxialité Gn./Ceq différents et assez éleves au centre de I’échantillon en ajustant la
sévérité de entaille.
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Figure 1I-10. Plans des éprouvettes axisymétriques entaillées (a) AL2. (b) AE4 et (c) AE10.

I1.4.1. Dispositif expérimental

Ces essais ont été réalis€s a température ambiante sur une machine de traction
hydraulique Instron. Le pilotage et ’acquisition des données ont été effectués a partir du
logiciel Séries IX. Le pilotage a ¢€té realise en déplacement imposé, avec une vitesse de
déplacement de la traverse de 0.33mm/min. Les valeurs de la charge et de la variation
diamétrale au fond d’entaille ont été enregistrées. La principale difficulté dans ce type d’essai
réside dans la mesure précise de la contraction diamétrale.

11.4.1.1. Mesure de la contrainte diamétrale a I’aide d’un
extensomeétre

Les essais ont été réalisés avec un extensometre diamétral muni de deux vis qui doivent
assurer le positionnement au fond de ’entaille (Figure 1I-11). L’inconvénient de ce capteur est
que le contact entre les vis et le fond de I'entaille n’est pas suffisamment fin. De plus, il est
toujours difficile, quel que soit le capteur utilisé, de réaliser la mesure de la contraction
diamétrale exactement au fond de ’entaille.
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(b)

Figure 11-11. Capteur diamétral : (a) vue générale et (b) vue en position sur une éprouvetie AE1Q.

I1.4.1.2. Mesure de la contraction diamétrale par analyse d’images

L’idée a donc été de mettre au point un procédé permettant de suivre la contraction
diamétrale par la technique d’analyse d’images. Cette méthode a I’avantage de permettre une
mesure sans contact et ainsi de suivre la contraction diamétrale exactement au fond d’entaille.

Un tel projet est actuellement en cours de développement : il s’agit du logiciel Visiotrac
[2] relié a une caméra vidéo. Ce produit est une application Win 32 utilisable sous Windows
95. Il se présente sous la forme d’une application MDI (Multiple Document Interface)
permettant de gérer divers types de documents (images, graphiques, boites de dialogue ...) en
méme temps. Il présente différentes fonctionnalités dont les principales sont les suivantes :

- Retranscription en temps réel de I'image de 1’éprouvette sur I’écran du PC (Figure 1I-12)
avec la possibilité de régler ’éclairage.

- Acquisition d’'une scéne compléte de traction et sauvegarde sur disque sous la forme d’un
fichier multimédia au format AVIL.

- Traitement, apres acquisition, de la sceéne de traction afin de mesurer le diamétre minimal de
I’éprouvette durant toute la durée de I’essai. L’image de I’éprouvette obtenue par rétro-
eclairage est traitée par comptage des pixels se trouvant sur la ligne transversale marquant le
diametre minimal (Figure I1-12).

- Affichage des résultats sauvegardés dans un fichier texte ou sont reportés pour chacune des
images de la scéne, le numéro de I'image et le diametre minimal correspondant.

Figure 1I-12. Logiciel Visiotrac : mesure de la contraction diamétrale par analyse d ‘images.
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11.4.2. Résultats

Les essais réalisés avec 1’extensomeétre n’ont pas donné de résultats significatifs. Nous
avons néanmoins reporté, a titre indicatif, les courbes « Charge-Variation de diamétre » sur la
Figure II-13. Les contractions diamétrales critiques correspondantes sont rassemblées dans le
Tableau II-7.

20
18
16

Charge (kN)
o 0 =

©o

O N A0

0 02 04 06 0,8 1 1,2 1,4 16 1,8 2
Contraction diamétrale {mm)

Figure II-13. Courbes « charge-variation de diamétre ». Acier 12NC6. Mesure de la contraction
diamétrale par extensométrie.

Concernant la méthode par analyse d’images, des améliorations doivent encore étre
apportées au logiciel afin d’augmenter la précision de la mesure du diameétre qui, pour I’heure,
n’est pas satisfaisante (précision de I'ordre du 1/10™™ de mm). La technique subpixel
permettant 1’analyse des niveaux de gris de chaque pixel devrait garantir une mesure du
diametre avec une précision de I’ordre du 1/100°™ de mm.

Afin d’obtenir une mesure de la contraction diamétrale critique précise et valide, nous
avons effectué des essais de traction interrompus au moment de la chute brutale de la charge.
La contraction diamétrale a ensuite été mesurée a 1’aide d’une loupe binoculaire (précision de
I'ordre de 0.01mm). Les résultats sont reportés dans le Tableau II-7. Ce tableau montre que
I’extensometre sous-estime largement la contraction diamétrale critique. L’écart est d’autant
plus important que le rayon de ’entaille est grand.

Mesure de la contraction diamétrale critique (en mm)

Eprouvette | Extensometre Loupe binoculaire (A )moyen
AE2 1.6 1.9 1.85 1.9 1.88
AE4 1.8 23 2.3 2.27 2.29
AE10 1.9 2.65 2.7 2.63 2.66

Tableau II-7. Contractions diamétrales critiques.
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La Figure I1-14 présente la contraction diamétrale critique AL, et la deformation
g
Do —AD,
triaxialité des contraintes. Ce taux est calculé au cceur des éprouvettes selon ’analyse de

Bridgman [3] :

moyenne a rupture €, = Zln( ) , Oy étant le diamétre initial, en fonction du taux de

Om

1 a
=—+ ln(l + —) (Equation 1I-2)
Ceq 3 2R

ou R est le rayon de I’entaille et a, le rayon dans la section minimale.

On remarque que la déformation a rupture de 'acier 12NC6 est sensible au taux de
triaxialité des contraintes : la déformation a rupture diminue lorsque le taux de triaxialité des
contraintes augmente.

€ 4
E 6 (a) 1.4 (b)
[}
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15| § °
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T 1 L g
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B ]
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£ AE10 . AE4 AE2 , .
o 0 . . 0
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Taux de triaxialité des contraintes Taux de triaxialité des contraintes
om/geq cm/seq

Figure II-14. Evolution (a) de la contraction diamétrale critique et (b) de la déformation movenne a
rupture, en fonction du taux de triaxialité des contraintes.

I1.5. Essais de déchirure

Le but de cette partie est de déterminer la ténacité des différents matériaux, exprimée
principalement par la valeur critique du parameétre énergétique J, donnée par Jic ou Jo,. Cette
valeur est déduite des courbes expérimentales exprimant la variation du parametre J en
fonction de I’avancée de la fissure Aa. Cette courbe, appelée « J-Aa », est obtenue a partir de
I’enregistrement de la charge en fonction de I’ouverture de la fissure sur la ligne de chargement
(courbe « P-d »). Pour I’ensemble des essais de déchirure, I’accroissement de la fissure a été
déterminé selon la méthode des déchargements partiels en suivant les recommandations de la
norme ASTM [4].
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I1.5.1. Cas du joint soudé

Les essais de déchirure ont été réalisés sur des éprouvettes CT pour les trois
composants du joint soudé [1] :

- MB : des éprouvettes CT20 ont été préleveées dans le métal de base.
- MF : des eprouvettes CT25 ont €té prélevées a partir du joint soudé, l'entaille
mécanique est située dans le métal fondu.
- ZAT : des éprouvettes ont également été prélevées a partir du joint soudé.
L'entaille mécanique est située dans la zone affectée thermiquement, dont la largeur
est de 3mm, a 1mm de la ligne de fusion.

Pour chaque composant du joint soudé¢, trois essais ont été réalisés a la température de
300°C.

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 (entailles d'une profondeur égale a 10% de I'épaisseur de l'éprouvette sur
chacune des deux faces). Les éprouvettes ont été préfissurées par fatigue, a température
ambiante, jusqu'a ce que la fissure atteigne une longueur relative a/W=0.48.

L'accroissement de la fissure a éteé déterminé par la méthode de complaisance.

Les éprouvettes ont €té soumises a un effort de traction, qui impose une vitesse
d'ouverture d'entaille de 0.3mm/min. Apres chaque incrément d'ouverture de O.1mm, les
éprouvettes ont été déchargées de 20%, puis un palier de maintien a ouverture constante a été
réalisé pendant deux minutes afin de permettre une relaxation de l'effort.

Le parametre J est calculé selon la norme ASTM [4] :

J=) .+,
avec
Klz(l—\/z)
Jo = _E— (Equation II-3)
ou
K = 2+a/W) 1 [0.443+232(a/ W) —6.66(a/ W)* +736(a/ W)’ ~28(a/W)*]
= a 7 443+232(a —6.660(a 36(a -28(a
"TBW | (1-a/W)F Va/w ‘
(Equation I1-4)
Mo . -
1= m U, (Equation II-3)

ol mo=2.00+0.522 (1-2/W)
B est largeur de I’éprouvette
W-a la longueur initiale du ligament
U, I"énergie calculée a partir de I’aire sous la courbe charge en fonction du déplacement
mesuré sur la ligne de charge.
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Les courbes « J-Aa », donnant I'évolution du parameétre J en fonction de l'accroissement
de fissure Aa, sont présentées sur la Figure II-15 pour les trois composants du joint soudé.
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Figure 1I-15. Courbes de dechirure ductile des trois composants du joint soudeé [1].

Les points expérimentaux ont €té liss€s au moyen d’une fonction puissance de la forme
J=J10Aa™. Les expressions suivantes ont ét€ obtenues :

J=53.2Aa"" pour le métal de base ;
J=312.1Aa"" pour le métal fondu ;
J=40.4Aa"" pour la zone affectée thermiquement.

Le parametre J,, est la valeur de J correspondant a une avancee de la fissure égale a
Imm. Il caractérise le stade de croissance stable de la fissure, en complément des paramétres
Jic et Joo, qui définissent le stade d’amorgage. Cette valeur J;, permet en outre de classer, de
maniere quantitative, différents matériaux en termes de résistance a la déchirure & I’intérieur du
domaine de validité recommandé par la norme ASTM. Ce domaine est défini par deux droites
d’émoussement 4 0.15mm et 1.5mm d’avancée de fissure.

La ténacité a I'amorgage Jo» a été déterminée a partir de l'intersection entre la courbe de
régression et la droite d'émoussement J=2Ry,Aa a 0.2mm d'accroissement de fissure. On
obtient ainsi :

- pour le métal de base  J;,=40kJ/m? ;
- pour le métal fondu Jo,=200k]/m? ;
- pour la zone affectée thermiquement J,=16kJ/m?

Ces résultats montrent que la ténacité de MF est nettement plus importante que celle
obtenue dans le cas de MB et ZAT : la ténacité a 'amorcage Jo, pour MF est 5 fois plus
importante que celle du MB.

Il est important de préciser que les courbes de croissance stable pour la ZAT ont été
obtenues avec beaucoup de difficultés. En effet, la fissure se déviait systématiquement du plan
de symeétrie de I’éprouvette, malgré la présence des entailles latérales [1] (Figure 11-16).
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Figure II-16. Déchirure ductile du joint soudé. Déviation de la fissure vers le métal de base [1].

IL.5.2. Cas de lalliage d'aluminium 2024-T351

Les essais de dechirure ductile ont été réalisés a température ambiante sur des panneaux
a entaille centrale (éprouvette CCP dont la géométrie est décrite sur la Figure I1-17). Les -
éprouvettes ont éte préfissurées pour obtenir un rapport de longueur de fissure a/W=0.34. Les
premiers essais avaient €té effectués avec une longueur de fissure initiale a/W=0.5. Cette
longueur s'est avérée trop importante car le comportement du matériau était instable (rupture
brutale de I'éprouvette). Au total, quatre essais ont €té réalisés suivant le sens L et trois essais

suivant le sens TL.
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Figure 1I-17. Géométrie des éprouvettes CCP. Hauteur H=200mm ; Largeur 2W=50mm ; Epaisseur
B=1.6 ; Longueur de [ 'entaille mécanique 2a,=8mm.
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Les conditions expérimentales choisies sont les suivantes :
- vitesse d'ouverture d'entaille : 0. 1mm/min
- incrément d'ouverture d'entaille : 0. 1mm
- décharge : 10%
- maintien : 2 min.

L'accroissement de la fissure Aa a été mesuré a chaque décharge partielle a l'aide d'une
loupe binoculaire montée sur un plateau dont le déplacement est controlé par des vis
micromeétriques (précision Sum). Un exemple de courbe « Charge-Déplacement » avec des
décharges partielles est illustré par la Figure 11-18.

Le paramétre J a été calculé a l'aide de l'expression proposée par Neale [5] :
K? U*

"TE TRWoa)

(Equation 11-6)

ou E est le module d’Young, B I’épaisseur de I’éprouvette et (W-ao) la longueur du ligament
initial.

K est le facteur d’intensité de contraintes, dont I’expression proposee par Isida [6], dans le cas
d’une éprouvette CCP, est la suivante :
%)

P a 2 4
K = - 0‘025(—&) + 0.06(%) W Buation I1-7)

BVEW cor 704,

avec B et 2W respectivement I’épaisseur et la largeur de I’éprouvette.

L’énergie U* est mesurée a partir de la courbe charge-déplacement et correspond a la
zone grisée représentee par la Figure 11-19.

20
18
16
14
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10

Charge (kN)

1 i A A 1 L ]

o N b~ O
v L) L) T

0 0,2 04 0,6 0,8 1
Déplacement (mm)

Figure 1I-18. Exemple de courbe « Charge-Déplacement » avec décharges partielles de 10%.
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Figure II-19. Définition de U* pour le calcul de J dans le cas d une éprouvette CCP.

Le tracé des courbes « Charge-Déplacement », présentées par la Figure 11-20, montre
trés peu de dispersion expérimentale. Les charges maximales sont de I’ordre de 19.5kN dans le
cas du sens L (Figure 11-20a) et 17.5kN dans le cas du sens TL (Figure II-20b). Sur cette
figure, nous notons également que la charge maximale est égale a 13kN environ quand

a/W=0.5.

N N
o N

Charge (kN)
oOcnN AR OXON RO ®

B N % ]
H O 00 O

Charge (kN)

Figure II-20. Charge en fonction du déplacement. (a) sens « Long » et (b) sens « Travers-Long ».
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A partir de ces courbes et de I’équation II-6, nous avons calculé le paramétre
énergetique J. Les courbes « J-Aa» sont présentées sur la Figure II-21. Les résultats
expérimentaux ont été lissés au moyen d'une fonction puissance du type J=J;o.Aa"™ Dans cette
expression, proposée par Pickles er al. [7], Jio est la valeur de J correspondant a Imm
d’accroissement de fissure. Les équations obtenues sont les suivantes :

J=59.1 Aa"¥ pour la direction L ;
J=50.7 Aa"* pour la direction TL.

La ténacit¢ a I'amorgage Jo, est de 34kJ/m? dans le sens L et de 30kJ/m? dans le sens
TL. La ténacité a l'amorgage Jic est de 13kJ/m? pour le sens L et 12kJ/m® pour le sens TL.
Cette valeur a été déterminée a partir de l'intersection entre la droite d'émoussement J=2R o ,Aa
et la courbe de régression extrapolée. Les valeurs de Jic que nous obtenons sont en bon accord
avec les résultats de Beaver [8] qui obtenait une valeur de Jic égale a 16.9kJ/m? a partir d'une
eprouvette CT25 (a/W=0.5). La comparaison des essais pour les deux sens met en évidence
une faible différence entre les valeurs de la ténacité dans le cas de cet alliage d'aluminium. 1
faut noter aussi que les valeurs de la ténacité Jo, sont faibles (de I'ordre de 30kJ/m? environ).
Ceci est di au fait que le taux inclusionnaire est important (de I’ordre de 0.12%), ce qui facilite
la déchirure du matériau.

80

70

60

J (kJ/im?)
S
o

30 F- A e |
- v o TL
20 I s .
8'0 U A Extrapolation
108
0 I 1 1 1 Fl 1 e . L 1 1

0 0.2 0,4 0.6 0.8 1 1.2 1,4 1,6

Aa {(mm)

Figure 1I-21. J en fonction de Aa pour [ alliage d aluminium 2024-T351.

11 est également possible de représenter les résultats sous la forme d'une courbe donnant
I'évolution de la charge en fonction de la longueur « a » de la fissure (Figure 11-22 et Figure II-
23). Cette courbe met en évidence la charge P, a l'amorgage de la fissure : (P,).=17kN et
(P.)r.=14kN. Apres l'amorgage de la fissure, on remarque que la charge atteint rapidement un
maximum avant de décroitre linéairement jusqu'a la rupture. La charge a I’amorcage P,
constitue une donnée importante pour la phase des calculs numériques en vue de déterminer les
parametres critiques.
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Figure II-22. Charge en fonction de la longueur de la fissure, pour [ 'alliage d aluminium dans le sens
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Figure I1-23. Charge en fonction de la longueur de la fissure, pour [ 'alliage d aluminium dans le sens

TL.
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IL.5.3. Cas de lacier 12NC6

Les essais ont été réalisés a température ambiante sur des éprouvettes CT25 (géométrie
décrite sur la Figure I1-24). Les €prouvettes ont été préfissurées pour atteindre un rapport /W
de I’ordre de 0.5. Au total, neuf essais ont été effectués. Pour les trois premiers essats, les
éprouvettes ne comportaient pas d'entailles latérales. Dans le cas des six autres éprouvettes,
des entailles latérales ont été usinées apres préfissuration (d'une profondeur égale a 10% de
I'épaisseur de I'éprouvette sur chacune des deux faces).

12.5:0.1
l
T
| 2.5
,,,,, R
” |
T — _ [ S R .
e . <
” ! N 7
el B
K ¢ 3 ol |
C\J; i S -
L e
¢ I S »
N \
o | |
5 .
50 :0.05 'l 20 :0.05
62.5 0.1 J 25 :0.05
_— >

Figure II-24. Géométrie des éprouvettes CT25 en acier 12NC6.

Les essais ont €été mis en oeuvre a température ambiante, sous les conditions
expérimentales suivantes :
- intervalle d'ouverture de 'entaille : 0. 1mm
- vitesse d'ouverture de l'entaille : 0. 1lmm/min
- décharge : 10%
- maintien apres décharge : 2min.

Au cours de I'essai, nous enregistrons simultanément la charge et l'ouverture des lévres
de la fissure, mesurée a l'aide d'un extensomeétre a lames placé entre des couteaux fixés a l'avant
de I'éprouvette (Figure 11-25). Cette mesure doit ensuite étre corrigée pour obtenir I'ouverture
au niveau de la ligne de chargement, selon les recommandations de la norme ASTM [4].
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Figure I1-25. Mesure de ['ouverture des lévres de la fissure.

Malheureusement, ces essais n'ont pas €t€ concluants car aucune variation au niveau de
la pente des décharges partielles n'a été détectée (Figure 11-26). La méthode de complaisance
s'est donc avérée inadaptée ici pour interpréter l'accroissement de la fissure. La Figure 1I-27,
qui donne 'évolution de la charge appliquée en fonction du déplacement sur la ligne de charge
pour des éprouvettes avec et sans entailles latérales, montre une dispersion expérimentale
globalement due aux rapports différents de longueur de fissure a/W.

Concernant les éprouvettes sans entailles latérales, la dispersion importante est due
essentiellement au coté aléatoire de I’avancee de la fissure. La courbe correspondant a Iessai
CT1 présente des charges importantes par rapport aux autres. Cette différence se justifie par la
différence des épaisseurs entre les éprouvettes sans et avec entailles. De ce fait, les courbes
relatives aux essais CT2 et CT3 qui sont confondues avec celles des éprouvettes avec entailles,
présentent une anomalie car elles devraient présenter des niveaux de charge é€quivalents a
I'essai CT1. En toute rigueur, les courbes présentant I’évolution de la charge rapportée a
I’épaisseur B en fonction du déplacement sur la ligne de charge peuvent étre regroupées.

50
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0 05 1 15 2 25 3 35 0 1 2 3 4

Déplacement sur la ligne de charge (mm) Déplacement (mm)

Figure 1I-26. Exemple de courbe « Charge-Déplacement » comportant des décharges partielles de
10% avec la complaisance correspondante.
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Figure II-27. « Charge-Déplacement sur la ligne de charge » pour I 'acier 12NCE6.

Au vu de ces difficultés, nous avons donc choisi de mesurer l'accroissement de la
fissure, apres l'essai, directement sur le facies de rupture, en suivant les recommandations de la
norme ASTM [4]. Les éprouvettes ont ét¢ oxydées au four a 350°C pendant 30min pour
marquer les différents stades d’accroissement de la fissure, puis trempées dans l'azote pour les
fragiliser en vue d’étre rompues. L'ensemble des mesures est rassemble dans le Tableau 11-8.
Les cases grisées correspondent aux mesures de Aa non valides. En effet, la différence entre les
mesures de longueur de fissure a; et la valeur moyenne a, ne doit pas excéder 10%.

CT1 CT2 CT3 CT1 CT2 CT3 CT4 CTS CTo
EL EL EL EL EL EL
ao (mm) | 2433 | 2757 | 2484 | 25.36 | 26.28 | 25.29 | 26.02 | 26.39 | 26.98
as(mm) | 2824 | 2837 | 28.05 | 26.31 | 27.76 | 27.07 | 28.75 | 2992 | 27.99
Aa (mm) | 3.91 0.95 1.48 1.78 2.73 3.53 1.01

Tableau II-8. Mesures des accroissements de fissure sur les éprouvettes CT en nuance 12NC6
(EL=entailles latérales).

Par ailleurs, 1’observation des facies de rupture montre bien I’effet des entailles latérales
sur la forme du front de fissure (Figure 1I-28). Nous constatons un phénoméne bien connu
dans le cas de déformations planes : en I’absence d’entailles latérales, la déchirure est plus
développée au centre de I’éprouvette et quasi absente en surface (Figure 11-28a). La Figure II-
28b montre que la présence d’entailles latérales contribue a éviter cette différence de Aa.
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Rupture fragile
apres traitement &
I’azote liquide

Déchirure ductile

Fissuration par
fatigue

(a) (b)
Figure 1I-28. Effets des entailles latérales sur la forme du front de fissure : (a) éprouvette C13 sans
entailles latérales et (b) éprouvette CT5 avec entailles latérales.

Les mesures reportées dans le Tableau 11-8 nous permettent alors d'obtenir pour chaque
éprouvette un couple de données (J;Aa) et de construire une courbe « J-Aa» (Figure 1I-29)
(principe de la méthode « multiple specimen »).

A partir de toutes ces données, le parameétre énergétique J a été calculé pour chaque
éprouvette conformément a la norme ASTM [4], dans le cas d’une éprouvette CT :

I=1.4,
avec

Jo=—"7T— (Equation 11-8)

K P 224+a/wW) 1
= a M
TTBW O (1—a/W) Va/W

}[0‘443 +232(a/ W) —666(a/W)* +7.36(a/ W)’ —28(a/W)*]

(Equation 11-9)

Mo

= ——— U
" B(W=-ay) "

(Equation 11-10)
ol Moe=2.00+0.522 (1-ay/W)
B est la largeur de I'éprouvette
W-a, la longueur initiale du ligament
Up Iénergie calculée a partir de I’aire sous la courbe charge en fonction de I’ouverture
mesurée sur la ligne de charge.

Les points ont été lissés au moyen d’une fonction puissance de la forme J=J; yAa™
J=529Aa"%
Les valeurs de ténacité obtenues sont tres élevées, ce qui confirme la forte ductilité de
l'acier 12NC6 et le fait que, dans ce cas, le taux inclusionnaire est faible. D’apres la Figure II-

29, la ténacité a I'amorcage Jo, est égale a 210kJ/m? Cette donnée doit plutot étre considérée
comme une valeur indicative car elle a été obtenue par extrapolation.
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Figure 11-29. Courbe J-Aa pour [ 'acier 12NC6.

I1.6. Observations des faciés de rupture

Les faciés de rupture ont été observés pour chaque matériau a ’aide d’un microscope
électronique a balayage JEOL 35C, muni d’une sonde d’analyse EDS PGT IMIX SLS.

I1.6.1. Cas du joint soudé

Dans le cas du métal de base, I’observation des faciés de rupture des éprouvettes CT a
mis en évidence une propagation de la fissure dans des plans décalés par rapport au plan de
’entaille et a conduit & la formation de facettes. Ce mode de rupture peut étre attribué a la
microstructure en bandes. On peut également observer la présence de particules de sulfure de
manganese.

16kV Xi-poe 12rm 111157

Figure 11-30. Faciés de rupture d ‘une éprouvette C1 correspondant au métal de base [1].
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Le facies de rupture sur la Figure I1-31 confirme la forte ductilité du métal fondu. On
peut observer la présence d’un nombre important d’inclusions de sulfure de manganeése ainsi
que la présence importante de fines cupules.

Figure II-31. Facies de rupture d une éprouvette CT correspondant au métal fondu [1].

La rupture de la zone affectée thermiquement a un caractére ductile, confirmé par les
observations fractographiques. La Figure 11-32 montre aussi la présence de zones fragiles
d’une part et I'existence d’arrachements lamellaires d’autre part. Les inclusions étant disposées
en nappes, le passage d’une nappe a ’autre se fait brutalement.

10kU X1,080  18km 111152

Figure 1I-32. Faciés de rupture d une éprouvette CT correspondant a la zone affectée thermiquement

[1].

La fraction volumique d’inclusions dans les trois composants du joint soudé a été
déduite a partir de la formule de Franklin [9]. Dans le cas d’inclusions de type sulfures de
manganese, la fraction volumique est donnée par :

0.001
f, = 0.054|:%S Y Mn} (Equation II-11)
(¢
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On obtient ainsi :
o £MB=£7AT=0 13%
o £M=0.034%

11.6.2. Cas de lalliage d’aluminium 2024-T351

Les facies de rupture des éprouvettes CCP sont caractérise€s par la présence de fines
cupules, de taille relativement homogene de I'ordre de Sum et réparties de maniére réguliere
(Figure 1I-34). Au fond de ces cupules, on peut remarquer la présence de composés
intermétalliques. Des analyses, réalisées a I’aide d’une microsonde EDS, ont permis d’identifier
deux types de composés (Figure 11-33

e Al;x(Fe,Mn):Siy;
L AIQCLL

Les composés AlL,Cu sont les plus nombreux (densité d’environ 1000/mm?) et de petite
taille (Figure 1I-35b). En revanche, les composés Ali»(Fe,Mn);Si, sont moins denses (environ
400/mm?), mais sont de plus grande taille. Ils présentent également un caractére fragile, comme
le montre la Figure 11-35a. Les diamétres moyens sont de Sum pour Al»(Fe,Mn);Si; et 3.5um
pour AlL,Cu. En supposant que les particules sont de forme sphérique et que la densité des
composes intermétalliques est la méme dans les trois plans de ’espace, on obtient :

° f\ Al 5(Fe,Mn),Si, =005%
° f\ Al,Cu =OO7%

Soit au total, une fraction volumique d’inclusions de 0.12%.
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(b)

—r—r——t £ P
5 microns : : 5 3 microns

Figure 11-35. Détail des composés (a) Alj(Fe.Mn);Sis et (b) ALCu.
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11.6.3. Cas de acier au nickel-chrome 12NC6

Dans un premier temps, nous avons analysé les facies de rupture des éprouvettes de
traction axisymétriques entaillées de type AE2, AE4 et AE10, présentés sur la Figure I1-36,
Figure 11-37 et Figure 11-38, respectivement.

Du point de vue macroscopique, la rupture est en cOne et cratére. Ce type
d’observations est souvent rencontré en traction.

D’un point de vue microscopique, les faciés de rupture des ces éprouvettes sont assez
semblables. La taille des cupules est relativement homogene et n’exceéde pas Spm. On note la
présence de nombreuses cupules fines (de la taille du micron), formées certainement au niveau
de précipites du type carbure de chrome, qui sont généralement présents dans les aciers au Ni-
Cr [10]. On observe également des cupules de taille plus importante, de I’ordre de 10um, au
fond desquelles on trouve des oxydes d’aluminium, d’un diametre d’environ 2um (Figure II-
36, Figure 11-37 et Figure I1-39).

5 microns

=
0 microns

Figure 1I-36. Facieés de rupture d une éprouvette AE2. Acier 12NCG6.

i
. 3 microns

Figure II-37. Facies de rupture d une éprouvette AE4. Acier 12NC6.
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9 microns
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9 microns

Figure II-38. Facies de rupture d une éprouvette AE10. Acier 12NC6.
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Figure 1I-39. Spectre d une inclusion du tvpe oxyde d aluminium. Acier 12NCG.

Le faciés de rupture des éprouvettes CT présente 3 populations de cupules : de grosses
cupules d’un diametre variant de 25 a 50um, des cupules d’un diameétre d’environ 10um,
séparées par de nombreux microcupules (de I'ordre du micron) amorcées sur des carbures
(Figure 11-40a).

Figure 1I-40. Facies de rupture des éprouvettes CT. Acier 12NC6.
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I1.7. Conclusion

L’étude expérimentale a permis de déterminer la microstructure et les caractéristiques
meécaniques a 300°C des trois constituants d’un joint soudé. Les essais de traction ont montré
que le métal de base a la limite d’élasticité la plus basse : 205SMPa pour le MB, 330 pour le MF
et 350MPa pour la ZAT. Cette hétérogénéité mécanique s exprime par un taux d’overmatching
de 1.6. De méme, la ténacité a I’amorcage Jy, du métal fondu est 5 fois plus importante que
celle du métal de base (Joo"=40kJ/m? et Jo»""=200kJ/m?). La zone affectée thermiquement est
la moins ductile et ne posséde qu’une ténacité a I’amorcage de 16kJ/m> Le métal de base, qui
posséde les caractéristiques mécaniques les plus basses, a une influence majeure sur le
comportement global du joint soud¢. Dans le cas des essais de déchirure réalisés sur la ZAT,
cela s’est traduit par une déviation de la fissure vers le métal de base.

La rupture ductile des trois composants du joint soudé est lice a la présence
d’inclusions de sulfures de manganése, jouant le role d’initiateurs de cavités, et dont la fraction
volumique est de ’ordre de 0.13% dans le cas de MB et ZAT et de 0.034% dans le cas de MF.
Cependant, dans le cas de la zone affectée thermiquement, on observe des zones de rupture
fragile avec des arrachements lamellaires dus a la répartition en nappes des inclusions.

Le comportement mécanique de ’alliage d’aluminium 2024-T351 a été étudié suivant
les sens Long et Travers-Long. Les essais de traction monotone ont révélé un comportement
quasiment identique. Nous avons simplement noté¢ une différence au niveau des limites
d’élasticite : Ry,=370MPa dans le sens L et Ry,=340MPa dans le sens TL. Cette constatation
est confirmée par les essais de déchirure réalisés sur des éprouvettes CCP. La ténacité a
’amorgage Jo > est de 34kJ/m? dans le sens L et de 30kJ/m? dans le sens TL.

Les observations fractographiques ont montré la présence de deux types de composés
intermétalliques : des particules d’Al;»(Fe,Mn);Si; et d’AlLCu. La fraction volumique de ces
inclusions a été estimée a 0.12%. Cette valeur élevée explique la faible valeur de la ténacité Jo ..

L’étude expérimentale sur I'acier 12NC6 a présenté plus de difficultés. En effet, les
essais de traction sur les €éprouvettes axisymétriques entailiées ont révélé les difficultés lices a
la mesure de la contraction diamétrale en fond d’entaille. La méthode par analyse d’images
semble cependant étre une alternative séduisante. Concernant les essais de déchirure réalisés
sur les éprouvettes CT, la méthode des décharges partielles s’est avérée inadaptée
puisqu’aucune variation de la complaisance n’a pu étre mesurée. Sur le principe de la technique
a plusieurs échantillons, nous avons alors construit la courbe « J-Aa» apres lecture de
’accroissement de la fissure sur les facies de rupture. Nous avons déduit de cette courbe une
ténacité a I’amorcage Jo» de I'ordre de 210kJ/m? La pente de cette courbe révéle également la
forte résistance du matériau a la propagation de la fissure.

Les facies de rupture sont caractérisés par la présence de tres fines cupules, initices
vraisemblablement au niveau de précipités de carbures. De rares particules d’alumine Al,O: ont
pu étre observées. La fraction volumique de ces inclusions est voisine de 0.001%. Cette faible
valeur explique une ténacite J,, €levée.
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Ces résultats confirment une tendance générale concernant 'influence de la fraction
volumique des inclusions sur le parameétre J :
- pour des valeurs faibles de la fraction volumique d’inclusions (f,=0.034% et 0.001%), la
valeur de Jo, est importante (J,,=200kJ/m? et 210kJ/m?).
- pour des valeurs importantes de la fraction volumique d’inclusions (fi=0.12% et 0.13%), la
valeur de Jo est faible (Jo,=30kJ/m?, 40kJ/m? et 16kJ/m?).
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II1. Etude numérique

II1.1. Introduction

L’étude expérimentale a permis de déterminer les paramétres deécrivant ’amorgage
d’une fissure a partir des courbes « J-Aa », « P-AQ » ou bien « P-a ». Dans cette partie, il est
question de réaliser une analyse numérique en vue de simuler la déchirure ductile d’un matériau
et de prédire la direction probable d’une fissure.

Dans ce chapitre, nous allons tenter de modéliser la rupture ductile des matériaux
présentés précédemment : (1) le joint soudé dans un acier au Carbone-Manganese, (2) 'acier
au Nickel-Chrome 12NC6 et (3) I’alliage d’aluminium 2024-T351. L analyse par éléments finis
a été realisée a I’aide du code de calcul SYSTUS.

Dans chacun de ces cas de figures, trois modeles basés sur I’approche locale de la
rupture ductile ont été utilisés : (1) le modéle découplé de Rice-Tracey et les modeles couplés
de (2) Rousselier et de (3) Gurson-Tvergaard-Needleman encore appele GTN. Ces trois
modeles sont actuellement les plus employés dans la littérature et ils constituent un panel assez
représentatif de I’ensemble des modeles existants.

La premiere partie de ce chapitre est consacrée a la modélisation de la rupture d’un
joint soudé. Elle constitue une suite des travaux d’Al Rassis [1] qui avaient notamment permis
de prédire la direction probable de la fissure a 'aide du modele de Rice-Tracey, sans pour
autant pouvoir en simuler son avancée. Nous avons juge utile ici d’étendre cette €tude a la
simulation de P'accroissement de la fissure au moyen d’un modele couplé (modele de
Rousselier).

La deuxiéme partie concerne la modélisation de la rupture ductile de 1alliage
d’aluminium 2024-T351. Les simulations réalisées a I’aide des trois modeles ont €teé comparées
aux résultats expérimentaux en termes de courbes « J-Aa ».

La troisieme partie s’attache a la simulation de la déchirure ductile de I'acier au nickel-
chrome 12NC6. La modélisation d’essais de traction sur des €prouvettes axisymeétriques
entaillées a permis d’identifier les parametres des différents modeles afin de reproduire ensuite
la courbe de déchirure « J-Aa ».

II1.2. Cas du joint soudé

Dans cette partie, nous avons réalisé une étude de sensibilité des trois modeles a la taille
du maillage en pointe de fissure. Nous avons également recherché a dégager I'influence des
paramétres locaux sur les courbes de déchirure « J-Aa», notamment sur la ténacité a
I’amorc¢age Jic ou Jo; et sur la résistance a la déchirure dJ/da.

Nous décrirons ensuite la méthode adoptée pour I'identification des parametres liés a
chacun des modeles.

Enfin, nous avons testé les modeles de Rice-Tracey et de Rousselier pour la simulation
de ’avancée d’une fissure dans un joint soudé.
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I11.2.1. Maillages et conditions aux limites

Les calculs numériques ont été réalisés sur deux configurations différentes d’éprouvette
CT (Compact Tension) schématisées par la Figure 111-1 :
- une configuration homogene composée d’un seul matériau. Dans le cas du métal de base MB,
il s’agit d’une éprouvette CT20. Dans le cas du métal fondu MF et de la zone affectée
thermiquement ZAT, il s’agit d’une éprouvette CT25. Cette configuration servira a |’étude
paramétrique.
- une configuration hétérogéne, composée des trois constituants du joint soudé
(MB+MF+ZAT), encore appelée ZAT hétérogene. 1l s’agit d’une éprouvette CT25 qui nous
permettra de modéliser le joint soudé.

O O MB
:}- S— ZAT

MB, MF ou ZAT

O

Figure Il1I-1. Configuration des éprouvettes CT . (a) homogene et (b) hétérogene.

Dans le cas d’une configuration homogene, il suffirait de mailler une demi-éprouvette.
Cependant, I’étude bibliographique a montré la sensibilité des modéles couplés aux conditions
de symétrie : les résultats sont en meilleur accord avec les données expérimentales, lorsque 1’on
considere une éprouvette entiére. En effet, en ne considérant qu’une demi-éprouvette, on fait
’hypotheése que la fissure se propage selon le plan de symétrie de ’éprouvette.

Le maillage des éprouvettes est constitué¢ de mailles quadratiques a 8 noeuds sous-
intégrés. Le maillage en pointe de fissure est particulierement affiné pour la modélisation en
approche locale et doit €tre représentatif de la distribution en inclusions. Nous avons considéré
des mailles carrées de 0.1 et 0.2 mm de coté (Figure I11-2). L’ensemble de I'analyse par
éléments finis a été réalisé avec une taille de maille de 0.2mm, cette valeur €tant reprise de
I’étude préliminaire [1]. Dans le cadre de I’étude de sensibilité a la taille du maillage en pointe
de fissure, nous avons diminué cette taille de moitié, soit L.=0.imm. La zone en forme de
triangle modélise la goupille réalisant la liaison entre I’éprouvette et les mors. Elle a été définie
comme un solide purement élastique. Ce procédé permet d’appliquer facilement un chargement
uniforme a linterface goupille/éprouvette, a 'aide d’un solide quasi indéformable, et de
calculer les valeurs de charge et de déplacement au centre de la goupille.

Le maillage de I’éprouvette CT25 dans le cas des deux autres configurations
homogenes (métal fondu et la zone affectée thermiquement) est présenté dans ’annexe D.

Dans le cas de la configuration hétérogene, le maillage de I’éprouvette est présenté sur
la Figure I1I-3. La ZAT se trouve dans la partie centrale de 1’éprouvette, de largeur constante
¢gale a 3mm. La fissure a été modélisée a 1mm de la ligne de fusion a partir de 'interface avec
le métal fondu.

L’analyse par éléments finis a €té réalis€e sous les hypotheses de déformations planes et

de grandes déformations. La loi de comportement est de type élastoplastique avec écrouissage
isotrope basé sur le critere de Von Misés et introduite point par point dans le code de calcul.
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Figure 1II-2. Maillage d ‘une éprouvette CT20 dans le cas d ‘un configuration homogene en métal de
base. Détail sur les mailles en pointe de fissure.

ZAT

Figure IlI-3. Maillage déformé de [ éprouvette CT25 en ZAT hétérogene (configuration hétérogéne).

I1.2.2. Détermination des parameétres locaux

Les parameétres liés aux modeles sont généralement identifiés a partir d’essais de
traction sur des éprouvettes axisymétriques entaillées. En 1’absence de tels essais, nous avons
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déterminé ces parametres a partir des essais de déchirure ductile effectués sur les éprouvettes
CT. Dans cette partie, nous exposons les techniques de détermination des différents paramétres
liés aux modeles étudiés.

I11.2.2.1. Détermination du paramétre du modéle de Rice-Tracey

La détermination du taux critique de croissance des cavités du modele de Rice-Tracey
est réalisée a partir de I’analyse par éléments finis d’une éprouvette CT en prenant L.=0.2mm.
Cette analyse permet de calculer les valeurs de R/R, a partir de la moyenne des contraintes et
des déformations calculées dans la maille en pointe de fissure en fonction du déplacement
impos¢ (le calcul de R/R, est détaille dans 'annexe C). Pour chacun de ces déplacements, on
détermine ensuite I’énergie J a partir de l'aire sous la courbe « Charge-Déplacement »,
conformement a la norme ASTM [2]. 1l est alors possible de tracer 1'évolution du taux de
croissance des cavités en fonction de ’énergie J, ce qui permet d’identifier la valeur de (R/Ry).
a partir de la ténacité a 'amorgage Jo». La Figure 111-4 illustre ce type d’évolution qui conduit
a:

- (R/Rp).=1.4  pour le métal de base (Jo,=40kJ/m?) ;
- (R/Rg)=2 pour le métal fondu (J,,=200kJ/m?) ;
- (R/Ry).=1.05 pour la zone affectée thermiquement (J,=16kJ/m?).

Il faut noter que la valeur de (R/Ry). dans le cas de la ZAT est trés faible et proche de
I'unité, tandis que le métal fondu MF présente une valeur élevée. Cela signifie que la zone
affectée thermiquement est sensible a la déchirure ductile.

2.4 [ -
[ ZAT,’ ’
22 i '/
s B p
5 7 e f/MF
2 -— —
’ e
[ P //
nO: 178 : l‘ /
-~ - ” /
@ " /
g
~ A

0 20 40 60 80 100 120 140 160 180 200 220 240
J (kJ/m?)

Figure Ill-4. Détermination du parameétre (R'Ry), a partir de la ténacité a l ‘amorgage Jy > -
L.=0.2mm.
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I11.2.2.2. Détermination des paramétres du modéle de Rousselier

L’utilisation du modele de Rousselier nécessite la connaissance de trois paramétres : la
résistance de la matrice a la déchirure ductile G,, une constante D et la fraction volumique
initiale de cavités f;.

Dans un premier temps, le paramétre G, a €t€ pris €gal a (2/3) de la limite d’élasticité du
matériau et la constante D égale a 2, comme le préconise Rousselier [3]. Par conséquent, les
valeurs de o, utilisées pour I’analyse numérique sont égales a 137MPa, 220MPa et 233MPa
respectivement pour MB, MF et ZAT. La fraction volumique initiale de cavités a €té prise
égale a la fraction volumique d’inclusions et estimée a partir de la composition chimique du
matériau. Dans le cas d’inclusions MnS présentes dans les trois composants du joint soudé, la
formule de Franklin [4] donne :

- (fo)MB = (fo)ZAT =0.13%
- (fO)MF = 0034%

I11.2.3. Sensibilité des modeéles a la taille du maillage L. en pointe de fissure

Dans cette partie, nous nous intéressons a analyser I'influence de L. sur les parameétres
globaux (J et CTOD) et locaux (parameétres liés aux modeles). Nous avons considéré deux
tailles de maille en pointe de fissure : des mailles carrées de 0.2mm et 0. 1mm de coté.

M1.2.3.1. Influence de L. sur les paramétres globaux

Nous avons, au préalable, vérifié I'influence de la taille des mailles en pointe de fissure
sur des parametres globaux, tels que lintégrale J et le CTOD (Crack Tip Opening
Displacement). Pour cela, nous avons effectué un calcul élastoplastique en utilisant les deux
tailles de mailles étudiées.

L’intégrale J est calculée par le logiciel Systus a I’aide d’une procédure automatique et
nécessite la définition d’un contour suffisamment éloigné de la zone en pointe de fissure. Ce
contour est défini par des noeuds et suit les arétes des mailles. La Figure III-5 montre que
I’évolution de I’intégrale J en fonction du déplacement est indépendante de la taille L. des
mailles.

Le CTOD 5 a été mesuré a 0.4mm de la pointe de la fissure, a partir du déplacement
des 2 noeuds situés sur les levres de la fissure. La Figure I11-6, donnant I’évolution du CTOD
en fonction du déplacement, montre la faible influence de la taille L. des mailles sur I’ouverture
des lévres de la fissure. Ce résultat était attendu puisqu’il existe une relation linéaire entre le
parametre J et le CTOD qui s’écrit sous la forme :

J/lo,=m.0  ou m est une constante et Gy la limite d’€lasticité.
A Tissue de ces vérifications, nous montrons que la taille des mailles en pointe de

fissure n’a pas d’influence sur I'intégrale J et I’ouverture en fond de fissure CTOD. Ce constat
est valable dans le cas d’une approche globale en mécanique de la rupture.
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600
—— MB Le=0,2mm
500 —O—MB Le=0,1mm
—&—MF Le=0,2mm
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Figure 1II-3. Evolution de ['intégrale J en fonction du déplacement pour deux tailles de maille.
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Figure I11-6. Influence de la taille des mailles L, sur ['ouverture en fond de fissure.
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111.2.3.2. Influence de L. sur les valeurs de R/Rq

11 est bien connu que la taille du maillage en pointe de fissure a une grande influence sur
le taux de croissance des cavités, comme le montre la Figure III-7. Pour un déplacement
donné, les valeurs les plus grandes du parameétre R/R,y sont obtenues avec la taille de maille la
plus petite. Ce résultat, vérifi¢ pour les trois configurations homogenes, €tait prévisible. En
effet, plus la taille de la maille est petite, plus le calcul de R/R, est effectué pres de la pointe de
la fissure : lorsque Le=0.2mm, (R/R¢)moyen €5t calculé & 0.1mm de la pointe de la fissure, alors
que pour L=0.1mm, le calcul de R/R est effectué a 0.05mm de la pointe de la fissure. La
valeur du parametre R/R, sera donc d’autant plus affectée par la singularité en fond de fissure,
que la taille de la maille est petite. De plus, nous notons que la différence entre les deux
courbes augmente avec le déplacement.

7
6 —0—| e=0.2 mm

—O—Le=0.1 mm
5 -

° i Le=0.1mm

4 _ﬁssure P )
— ;0.0Jmm

3 =
L Le=0.2mm

fissure

-~

2 F | [0.1lmm

R/Ro dans la maille en fond de fissure

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2
Déplacement (mm)

Figure III-7. Influence de la taille des mailles en pointe de fissure sur les valeurs du taux de
croissance des cavités. Cas du métal de base.

Ce résultat est également illustré par la Figure I11-8, qui donne I’évolution de R/Ry en
fonction de la distance du fond de la fissure, dans le cas du métal fondu MF. Pour un
déplacement donné, les valeurs de R/R, calculées avec L~0.1mm sont supérieures a celle
correspondant a L.=0.2mm. On peut noter cependant que, lorsque 'on s’éloigne de la pointe
de la fissure, I’écart entre les courbes diminue jusqu'a une distance d., au-dela de laquelle
’évolution du taux de croissance de cavités est indépendante de la taille du maillage. Ce
constat a amené Delmotte [5] a définir un critere de rupture équivalent, noté (R/Rg)4. Ce
paramétre correspond a la valeur critique du taux de croissance de cavités calculée dans une
maille dont le centre est situé au-dela de la distance d. de la pointe de la fissure. Ce nouveau
critére de rupture serait donc indépendant de la taille du maillage L..
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Figure III-8. Evolution du taux de croissance des cavités pour deux tailles de maille L, a I'instant o
R'Ry a atteint sa valeur critique. Cas du métal fondu.

Selon la Figure I11-8, qui correspond a I'instant ou R/R, a atteint sa valeur critique
quand L=0.2mm, la distance d. est égale a 0.3mm. Afin de vérifier la validité du critére de
rupture équivalent, nous avons effectue trois calculs selon trois configurations différentes :

(1) (R/Rg)=2 et Ls=0.2mm : cette situation correspond a la valeur critique de R/Rg
calculée dans la maille située au fond de fissure.

[ ] I Le=0.2mm

fissure

0.1lmm

D
P

(2) (R/Rg)g=1.45 et L=02mm : la valeur de R/Ry est calculée a une distance
d.=0.3mm du fond de fissure, c¢’est-a-dire au centre de la deuxiéme maille située a
I’avant de la pointe de la fissure. Pour relacher les noeuds au niveau de 1’élément
@, le critere de rupture (R/Rg)4.=1.45 est déterminé dans I’élément @. Apres la
premiére procédure de relachement, cette opération est répétée dans I’élément @
afin de déterminer I’instant de rupture au niveau de I’élément @ et ainsi de suite ...

o @ @

=/

lr I Le=0.2mm

fissure

_ 0.3mm

(3) (R/Rg)¢c=1.35 avec L~0.1mm : la valeur de R/R, est calculée a une distance
d:=0.35mm du fond de la fissure, c’est-a-dire au centre de la quatriéme maille
située a ’avant de la pointe de la fissure. Dans ce cas, le critere de rupture de
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I'élément @ est calculé dans ’élément @. Le relachement de 1’élément @ est
effectué lorsque (R/Rg)a.=1.35 est atteint dans I’élément &, etc.

iLe:O. Imm

fissure

0.35mm

v

Les résultats issus de ces trois calculs ont été comparés en termes de courbes « J-Aa »,
reportées sur la Figure I11-10. Cette figure montre que les trois critéres ne sont pas €quivalents
et que les deux « valeurs équivalentes » (R/Rg)s. conduisent a une surestimation de la
résistance a la propagation de la fissure.

Ce décalage peut s expliquer a I’aide de la Figure III-9 illustrant ’évolution de R/R, en
fonction du déplacement. Prenons I’exemple du critére (R/Ry)a=1.45 avec une taille de maille
L.=0.2mm. Les noeuds de I’élément ' sont relachés lorsque R/R, atteint 1.45 dans I’élément
2 et a cet instant on a bien R/Ry=2 dans I'élément 1. Apres relaichement des premiers noeuds,
la pointe de la fissure se trouve au point A et il faut suivre I’évolution de R/R, dans I’élément
@ pour déterminer I'instant ou les noeuds au niveau de I’élément 2 seront relaches. Lorsque
ce critére est atteint, on constate que la valeur de R/R, dans I’élément 2, en pointe de fissure,
est nettement supérieure a 2. On observe le méme phénomene pour le troisieme reldchement
lorsque R/Rp=1.45 dans I’élément @, R/R, dans la maille @ en pointe de fissure est proche de
2.4.

Cette explication montre que le critére (R/Ro)q. pris au 2° élément correspond & une
valeur de R/R, supérieure a (R/Ry)=2 au 1% élément. Cette valeur augmente avec la longueur
de la fissure Aa. Ce qui peut expliquer I’écart important entre les deux courbes de la Figure 1I-
10 au fur et a mesure que Aa augmente.

Les mémes observations peuvent étre faites pour le critere (R/Rp)a=1.35 et L=0.1mm.
Comme ce critére est calculé a une distance supérieure a celle du critere (R/Rp)q=1.45, la
résistance a la propagation de la fissure est surestimée encore davantage (Figure I1I-10).

26 T - “
r rvie|e|e
24 ;ﬁssure/ I
22 ¢
3 (R/Ro)c
228 il il i il o sl ol
) -
€18t
1 4 [
16 [
(R/Ro)dc
14 T T T T T T T
12 [
1
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 1.4 1,6

Déplacement (mm)

Figure I11-9. Evolution de R/R, en fonction du déplacement dans 5 mailles situées au fond de fissure.
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Par ailleurs, la Figure III-11 donne I’évolution de R/Ry en fonction du déplacement
dans 5 mailles situées au fond de fissure. On constate que le gradient d’évolution de R/R, n’est
pas similaire dans toutes les mailles, ce qui peut engendrer un décalage entre les critéres

(R/Ry). et (R/Ro)qe.

Les trois calculs donnent cependant une ténacité a I’amorgage identique. Par contre, les
deux criteres de rupture équivalents (R/Rg)4. surestiment largement la résistance a la
propagation de la fissure.

Ceci révele donc la contradiction dans I'utilisation du modele de Rice-Tracey : d’une
part, il faut tenir compte d’une distance critique d. pour atténuer I’effet de la taille du maillage
et d’autre part, on constate que le fait de ne pas examiner R/Ry dans la premiere maille en
pointe de fissure fausse les résultats.

Cette constatation montre en quol le taux de croissance de cavités est sensible a la taille
des mailles. Ceci induit, bien entendu, une erreur sur I’estimation de la valeur de (R/Ry). qui ne
peut pas étre considérée comme un parametre intrinseque au matériau. C’est pour cette raison
que Devaux et al. [6] ont proposé de corréler R/R; et J a la taille de la maille par
Iintermédiaire de I’expression suivante

J=0..6, L. Ln(R/Ry)

avec o=2.78 dans le cas d’une éprouvette CT, oy la limite d’élasticité et L. la taille des mailles
en pointe de fissure.

600
500 |
T 400 2
£
]
=
= 300
200 - Expérience
A (R/IRo)c=2 Le=0,2mm
100 1 O (R/Ro)dc=1,45 dc=0.3 mm Le=0.2 mm
¢ (R/Ro)dc=1,35 dc=0.35 mm Le=0.1mm
0 [l L 1 . . L 1 1 ) |
0 02 04 06 08 1 12 14 16 18 2
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Figure III-10. Comparaison des critéres de rupture (R'Ry). et (R'Ro) .. Cas du métal fondu.
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Figure IIl-11. Gradient d évolution de R'R, dans les mailles en fond de fissure. Cas du métal fondu.

111.2.3.3. Influence de L. sur les courbes J-Aa obtenues avec le
modéle de Rousselier

La sensibilité du modéle de Rousselier a la taille du maillage en pointe de fissure a été
analysée sur des courbes «J-Aa». Le critere d’avancée de fissure est lié a la contrainte
d’ouverture oy, au deuxiéme point de Gauss de I’élément en pointe de fissure, conformément a
la description donnée au chapitre 1. Le modele de Rousselier que nous avons utilisé est le
modeéle standard de la bibliothéque Systus. Il n’intégre pas la notion de porosité critique pour
simuler I’avancée de la fissure. Les résultats sont reportés sur la Figure III-12 pour deux
configurations homogénes (MB et MF).

On constate qu’une augmentation de la taille du maillage en pointe de fissure provoque
une augmentation des valeurs de J. En d’autres termes, la taille du maillage L. controle la
valeur de la ténacité a 'amorgage. La méme tendance a été observée avec la troisieme
configuration homogeéne (ZAT). Ce résultat montre que, dans le cadre de I’approche locale, la
taille du maillage doit étre considérée comme un parametre lié a la technique de calcul par
éléments finis qu’il convient de prendre en considération dans notre démarche. En effet, dans
son modele, Rousselier propose que la taille des mailles soit un parametre ajustable. Il suggere
de prendre, en premiére approximation :

5
3N,

L. = ou N, est le nombre d’inclusions par unité de volume.
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Figure III-12. Influence de L. sur les courbes « J-Aa » obtenues avec le modéle de Rousselier.

II1.2.4. Etude paramétrique

Cette étude a pour but de déterminer le role des parametres de chacun des modeles sur
la propagation de la fissure, notamment sur le début de Iamorgage (Jic ou Joo) et sur la
cinétique de propagation de la fissure dJ/da. Nous allons analyser ici I'incidence des paramétres
locaux sur les courbes « J-Aa », en considérant une taille de maille en pointe de fissure de
0.2mm.

I11.2.4.1. Influence de (R/Ry).

La Figure III-13 montre I'influence du taux critique de croissance des cavités sur les
courbes « J-Aa» dans le cas du métal de base et du métal fondu. Dans chaque cas, deux
valeurs de (R/Ry). ont été vérifiées : pour MB, nous avons choisi (R/Rg).=1.1 et 1.4 tandis que
pour MF (R/Rg).=2 et 2.1. Les valeurs de (R/Ry). €gales a 1.1 pour MB et 2.1 pour MF ont été
retenues arbitrairement. Lorsque (R/Ro). augmente, les valeurs de J augmentent. Il apparait
donc que le parametre (R/Rg). contréle principalement la ténacité a I’amorcage. On peut
également noter, a partir de cette figure, que les valeurs de (R/Rg). pour MB et MF ont été
correctement identifiées. En effet, les courbes simulées avec les parametres déterminés a partir
de la ténacité a I’amorcage Jo» (voir paragraphe I11.2.2.1) reproduisent de maniére satisfaisante
les courbes expérimentales.
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Figure IIl-13. Influence du parametre (R'Ry). sur les courbes « J-Aa » - L,=0.2mm.

111.2.4.2. Influence de ; et D

L’influence des paramétres o; et D du modéle de Rousselier a été analysée sur les
courbes « J-Aa » dans le cas du métal fondu (Figure I1I-14). Nous définissons le paramétre C
comme étant le rapport entre G; et 6,. L’augmentation de C provoque une augmentation des
valeurs de J et une légére augmentation des pentes dJ/da. La diminution de D a tendance a
augmenter les pentes dJ/da. Ainsi, le parametre o, contrdle essentiellement la ténacité a
I’amorcage alors que la constante D pilote la cinétique de propagation de la fissure. Cette
complémentarité des effets de G, et D peut donc permettre un bon ajustement des résultats
numeériques avec les courbes expérimentales. Dans cet exemple, le cas ou o,=c, et D=2 semble
décrire correctement la courbe expérimentale. Dans la littérature, le rapport C varie entre 0.6
et 1.2 ; la valeur préconisée par Rousselier étant 2/3.

111.2.4.3. Influence de f., S et a

L’influence des paramétres f., & et a du modéle de Gurson-Tvergaard-Needleman a été
analysée sur la courbe « J-Aa » dans le cas du métal de base. Le paramétre « a », qui définit la
germination continue de cavités, pilote la cinétique d’évolution de la porosité f par la formule
suivante :

f = ade? ou de.f est I'incrément de déformation plastique équivalente.
eq q p que eq

Compte tenu des difficultés de mise en place d’un logiciel d’identification automatique
des parametres par résolution inverse et en raison de la lourdeur d’une identification par
tatonnement, nous nous sommes limités a 4 jeux de parametres choisis arbitrairement :

-£=0.01 6=3 et a=0.5 ;
- £=0.05 =3 et a=0.5 ;
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-£=0.016=1eta=05;
- £=0.01 6=3 et a=1.

Les résultats de 1'analyse par éléments finis, reportés sur la Figure I1I-15, montrent
qu’une augmentation de la fraction volumique critique de cavités f. provoque une
augmentation de la ténacit¢ a ’amorcage ainsi qu’une augmentation de la pente dJ/da. Le
parametre 0 ne pilote que la cinétique de propagation de la fissure: si O augmente, dJ/da
diminue. Enfin, 'augmentation du paramétre « a » induit une diminution des valeurs de J et une
légere diminution de la pente dJ/da.

600
L B C=2/3etD=2
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Figure llI-14. Influence des paramétres o; (C=0,/0,) et D du modéle de Rousselier sur les courbes
« J-Aa ». Cas du métal fondu - L,=0.2mm.
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Figure III-15. Influence de f,, & et a du modele GTN sur la courbe « J-Aa ». Cas du métal de base -
L.=0.2mm.
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II1.2.5. Simulation de I'avancée de la fissure dans le cas d’un joint soudé

La déchirure ductile dans le cas du joint soudé a été modélisée sur I’éprouvette CT25
hétérogene, avec une taille de maille en pointe de fissure égale a 0,2mm. Elle est composée du
meétal de base, du métal fondu et de la zone affectée thermiquement, placée dans la partie
centrale de I'éprouvette et de largeur constante égale a 3mm. La fissure initiale se trouve dans
la ZAT a Imm de la ligne de fusion (interface ZAT/MF). L’étude expérimentale a mis en
évidence une déviation de la fissure vers le métal de base (cf paragraphe 1.3.5.). Dans cette
partie, nous allons tenter de retrouver ce résultat de maniére numérique en simulant I’avancée
de la fissure.

I11.2.5.1. Simulation avec le modéle de Rice-Tracey

Nous rappelons ici les principaux résultats obtenus par Al Rassis [1] en utilisant le
modele de Rice-Tracey. 1l est important de noter que, dans ce cas de figure, ce modéle ne
permet pas de simuler ['accroissement de la fissure. En effet, la procédure de relaichement des
noeuds, couplée au critere de rupture (R/Ry)., nécessite la connaissance préalable du trajet de
la fissure.

Deux mailles, situées dans la zone affectée thermiquement et placées de part et d’autre
de I'axe de symétrie de I’éprouvette, ont été distinguées : celle du coté MB et celle du coté
ME. La courbe donnant I’évolution de R/Ry en fonction du déplacement d montre que le taux
de croissance de cavités croit plus rapidement du c6té¢ MB (Figure III-16), métal ayant la limite
d’¢élasticité la plus basse.

5
1
45 F | 72 R/Rocoté MF
4t —&— R/Ro c6té MB

ZAT

R/Ro

0 02 04 06 08 1 12 14 16 18 2

Déplacement (mm)

Figure IlI-16. Evolution du parametre R/'R, dans le cas de | ‘éprouvetie hétérogene - L,=0.2mm.

Ce résultat nous a conduit a suivre uniquement I’évolution de R/Ry du c6té du métal de
base. Une analyse, pour un déplacement donné, des valeurs de R/R, atteintes au niveau des
mailles situées dans la zone proche de la pointe de la fissure a permis de prédire la direction
probable de la fissure. En considérant que la fissure se propage dans la direction ou le
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parametre R/Ry atteint des valeurs maximales, nous constatons que cette fissure se dirige vers
le métal de base, comme le montre la Figure 111-17. Cette représentation ne correspond en
aucun cas a un accroissement de la fissure, mais indique, pour un déplacement donné, la
direction probable de la fissure. De plus, la distribution des valeurs de R/Ry n’a été reportée
que dans une petite zone proche de la pointe de la fissure. Lorsque 1’on s’éloigne de cette
région, le gradient des valeurs de R/R, diminue et il devient difficile de distinguer des
différences dans les valeurs de R/R, pour deux €léments adjacents.

Figure 1lI-17. Distribution des valeurs de R R, dans les mailles en pointe de fissure dans le cas de
l'éprouvette hétérogene - L.=0.2mm.

111.2.5.2. Simulation avec le modéle de Rousselier

La simulation de I’avancée de la fissure est néanmoins rendue possible a I’aide d’un
modele couplé, tel que celui de Rousselier, car 1’avancée de la fissure est simulée par
endommagement automatique des mailles.

Les parametres du modele affectés a MB, MF et ZAT dans I’éprouvette hétérogene
sont ceux déterminés précédemment dans le paragraphe 111.2.2.2. L analyse par €léments finis
montre que la fissure est déviée vers le métal de base et un accroissement de la fissure de
I'ordre de 1.6mm a pu étre simulé (Figure 111-18).

Dans le modele de Rousselier, 'indicateur d’endommagement est li€¢ au maximum
atteint par la contrainte d’ouverture Gy, au deuxieme point de Gauss de I’élément en pointe de
fissure (Figure I11-19). Cependant, le retour de Gy, vers zéro se fait de maniere asymptotique.
Par conséquent, lorsque la contrainte d’ouverture dans la deuxieme maille atteint un maximum,
la contrainte d’ouverture dans la premiere maille n’est pas nulle. Pour y remeédier, certains
auteurs ont proposé une valeur critique de la fraction volumique de cavités [7, 8].
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Figure III-18. Simulation de I 'avancée de la fissure avec le modeéle de Rousselier dans le cas de
[ 'éprouvette hétérogéne - L,=0.2mm.
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111.2.6. Conclusion

La technique de relachement des noeuds combinée avec le modele de Rice-Tracey
nécessite la connaissance préalable du trajet de la fissure. Par conséquent, cette procédure ne
peut étre utilisée que dans le cas d’une structure homogene et présentant une symétrie
géométrique. Dans le cas d’une structure hétérogene, le modele de Rice-Tracey peut
cependant étre employé comme outil de prédiction de I’amorgage. Par ailleurs, il faut souligner
que la détermination du parametre (R/Ry). est tres sensible a la taille des mailles situées en
pointe de fissure. La recherche d’une distance critique d. au-dela de laquelle le taux de
croissance des cavités ne dépend plus du maillage ne constitue en aucun cas une alternative.

Le modele de Rousselier est caractérisé par trois paramétres, ce qui facilite le calage
avec les résultats expérimentaux. Cependant, les paramétres G; et D ne sont pas reliés a des
propriétés métallographiques ou mécaniques et ne peuvent donc pas étre déterminés
séparément. En revanche, ce modéle peut permettre la simulation de ’avancée de la fissure par
effondrement automatique des mailles. Cela signifie que, d’'une maniere générale, les modéles
découplés rendent possible la simulation de la propagation d’une fissure dans une structure
hétérogene.

IIL1.3. Cas de I’alliage d’aluminium 2024-T351

Dans cette partie, nous nous intéressons a la modélisation numérique en utilisant
"approche locale, dans le cas d’un alliage d’aluminium 2024-T351.

II1.3.1. Maillages et conditions aux limites

L’étude numérique a €té realisée sur une éprouvette CCP (Central Crack Panel) avec
une longueur relative de fissure egale a 0.34. Les maillages sont composés de mailles
quadratiques a 8 noeuds et 4 points de Gauss. La zone en pointe de fissure est constituée de
mailles carrées de 0.2mm de coté.

Pour des raisons de symétrie, seul un quart de la section longitudinale de 1’éprouvette a
été¢ modéelisé (Figure 111-20). Le déplacement des noeuds situés sur le ligament a ’avant de la
fissure est bloqué suivant la direction y perpendiculaire au plan de la fissure. Le déplacement
des noeuds situés le long de 'axe de symétrie vertical est bloqué suivant la direction x. Le
déplacement des noeuds de la face supérieure est impose¢ suivant la direction y et la charge
appliquée a I’éprouvette correspond aux réactions a ces noeuds. Pour 'utilisation des modéles
couplés, nous avons considéreé une éprouvette entiere (Figure I1I-21).

L’analyse par ¢éléments finis a été réalisée dans les conditions suivantes: 2D
bidimensionnel, contraintes planes, grandes deéformations et comportement de type
élastoplastique avec écrouissage isotrope basé sur le critére de Von Mises.
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Figure I1I-20. (a) Maillage d ‘un quart d 'une éprouvette CCP (a/W=0.34). (b) Mailles en fond de
fissure - L,=0.2mm.
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Figure III-2]. Maillage d une éprouvette CCP compléte (a W=0.34).
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II1.3.2. Détermination des parametres locaux

I1L.3.2.1. Détermination du taux critique de croissance des cavités

Le taux critique de croissance des cavités a ¢té déterminé a partir des essais de
déchirure ductile effectués sur les éprouvettes CCP. L’analyse par éléments finis de la méme
éprouvette permet de tracer 1’évolution du parametre R/Ry, calculé dans la maille en pointe de
fissure, en fonction de la charge appliquée. La valeur de (R/Ry). correspond alors a la charge
Py, correspondant a la charge pour laquelle la fissure a avance d’une longueur égale a la taille
de la maille L., soit 0.2mm : Py,=18kN dans le sens L et Py>,=16.5kN dans le sens TL (valeurs
déterminées expérimentalement dans le Chapitre II). On obtient d’apres la Figure I11-22 :
(R/Rg). =1.033 et (R/Ry). =1.025 dans les sens L et TL respectivement. Par ailleurs, on peut
noter sur cette figure que I’évolution de R/R, en fonction de la charge appliquée est la méme
dans les deux sens.

1,04 T
| RRoe=10338 .
1,03
e bee--- (RRQe=1.025 . ... ... ...... /
x L . L
® 102 r =T
1,01 1
) - . . P02=16,8 kN, : P0,2=18 kN

0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20
Charge (kN)

Figure 11I-22. Détermination du parametre (R'Ry). a partir de la charge P> pour les sens I et TL.

Ces valeurs sont tres faibles mais comparables aux valeurs de (R/Ry). déterminées pour
d’autres alliages d’aluminium [5, 9]. Ces faibles valeurs sont liées a ’état de contraintes planes
et donc a un taux de triaxialité¢ des contraintes faible également. En effet, la Figure 111-23, qui
donne I’évolution du taux de triaxialité des contraintes en fonction de la déformation plastique
équivalente, montre que 0,/G.(<0.55. Ces valeurs ont été calculées a partir de la moyenne des
contraintes et des déformations calculées aux 4 points de Gauss de la maille située a la pointe
de la fissure.
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Figure I1I-23. Evolution du taux de triaxialité des contraintes en fonction de la déformation plastique
équivalente a la pointe de la fissure.

I11.3.2.2. Détermination des paramétres du modéle de Rousselier

Les parametres o; et D ont éte identifiés a partir des courbes rationnelles de traction
monotone. Nous avons donc modélisé une éprouvette de traction entiére, dont le maillage est
présenté sur la Figure 111-24. La largeur de I’éprouvette dans la partie utile est de 12.5mm et
une réduction volontaire de 0.1mm de la largeur a été appliquée au milieu de I’éprouvette afin
de créer une instabilité numérique pour localiser la déformation.

Le parametre D est arbitrairement fixé a 2 et la fraction volumique initiale de cavités
vaut, d’apres les observations expérimentales, 0.12%. Le parameétre o, a été calibré a partir de
la déformation a rupture. Les valeurs de 6, qui permettent de reproduire au mieux les courbes
expérimentales sont ¢; = 90MPa dans le sens L et o, = 80MPa dans le sens TL (Figure 111-25).
Ces valeurs sont tres €loignées de (2/3)c, préconis¢ par Rousselier et des valeurs généralement
observées dans la littérature, qui s’étendent de 0.6c, a 1.2c,, puisque dans notre cas
61=(1/4)o,. La Figure 111-25 montre également qu’une valeur de o, égale a (2/3)c, surestime
largement la déformation a rupture €,. Un tel résultat pourrait étre did a 1’état de contraintes
planes, alors que les travaux reportés dans la littérature présentent dans la majorite des cas un
état de déformations planes.

On peut également remarquer sur cette figure que la courbe d’écrouissage est bien

reproduite et montre que la loi de comportement introduite dans le code de calcul a été
correctement définie.
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Figure I1I-24. Maillage de | éprouvette de traction pour [ alliage d aluminium.
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Figure I11-25. Détermination du paramétre o; a partir de la courbe rationnelle de traction : (a) sens
L et (b) sens TL (C=0, o). '

I11.3.2.3. Détermination des paramétres du modele GTN

Rappelons que I'utilisation du modele GTN avec le code de calcul SYSTUS nécessite
'identification de 5 paramétres: q;, fo, f;, 0 et a. La valeur de q; a été fixée a 1.5,
conformément a la définition de Tvergaard. La valeur de q, est prédéfinie dans le logiciel et
vaut 1. La fraction volumique initiale de cavités, déterminée grice a des observations au
microscope, vaut 0.12% (Chapitre I1). Les valeurs des parametres 6 et a ont été arbitrairement
fixées a 3 et 0.5 respectivement. Rappelons que le paramétre « a » définissant la germination
continue des cavités, pilote I’évolution de la porosité f selon I’équation suivante :

f= adeepq ou dsgq est 'incrément de déformation plastique €quivalente.

La fraction volumique critique de cavités f. a été identifiee a partir des courbes
rationnelles de traction monotone (Figure II1-26). Ceci nous a conduit au jeu de parametres
suivant :

qlzl 5

Q=1

f():O. 12%

=3

a=0.5

f.=2% dans le sens L
f=1.5% dans le sens TL.
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Figure I11-26. Détermination du parameétre f, a partir de la courbe rationnelle de traction : (a) sens L
et (b) sens TL.

I11.3.3. Simulation de la déchirure ductile de I’alliage d’aluminium

La simulation de la déchirure ductile consiste a déterminer numériquement les courbes
«J-Aa». La comparaison entre les résultats numeériques et la courbe expérimentale de
référence permettra de valider le choix des paramétres déterminés précédemment.
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II1.3.3.1. Modéle de Rice-Tracey

Les résultats issus des simulations par €léments finis ont été dans un premier temps
compares aux tests expérimentaux en termes de courbes « Charge - Longueur de la fissure ».
Les courbes obtenues par le calcul par éléments finis reproduisent correctement les relevés
expérimentaux (Figure III-27), ce qui prouve que le taux critique de croissance des cavités a
été¢ correctement identifi¢. En termes de courbes «J-Aa», les résultats sont également
satisfaisants comme le montre la Figure I11-28.
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Figure III-27. Evolution de la charge en fonction de la longueur a de la fissure. Comparaison entre
expérience el simulation dans le cas du modéle de Rice-Tracey.
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Figure III-28. Courbes « J-Aa ». Comparaison entre expérience et simulation dans le cas du modeéle
de Rice-Tracey : (a) sens L et (b) sens TL.

Nous avons €galement compare les résultats numeériques aux courbes expérimentales
« Charge-Déplacement » (Figure 111-29). Globalement, I’évolution de ces deux courbes est
similaire, méme si quelques écarts existent. De plus, on peut remarquer, pour la courbe
numérique, que la charge décroit rapidement aprés ’amorcage de la fissure.

20 1 —_ @ 200 (b)
18 18 J
16 [ 16
14 14 i
g 12 g 12
%10 : Sens L % b
S 8 S 8 r Sens TL
e /| Rice-Tracey 6r /| - Rice-Tracey
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2 2r
0 ——"+— — 0 IR —
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 0 0,2 0,4 0,6 0,8 1
Déplacement (mm) Déplacement (mm)

Figure I1I-29. Comparaison des courbes « Charge-Déplacement » expérimentales et numériques sur
les éprouvettes CCP : (a) sens L et (b) sens TL.

Nous avons cependant voulu vérifier 'erreur commise sur la courbe « Charge -
Longueur de la fissure », lorsque le parameétre (R/Ro). est identifié a partir de la charge a
I’amorgage P,, que I’on peut également noter P, (Figure III-30). Les résultats sont reportés sur
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la Figure III-31. Pour une longueur de la fissure donnée, la courbe numérique sous-estime la
charge, principalement pour une croissance de la fissure inférieure a 1mm.

Cette constatation nous a conduit a choisir la charge P a 0.2mm (charge Py,) pour
déterminer la valeur de (R/Ry). qui semble fournir des résultats corrects.
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Figure lII-30. Détermination du paramétre (R'Ry). a partir de la charge a I amorgage P,
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Figure III-31. Evolution de la charge en fonction de la longueur a de la fissure. Comparaison entre
expérience et simulation dans le cas du modeéle de Rice-Tracey.

111.3.3.2. Modéle de Rousselier

Les simulations numériques réalisées avec le modele de Rousselier nécessitent quelques
ajustements. En effet, la Figure I11-32 montre que la charge a I’amorgage est sous-estimée par
le calcul. Une légere augmentation de la valeur de o, permet de rattraper ce décalage.
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Cet écart au niveau de la valeur du paramétre o; peut étre attribué a la methode
d’identification, utilisant I’allongement a rupture d’une éprouvette de traction. Cette mesure
expérimentale étant dispersive, il est normal d’avoir une petite incertitude sur la valeur de ;.
En prenant finalement 6,=95MPa dans le sens L et 5;=85MPa dans le sens TL, on obtient une
courbe numérique en bon accord avec les résultats expérimentaux (Figure I11-32 et Figure III-

1
20 )
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Figure I1I-32. Evolution de la charge en fonction de la longueur de la fissure. Comparaison entre
expérience et simulation dans le cas du modele de Rousselier (C=0,'0;).

En outre, on peut remarquer sur la Figure I1I-33, que le fait de ne considérer qu’un
quart de I'éprouvette CCP conduit a une surestimation de la résistance a la propagation de la
fissure. Ce type de remarque a été souligné par quelques travaux issus de la littérature [10, 11].
Notons également que, pour des raisons de convergence, les calculs par élements finis
effectués sur I’éprouvette entiere n’ont permis de simuler qu’un accroissement de la fissure de
Imm. Cette explication reste a vérifier.
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Figure III-33. Courbes « J-Aa ». Comparaison entre expérience et simulation dans le cas di modele
de Rousselier (C=0o, o).

La Figure III-34 montre ces mémes résultats sous la forme de courbes donnant
I’évolution de la charge en fonction du déplacement. La courbe numérique suit de maniere
satisfaisante la courbe expérimentale, dans les sens L et TL.
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Figure 1lI-34. Comparaison des courbes « Charge-Déplacement » expérimentales ef numériques : (a)
sens L et (b) sens TL.
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I11.3.3.3. Modéle GTN

Dans cette partie, aucun résultat ne peut étre présenté en raison des difficultés de
convergence des calculs. D’aprés les renseignements fournies par la société Framasoft, le
modéle GTN programmé dans le code calcul SYSTUS ne serait valable que pour des
structures présentant un état de déformations planes. Le logiciel SYSTUS ne permet donc pas
d’effectuer de calculs en condition de contraintes planes avec ce modéle.

I11.3.4. Conclusion

Dans cette partie, nous avons vu que les modeles de Rice-Tracey et de Rousselier
donnaient des résultats en bon accord avec les données expérimentales. Le modéle de Gurson-
Tvergaard-Needleman, quant a lui, n’a pas pu étre testé. En effet, le logiciel SYSTUS ne
permet pas d’effectuer de calculs en contraintes planes avec ce modele.

Le parametre du modele de Rice-Tracey a ¢té identifié a partir de la charge
conventionnelle Py, issue des essais de deéchirure sur des éprouvettes CCP. Cette charge
correspond a une avancée de la fissure égale a la taille de la maille en pointe de fissure. Les
valeurs de (R/Ry). que nous avons obtenues sont tres faibles et sont en relation avec les faibles
taux de triaxialité¢ des contraintes présents en pointe de fissure. La validité de ce parametre
pourrait étre discutée ici, car la formulation du modele de Rice-Tracey est prévue pour de forts
taux de triaxialité.

Les parametres des modéles de Rousselier et de Gurson-Tvergaard-Nedleman ont éte
déterminés en utilisant les courbes de traction monotone obtenues avec des éprouvettes lisses.
Cette technique a donné des résultats concluants et peut €tre une alternative intéressante
lorsque I'on ne dispose pas d’éprouvettes axisymétriques entaillées, habituellement utilisées
pour la détermination des parameétres locaux. Dans le cas du modéle de Rousselier, nous
obtenons également des valeurs du parametre o, faibles et trés en dega des valeurs trouvées
dans la litterature.

I11.4. Cas de Pacier au nickel-chrome 12NC6

Dans le cas de cet acier, nous avons utilis¢ des €prouvettes axisymeétriques pour
déterminer le point d’amorcage et ainsi identifier les parametres liés aux modeles. Les courbes
« J-Aa » ont été simulées a ’aide d’éprouvettes CT.
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111.4.1. Maillages et conditions aux limites

I11.4.1.1. Eprouvettes axisymétriques entaillées

Pour la détermination des parametres locaux, nous avons modélis€¢ trois types
d’éprouvettes axisymétriques entaillées : AE2, AE4 et AE10

Dans le cas des calculs élastoplastiques, nous avons considéré la symétrie de
I’éprouvette par rapport au plan de section minimale en fond d’entaille et la symétrie de
révolution. Par conséquent, seul un quart de I’éprouvette a été modélisé en 2D axisymétrique.

La Figure III-35 présente le maillage de I’éprouvette AE2. Le maillage des géométries
AE4 et AE10 est décrit dans I’annexe D.
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Figure III-35. Maillage de I éprouvette AE2 : maillage (a) pour le modéle découplé et (b) pour les
modéles couplés.

Le déplacement des noeuds de la section minimale est bloqué suivant 'axe y. Le
déplacement des noeuds situés le long de 'axe de révolution est bloqué suivant la direction x.
Le déplacement des noeuds situés sur la face supérieure est imposé suivant la direction y,
définissant ainsi le chargement de 1’éprouvette.
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Dans le cas des calculs élastoplastiques avec endommagement, nous n’avons pas tenu
compte de la symeétrie par rapport au plan de section minimale en fond d’entaille (Figure III-
35b). Les mailles utilisées sont des quadrilatéres a 8 noeuds avec 4 points d’intégration. Les
¢léments en fond d’entaille sont des mailles carrées de 0.5mm de c6té. Cette taille de maille est
supérieure a celle utilisée pour simuler ’avancée de fissure avec ’éprouvette CT. En théorie, la
taille de maille peut étre identifiée a partir de la pente finale sur la courbe P-AC (Figure 1-25).
Expérimentalement, cette pente est difficile a mesurer précisément. De ce fait, on choisit une
taille de maille arbitraire, qui permette de réduire les temps de calcul. De plus, elle n’a pas
d’influence sur le calcul de R/Ry, car I’état de contrainte et de déformation est homogeéne au
coeur de I’éprouvette.

La loi de comportement a €té introduite dans le code de calcul point par point. Nous
avons tenu compte du plateau de Luders (déformation a charge constante), mais considéré que
la déformation se développe de facon homogene dans la partie utile de I’éprouvette, ce qui
n'est pas le cas expérimentalement. Ce choix n’a pas de conséquence sur les résultats
numeriques car ce phenomene apparait a des valeurs de déformation faibles. Afin de vérifier la
validité de cette loi, nous avons effectué¢ un calcul élastoplastique sur un quart d’une
éprouvette de traction lisse. Le maillage est présent¢ dans I'annexe D. Le diametre de
I’éprouvette dans la partie utile est de 11mm et une réduction de 0.002 fois le diametre a été
appliquée au milieu de I’éprouvette afin de créer une instabilité numérique, ce qui permet de
localiser la déformation.

La Figure III-36 montre un bon accord entre la courbe expérimentale et numérique, ce
qui prouve la validité de la loi de comportement modélisee.
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|
LI N R Calcul élastoplastique
5 | !
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Déformation (%) 7

Figure I1I-36. Courbe de chargement d une éprouvette de traction lisse. Vérification de la loi de
comportement utilisée pour | ‘analyse par éléments finis.
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111.4.1.2. Eprouvette CT

Compte tenu de la symétrie géométrique, seule une demi éprouvette CT25 pourrait étre
modélisée. Pour des raisons similaires a celles évoquées précédemment, nous n’avons pas
considéré la symétrie dans le cas des modéles couplés et une éprouvette entiere a donc été
maillée. Dans le cas du modeéle découplé de Rice-Tracey, nous avons souhaité conserver le
méme maillage.

Le maillage est constitué d’éléments quadratiques a 8 noeuds et 4 points de Gauss. La
zone en pointe de fissure est composée de mailles carrées de 0.2mm de coteé. L analyse par
¢léments finis a été réalisée sous les hypothéses de déformation planes et grandes déformations.

—— fissure : —

Figure III-37. Maillage de | éprouvette CT25 : (a) vue générale et (b) détail de la zone en pointe de
fissure (L,=0.2mm).

111.4.2. Détermination des paramétres locaux

Les parametres liés aux modeles ont eté identifies a partir des essais de traction sur les
eprouvettes axisymeétriques entaillées.

111.4.2.1. Détermination de (R/Ry).

Le parametre du modele de Rice-Tracey a été déterminé a partir de calculs
élastoplastiques réalisés sur les éprouvettes axisymétriques entaillées. Le parametre R/R, a été
calculé, a chaque incrément, a partir de la moyenne des contraintes et des déformations
calculées aux 4 points de Gauss de ’élément situé au coeur de 1'éprouvette. La variation du
diametre a également €té calculée, a chaque incrément, a partir du déplacement radial du noeud
situé en fond d’entaille. Il est alors possible de tracer ’évolution du taux de croissance des
cavités en fonction de la variation du diamétre. Le parametre (R/Ry). est identifié a partir de la
contraction diamétrale critique AQ,, déterminée expérimentalement.
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D’apreés la Figure 111-38, on obtient les valeurs moyennes suivantes :

- (R/Rg). =2.62 (pour I’éprouvette AE2, AJ.=1.88mm) ;
- (R/Ry). =2.65 (pour I’éprouvette AE4, AC.=2.3mm) ;
- (R/Rg). =2.66 (pour I’éprouvette AE10, AJ=2.7mm).
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Figure III-38. Détermination du taux critique de croissance des cavités (R'Ry). a partiy de la
contraction diamétrale critique AL, issue des essais de traction sur les éprouvettes axisymétrigues
entaillées - (a) AE2, (b) AE4 et (c) AE]0.

Les valeurs de (R/Rg). sont présentées en fonction du type d’éprouvette sur la Figure
I11-39. La valeur moyenne du taux critique de croissance des cavités est 2.62.
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Figure I1I-39. Taux critique de croissance des cavités en fonction du type d éprouvette.

La Figure I11-40 présente les valeurs de (R/Ry). en fonction du taux de triaxialité des
contraintes a ’amorcage. Cette valeur a été déterminée a partir d’une analyse par €léments finis
et déduite de la Figure III-41. Nous constatons que le taux critique de croissance des cavité€s
n’est pas sensible au taux de triaxialité des contraintes. On remarque également que le taux de
triaxialité des contraintes a I’amorcage de la fissure est quasiment le méme dans les éprouvettes
AE4 et AE10.
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Figure III-40. Evolution du taux critique de croissance des cavités en fonction du taux de triaxialité

des contraintes a [ ‘amor¢age.

La Figure III-41 présente ’évolution du taux de triaxialité en fonction de la
déformation plastique équivalente. Ces valeurs ont été calculées dans la maille située au centre
de I'éprouvette. Sur chaque courbe, le niveau de déformation plastique a I’amorgage de la
fissure pour les différents essais effectués est repéré par un point. Ce niveau est associé a la
moyenne des variations de diamétre a I’amorgage pour chaque type d’éprouvette. Dans le cas
des éprouvettes AE4 et AE10, les valeurs du taux de triaxialit¢ au cceur des e€prouvettes
atteignent des valeurs identiques pour des déformations importantes.

Taux de triaxialité des contraintes

1,6

1.4

1.2

1
0.8
0,6
0,4
0.2

0

————
- @ _e—-
T -—--“-—“ ,//’

s AE2
(A B AE4
/ — -~ AE10
? ® Points d'amorcage
0 0,2 0.4 0.6 08 1 s 9y
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Figure IlI-41. Evolution du taux de triaxialité des contraintes o,/ 0., au centre des éprouvettes AE en
Sonction de la déformation plastique équivalente &,.
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La Figure 111-42 présente la variation de Ln(R/Ry) en fonction du taux de triaxialité des
contraintes au centre de I’éprouvette. Les trajets de triaxialité se rejoignent dans le cas des
eprouvettes AE4 et AE10.

1,2

TT T T T YT T TTrTeT

Ln(R/Ro)
(&)
>

T TTTTTTTT

0 0,2 04 06 0,8 1 1,2 1,4 1,6
om/ceq

Figure III-42. Evolution de Ln(R’R) en fonction du taux de triaxialité des contraintes.

IT1.4.2.2. Détermination des parametres du modéle de Rousselier

La fraction volumique initiale de cavités f, a été déduite de la fraction volumique
d’inclusions f,, déterminée dans I'étude expérimentale (Chapitre II). Nous avons pris comme
approximation fy= £,=10".

Le parametre D a été arbitrairement fixé a 2. o; a été déterminé a partir de la courbe
« charge-contraction diamétrale » mesurée expérimentalement a partir d’essais de traction sur
des éprouvettes axisymétriques entaillées. Dans la simulation numérique de cette courbe, la
position du point d’amorgage est controlée par le parametre G;, ce qui permet de déterminer sa
valeur adéquate. Les valeurs ainsi obtenues sont (Figure 111-43) :

® 5;=420MPa (C=1.235) pour I'éprouvette AE2,
¢ 5;=450MPa (C=1.324) pour |’éprouvette AE4,
e 5;=480MPa (C=1.412) pour I’éprouvette AE10.

On note une 1égere dépendance de G; vis-a-vis du taux de triaxialité des contraintes
(Figure 111-44), mais cette dépendance reste faible.
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Figure 1lI-43. Détermination du parametre o, a partir de la courbe expérimentale « P-A » : (a)

AE2, (b) AE4 et (c) AEI0.
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Figure Ill-44. Evolution du rapport C=o; o, du modele de Rousselier en fonction du taux de
triaxialité des contraintes.

Notons, cependant, que le parametre D controle également la position du point
d’amorgage sur la courbe numérique « P-AQ » : la contraction diamétrale critique augmente
lorsque D diminue. Par conséquent, un autre jeu de parametres pourrait convenir. En effet,
nous avons arbitrairement fixé D=2 mais une autre valeur de D aurait pu tout aussi convenir
avec un calage différent du parametre c;, comme le montre la Figure I11-45 avec D=1.5 et
c1=350MPa. Par conséquent, plusieurs jeux de parametres peuvent étre trouveés.
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Figure [I1-45. Courbes « Charge-Variation de diametre » montrant la validité de deux jeux de
parametres.
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I11.4.2.3. Détermination des paramétres du modele GTN

Les parameétres a déterminer sont : q, fo, f., O et a.

Le parametres q a été pris égal a 1.5. La fraction volumique initiale de cavités a été
considérée égale a 10°. Les paramétres & et a ont été arbitrairement fixés a 3 et 0.1
respectivement.

Le parameétre f., qui désigne la fraction volumique critique de cavités, a ¢été détermin€ a
partir des courbes expérimentales « P-AQ » issues des essais de traction effectués sur des
éprouvettes axisymétriques entaillées. Ce parametre est identifié en reproduisant de maniere
numerique les courbes expérimentales. Sachant que dans la simulation par éléments finis, la
position du point d’amorcage dépend de la valeur de f., ce parameétre peut étre précis€ment
défini.

Les premieres simulations réalisées sur I’éprouvette AE2 montrent que, malgré une
forte augmentation de la valeur f, (f. >1% alors que f,=0.001%), le calcul sous-estime largement
la contraction diamétrale critique (Figure I111-46a). L analyse des résultats fait apparaitre que

I’évolution de la porosité f, qui dépend du parametre a (f = adegq ), est trop rapide. De ce fait,

le matériau perd, des le début du chargement, toute rigidité. Nous avons finalement fixé la
valeur de « a » a 0.001, et les valeurs de f. que I’on obtient sont les suivantes :

- £:=0.003 pour I’éprouvette AE2 ;
- £.=0.004 pour I’éprouvette AE4 ;
- £:=0.005 pour I"éprouvette AEI0.

On peut remarquer que le parametre f. dépend lui aussi du taux de triaxialité des
contraintes : lorsque G,/Ceq augmente, le parametre f. diminue (Figure 111-47).
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Figure I1I-46. Courbes « Charge-Variation de diametre » obtenues avec le modéle GTN : (a) AE2. (b)
AE4 et (¢c) AELD.
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Figure IlI-47. Evolution du parameétre f, du modeéle GTN en fonction du taux de triaxialité des
contraintes.
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II1.4.3. Simulation de la déchirure ductile

Les résultats issus de I’analyse par €léments finis ont ét€¢ comparés aux données
expérimentales en termes de courbes « J-Aa ».

111.4.3.1. Modéle de Rice-Tracey

Les résultats obtenus avec le modéle de Rice-Tracey sont présentés sur la Figure 111-48.
La résistance a la propagation de la fissure dJ/da est nettement sous-estimée. En revanche, la
ténacité a I'amorcage Jo» est correctement prédite.

Ces résultats ne peuvent étre améliorés puisqu’une variation de la valeur de (R/Ro).
n’affecterait que les valeurs de J et non la pente de la courbe dJ/da.

Nous avons vu dans le chapitre 1 que, dans la formulation du modéle de Rice-Tracey, le
terme préexponentiel A dépendait de la fraction volumique d’inclusions. Lorsque celle-ci est
tres faible, le terme A est proche de 0.5. Or, les résultats présentés ici correspondent a une
valeur de A égale a 0.283 et prédéfinie dans le code de calcul SYSTUS. Le taux de croissance
des cavités a été recalculé, conformément a la procédure décrite en annexe C, en prenant pour
valeur de A 0.5. Le taux critique de croissance des cavités vaut alors 4.6 (Figure I11-49).
Comme le montre la Figure III-50, la courbe « J-Aa » simulée avec cette nouvelle valeur de
(R/Ry). est confondue avec la précédente. Cela signifie donc que le terme préexponentiel A
n’est qu'un facteur multiplicatif qui n’a pas d’influence sur la courbe « J-Aa », mais ne modifie
que de maniere relative la valeur de (R/Ry)..
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Figure IlI-48. Comparaison des courbes « J-Aa » expérimentale et numérique pour [ 'acier 12NCG.
Cas du modéle de Rice-Tracey.
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Figure III-49. Détermination de (R'Ry). en prenant A=0.5.
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Figure III-50. Influence du terme préexponentiel A dans la formulation du modele de Rice-Tracey sur
la courbe « J-Aa ».

Par ailleurs, nous avons vérifié l'influence du paramétre B a [Dintérieur de
I'exponentielle (Equation 1-17 ou I-18). Le parametre (R/Ry). a été recalculé en prenant B=1.2.
On obtient alors une valeur moyenne (R/Ry).=2.01 (Figure III-51). La nouvelle courbe « J-
Aa » simulée se rapproche des relevés expérimentaux, mais des écarts subsistent encore (Figure
I11-52). De plus, la modification de la valeur de B n’a pas de justification puisqu’il n’a pas été
prouvé que la fraction volumique d’inclusions avait une influence sur B. En toute rigueur, les
résultats ne peuvent étre améliorés qu’en modifiant la taille des éléments en pointe de fissure.
En effet, compte tenu du faible taux inclusionnaire de ’acier 12NC6, il serait cohérent de
travailler avec une taille de maille L. supérieure a 0.2mm.
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Figure lII-51. Détermination de (R'Ry). en prenant B=1.2.
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Figure 11I-52. Influence du coefficient B a lintérieur de | 'exponentielle dans la formulation du
modele de Rice-Tracey sur la courbe « J-Aa ».

111.4.3.2. Modéle de Rousselier

Les résultats obtenus avec le modéle de Rousselier sont en bon accord avec les
résultats expérimentaux, comme le montre la Figure I11-53. On peut également noter qu’un
deuxiéme jeu de parameétres permet de reproduire la courbe expérimentale (D=1.5 et
0:;=350MPa). De ce fait, la valeur du paramétre G, est liée au choix de D.
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Figure I1I-53. Comparaison des courbes « J-Aa » expérimentale et numeériques pour I acier 1 2NC6.
Cas du modeéle de Rousselier.

111.4.3.3. Modéle GTN

Les simulations effectuées avec le modéle GTN montrent que la résistance a la
propagation de la fissure est sous-estimée. En d’autres termes, le facteur 6 accélérateur de la
coalescence des cavités est trop élevé. En effet, lorsque nous avions déterminé les parameétres
du modele a partir de la courbe « P-AQ », nous avions arbitrairement fixé & a 3. En prenant
8=2, les résultats numériques sont en accord avec la courbe expérimentale « J-Aa », ce qui
valide le nouveau jeu de parametres.

Nous avons ensuite vérifié I'incidence du changement de la valeur de 6 sur la courbe
« P-AQD » de I’éprouvette AE4. La Figure III-55 montre que la diminution de 6 induit une
diminution de la pente finale de la courbe ainsi qu’une légere augmentation de la contraction
diamétrale critique.
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Figure IlI-54. Comparaison des courbes « J-Aa » expérimentale et numériques pour [ acier 12NCG6.
Cas du modele GTN.
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II1.4.4. Conclusion

Pour la modélisation de la déchirure ductile de I’acier 12NC6, nous avons déterminé les
parameétres des modéles a partir d’essais de traction sur des éprouvettes axisymétriques
entaillées. Les modeles couplés de Rousselier et de Gurson-Tvergaard-Needleman permettent
de bien décrire la rupture de I'éprouvette CT. L’analyse par €léments finis permet méme de
confirmer la validité de la partie extrapolée de la courbe expérimentale.

Le modéle découplé de Rice-Tracey donne des résultats moins satisfaisants. La ténacité
a I’amorgage J, > est correctement preédite mais la résistance de la propagation a la fissure dJ/da
est nettement sous-estimée. Il semblerait que, pour de faibles taux inclusionnaires, le terme
préexponentie] A dans la formulation du modele est proche de 0.5. Or, la modification de la
valeur de A n’a aucune influence sur la courbe « J-Aa ». Les résultats obtenus avec le modéle
de Rice-Tracey peuvent néanmoins étre améliorés en augmentant la taille des mailles en pointe
de fissure, compatible avec le taux inclusionnaire tres faible du matériau.
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CONCLUSION GENERALE

L’étude qui a été exposée porte sur I’analyse du phénomene de la déchirure ductile en
utilisant les concepts de I’approche locale en mécanique de la rupture, dans le cas de trois
matériaux différents . un acier au CMn dans la configuration d’un joint soudé, un alliage
d’aluminium 2024-T351 et un acier 12NC6. Au niveau de ’approche locale de la mécanique
de la rupture, nous avons utilisé trois modeles : le modeéle de Rice-Tracey (R&T) basé sur la
croissance de cavités, le modéle de Rousselier et le modele de Gurson modifié (GTN) basés sur
I’endommagement continu. Ce travail a été conduit en deux volets : une étude expérimentale et
une modélisation numérique.

ATissue de cette €étude, plusieurs conclusions principales peuvent étre tirées :

L’étude bibliographique a mis en évidence I'influence de la taille des mailles situées au
fond de fissure sur les parametres locaux des différents modeles basés sur une approche locale.
Il ressort de cette partie que le modele de Rice-Tracey nécessite la détermination d’un
parametre unique (R/Ry). pour simuler la déchirure ductile qui est réalisée par la technique du
relachement des noeuds. Le modele de Rousselier, qui utilise trois paramétres (f, o1, D) avec
D une constante, considere que la taille des mailles L. situées au fond de la fissure est aussi un
parameétre ajustable. Quant au modele GTN, il intégre huit paramétres, ce qui le rend plus
souple pour la simulation. Ces deux modeles, basés sur I’endommagement continu, présentent
I’avantage de simuler la déchirure ductile par effondrement automatique des mailles.

Dans la partie expérimentale, nous avons étudi¢ des matériaux possédant des taux
inclusionnaires différents. Les essais de déchirure semblent mettre en évidence une influence de
la fraction volumique d’inclusions f; sur les valeurs de la ténacité a I’amorgage Jo, : lorsque f;
est faible, Jo, est important, et inversement. Nous avons également observé que la résistance a
la propagation de la fissure est importante, dans le cas de I’acier 12NC6 pour lequel la fraction
volumique d’inclusions est de I’ordre de 10”. Ce constat est cohérent puisque le processus de
rupture ductile prend principalement naissance au niveau des inclusions présentes dans le
matériau.

Ces résultats sont confirmés par ’analyse par éléments finis. En effet, le parameétre f;,
dans les modeles de Rousselier et de Gurson-Tvergaard-Needleman, pilote la pente dJ/da de la
courbe « J-Aa ». Nous avons remarqué qu’une pente forte de la courbe était obtenue avec un
parametre f; faible. Le modele de Rice-Tracey ne considére pas dans sa formulation la fraction
volumique d’inclusions. Or, le terme préexponentiel A dans ce modele dépend de f, : d’apres
Rice et Tracey, ce terme est constant et vaut 0.283. Cependant, des études ont montré qu’il
¢tait proche de 0.5 lorsque f; était faible. Mais le choix de A n’affecte que de maniére relative
la valeur de R/R¢ et n’a aucun effet sur la courbe « J-Aa». En revanche, les résultats
concernant I’acier 12NC6 peuvent étre ameéliorés en augmentant la taille de maille L. en pointe
de fissure, une valeur de L. supérieure a 0.2mm ¢tant justifiée par le faible taux inclusionnaire
du mateériau.

Dans la partie numérique, nous avons mis en évidence I’influence majeure de la taille
des mailles en pointe de fissure sur les résultats issus de I’approche locale. Le taux critique de
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croissance des cavites, parametre unique du modele de Rice-Tracey, est trés sensible a la taille
des mailles et ne peut par conséquent étre considéré comme un parameétre intrinseque au
matériau. De plus, ce paramétre est directement déterminé a partir d’'une donnée
expérimentale, ce qui simplifie considérablement son utilisation. En revanche, le fait qu’il n’y a
qu’un seul parameétre rend ’emploi de ce modele assez rigide car aucun ajustement avec un
autre parametre n’est possible. Enfin, la technique de relachement des noeuds, utilisée pour
simuler I'avancée de la fissure, limite I'application de ce modéle au cas de structures
homogenes présentant une symetrie géométrique.

Dans le cas des potentiels de Rousselier et de Gurson, la taille des mailles en pointe de
fissure est un parametre ajustable. Le nombre plus important des parametres de ces modeles
permet de compenser I'influence de la taille des mailles. Cela permet également un calage plus
simple des calculs sur les résultats expérimentaux, d’ou une utilisation plus souple de ces
modeles. En revanche, la multiplication du nombre de parameétres rend leur identification
difficile d’une part et conduit a la non-unicité de la solution numérique d’autre part. 1l existe,
en effet, plusieurs jeux de parametres permettant de reproduire les résultats expérimentaux. De
ce fait, les parametres de ces deux modeéles ne sont pas intrins€éques au matériau.
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PERSPECTIVES

Cette étude a montré la grande sensibilité des modéles de I’approche locale a la taille du
maillage en pointe de fissure. Nous avons fixé une taille d’élément permettant de reproduire au
mieux les résultats expérimentaux. Il serait plus rigoureux de relier cette taille a des grandeurs
inclusionnaires du matériau.

Au niveau expérimental, il serait également intéressant de réaliser des essais de traction
in situ a intérieur d’un microscope électronique a balayage. Ces tests nous permettraient de
mieux connaitre les mécanismes d’endommagement des matériaux €tudi€s et de comparer les
mécanismes d’endommagement d’un matériau « propre » comme l'acier 12NC6 et d’un
matériau possédant un taux inclusionnaire important comme [’alliage d’aluminium 2024-T351.

L’utilisation de procédures numériques d’identification pour caler les modéles avec
I’expérience semble indispensable. Ces techniques, méme si elles ne sont pas certaines
d’aboutir a l'unicité des parametres, permettent une identification rapide. Le logiciel de
résolution par méthode inverse SiDoLo semble répondre & notre attente mais son utilisation
nécessite la realisation d’une interface avec le code de calcul par €léments finis Systus.

Dans cette étude, nous avons utilisé le modele de Rousselier dans sa formulation de
base. La modélisation de I'avancée de la fissure devrait étre améliorée en introduisant une
valeur critique de la porosité. Ce parametre supplémentaire peut étre évalu€ grace a un critére
de coalescence tel que le critere de Thomason, qui a I’avantage d’avoir une signification
physique. Cette technique est déja utilisée dans la littérature pour le modele de Gurson-
Tvergaard-Needleman.

Enfin, la technique de relachement des noeuds restreint considérablement le champ
d’application du modéle de Rice-Tracey pour la simulation de ’avancée de la fissure. Une
procédure d’effondrement de la maille quand le taux de croissance des cavités a atteint sa
valeur critique peut €tre une voie a explorer.
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ANNEXE A
Approche globale a deux paramétres

A.l. Introduction

L'intégrale J et le facteur d'intensité des contraintes K sont deux grandeurs couramment
utilisées en mécanique de la rupture. Un certain nombre de résultats accumulés au cours de ces
derniéres années montrent néanmoins que, lorsque la plasticité se développe et que le facteur
d'intensité de contrainte K n'est plus utilisable, l'intégrale J reste encore un parametre
intéressant a condition de l'associer a un second paramétre représentatif du degré de
confinement de la plasticité en pointe de fissure. Ce deuxieme parametre est généralement issu
de termes du second ordre des champs analytiques des contraintes en pointe de fissure. La
représentation de I'évolution de la ténacité Jic en fonction de ce parametre permet de définir un
lieu de rupture, c'est-a-dire la valeur de J au-dela de laquelle il y a risque de rupture.

Actuellement, un nombre relativement important d'approches découle de ce concept.
Nous décrirons ici les deux approches les plus présentes dans la littérature : les approches J-T
et J-Q.

A.2. Approche J-T

A.2.1. Définition

Pour un matériau élastique linéaire, le champ de contraintes devant la fissure est décrit
par un terme singulier sous la forme :

K
= f; (8) (Equation 1)

i = 2mr

X

avec K, : le facteur d'intensité des contraintes en mode o (a0 =1, 1T ou III).
1, 0 : les coordonnées polaires définies sur la Figure 1.
£;(0) - une fonction de 6, indépendante de la géometrie et du chargement.

Williams propose de tenir compte d'un terme supplémentaire (contrainte T) dans le
développement limité du champ de contraintes en pointe de fissure pour un matériau élastique
dans le plan xy :

KO(
2nr

Cjj = fi~(e) + T6x1'8xj (Equation 2)

X
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fissure

Figure 1. Systeme de coordonnées polaires r. 6 a la pointe de la fissure.

La contrainte T, parallele au plan de fissure, est proportionnelle a la contrainte
nominale au voisinage de la fissure. Pour une méme valeur du facteur d'intensité de contrainte
k, la taille de la zone plastique tend a étre confin€e (respectivement étendue), lorsque la valeur
de T est supérieure a zéro (inférieure a zéro). Pour une contrainte T supérieure a zéro
(respectivement inférieure a zéro), la zone plastique s'étend vers l'arriere (respectivement vers
l'avant) de la fissure.

La contrainte T, étant proportionnelle au chargement appliqué, s’avére difficile d'acces
pour l'expérimentateur. Pour pallier ce probléme, Leevers et Radon ont introduit un parametre
adimensionnel de la contrainte T : le parametre 3 appelé taux de biaxialité de la fissure.

Tvna

Kj

B=

(Equation 3)

avec a la longueur de la fissure contenue dans 1'éprouvette.
S

Ce parametre [ présente l'avantage de dépendre uniquement de la géométrie de
I'éprouvette.

A.2.2. Méthodes de détermination de T [1]

A.2.2. 1. Méthode de substitution des contraintes

L'expression définissant T peut s'écrire sous la forme :

K
T=04 - f’:t—r‘f“(e) (Equation 4)

0 0 30
ol f17(0) = cos-z-(l—singsin—z—j

La méthode la plus simple pour calculer la contrainte T, et aussi le parametre 3 , est de
substituer les valeurs de o;; obtenues par calcul é€lastique par éléments finis dans l'€quation
précédente a T. Les résultats des contraintes sont obtenus aux noeuds proches du fond de
fissure et situés a O==m , évitant ainsi le calcul de K; puisque f1:(6) est alors égal a 0.
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La qualité des résultats dépend du type de géométrie, de la finesse du maillage en
pointe de fissure et de la distance r a laquelle les calculs sont effectués.
Ainsi :
- les résultats obtenus pour des fissures noyées dépendent moins des valeurs de r que ceux
obtenus pour des fissures débouchantes.
- les 4 ou S élements les plus proches du fond de fissure ne doivent pas étre utilis€s pour le
calcul en raison de l'imprécision due au champ de contraintes singulier.
- la valeur de r ne doit pas étre trop élevée afin que le développement limité reste valable. Il est
de ce fait conseillé de prendre r/a<0.3.

A.2.2.2. Méthode variationnelle de Leevers et Radon

Leevers et Radon ont développé un programme informatique permettant de déterminer
les coefficients des 20 premiers termes du développement limité de Williams, dans le cas
bidimensionnel. A partir du maillage de la structure, leur programme utilise une technique
variationnelle pour déterminer les coefficients en minimisant l'énergie potentielle de la
structure. En outre, l'analyse de la structure contenant des fissures noyées est plus complexe
que celles contenant des fissures débouchantes.

A.2.2.3. Méthode de l'intégrale J d'Eshelby

Cardew e al. et Kfouri ont développé une méthode permettant de calculer la contrainte
T dans le cas bidimensionnel, en utilisant le théoréme d'Eshelby.

Deux analyses par éléments finis sont effectuées : la premiere sur la structure soumise
au chargement considéré ; la deuxiéme sur une fissure semi-infinie soumise a une force
ponctuelle appliquée en pointe de fissure. Cette deuxieme configuration possede une solution
analytique pour laquelle la distribution des contraintes est purement radiale et inversement
proportionnelle a la distance du fond de fissure.

L'intégrale J est calculée dans chacun des deux cas. Les déplacements nodaux et les
distributions des contraintes sont alors additionnés pour donner une solution combinée, pour
laquelle l'intégrale J est également calculée. La contrainte T est alors obtenue en utilisant une
relation linéaire entre ces 3 valeurs.

Cette méthode donne des résultats assez précis (incertitude sur 3 d'environ +0.02) car
l'intégrale J peut étre calculée dans un champ €loigné de la pointe de la fissure ou les résultats
sont plus précis.

A.2.2.4. Méthode des fonctions de poids

Shan a développé une méthode de détermination de la contrainte T, dans le cas
bidimensionnel, en utilisant des fonctions de poids d'ordre supérieur. Ces fonctions sont
calculées par l'intermédiaire d'intégrales spéciales grace a une analyse par éléments finis. Les
résultats sont trés précis comparés aux autres méthodes.
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A.2.2.5. Méthode d'interaction intégrale

Nakamura et Parks ont développé une méthode permettant de calculer la contrainte T
en généralisant le théoréme d'Eshelby au cas tridimensionnel. Ils utilisent un domaine
d'interaction intégrale faisant intervenir des champs de contraintes, de déformations et de
déplacements. La contrainte T a chaque point situé¢ le long du front de fissure est dérivée a
partir d'une valeur locale d'une interaction intégrale. Les résultats sont relativement précis, sauf
dans la zone de l'interaction fissure/surface libre.

A.2.2.6. Méthode des éléements ressorts

Le principe de cette méthode est de modéliser par €éléments finis la compliance d'un
¢chantillon fissuré en plagant des éléments ressorts le long de la surface de propagation.
Wang et Parks ont développé une méthode permettant de calculer la contrainte T le long du
front de fissure en utilisant les résultats des contraintes de membrane et de flexion. Les
résultats obtenus pour des plaques contenant des fissures semi-elliptiques (débouchantes) sont
assez precis, sauf dans les régions proches de l'interaction fissure/surface libre.

A.3. Approche J-Q

A.3.1. Définition

n
. . . (A (o}
Dans le cas d'un comportement élastique non linéaire de la forme —=| —
€y Oy
l'expression du champ de contraintes proposee par Hutchinson, Rice et Rosengen au voisinage
du front de fissure s'écrit :

= (4] ij (9 n) (Equation 5)

avec 513’ (G,n) et 1, des constantes pour 6 et n fixés.

Dans un cadre plus général, O'Dowd et Shih proposent une extension de I'expression du champ
HRR :

1
— q
Oi: 1+n
v _ 3 aij (G,H) +Q ?/-;— 6ij (97 n) (Equation 6)
y

ou éij (6,n) est une fonction sans dimension de 8 et n.
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Pour des valeurs du coefficient d'écrouissage comprises entre 4 et 20, les auteurs montrent que
) 8 J ) )
I'exposant q est négligeable. Pour un angle, [0] < Y et pour r > P les fonctions angulaires
v
Ggg et G, sont équivalentes et constantes (Ggg =G = cte), et la valeur de Gy est

négligeable devant celle de Ggg (1699\ >> 'Grei).
L'expression précédente du champ des contraintes peut €tre mise sous la forme :

1

Oii J l+n T J
A Gjj (9,n)+ stsij pour [6]<— et r>—
Oy Oyelyr . 2 oy
: v ; (Equation 7)
Gij
=|— +QG\'811
Gy s
- “HRR

Le couple J-Q permet alors de caractériser les champs de contraintes et de
déformations sur un domaine de validité plus important que J seul. Le paramétre J caractérise
la zone ou les contraintes et les déformations sont importantes, alors que Q caractérise le

. : . J
niveau de contrainte au voisinage de la fissure pour r > —.

y

Le paramétre Q est appelé facteur du champ du second ordre ou parametre de
triaxialité du confinement. Il a pour définition :

Cop — (G ee) 2]
Q= HRR 5 0=0 et r=—— (Equation 8)
G_\' G_V

La distance 1= j—l a été choisie pour que I'évaluation de Q se fasse en dehors de la
v
zone de grandes déformations, mais a l'intérieur de l'anneau ou le champ J-Q est dominant.

Les effets de Q (pour une valeur de l'intégrale de contour J fixée) sont analogues a la
contrainte T. Une valeur négative (respectivement positive) de Q entraine une réduction
(respectivement une augmentation) de la contrainte hydrostatique (c'est-a-dire une diminution
(respectivement une augmentation) du taux de triaxialité).

Lorsque la plasticité est confinée en pointe de fissure, O'Dowd et Shih proposent
également l'expression suivante du parametre Q :

_ Ceg ~(c6e )SSY _
Q= (Equation 9)
Gy
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Q peut donc étre obtenu en prenant comme champ de référence 1'état de plasticité
confinée a T=0, déterminé avec la méthode MBLF ( Modified Boundary Layer Formulation).
Le parameétre Q peut donc étre défini & partir du champ HRR, ou en se référant au champ en
plasticité confinée (champ SSY).

A.3.2. Méthode de détermination de Q

A.3.2.1. Méthode de substitution des contraintes

Deux analyses par éléments finis de la structure fissurée sont nécessaires :
- un calcul élastique du champ de référence. Celui-ci correspond au champ HRR ou au champ
SSY.
- un calcul en élastoplasticité de ces mémes champs.
Q est alors obtenu par différence de ces deux champs, suivant la définition donnée ci-dessous
(voir également Figure 2) :

0= Goe —(Gee)Ref

2]
pour 6=0 et r =— (Lquation 10)
Oy Oy

Il faut en outre vérifier que la valeur de Q reste constante au voisinage de r=2J/c, et
plus précisément sur l'intervalle 1 < r/(J/c,) < 5. Cette condition permet de se situer en dehors
de la zone sous influence de I'émoussement et d'obtenir une valeur du paramétre Q
sensiblement constante.

Tiog =1

Tiop=-0.3

Figure 2. Détermination du paramétre Q par la méthode de substitution des contraintes [2].
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A.3.2.2. Utilisation du parameétre T

En plasticité confinée, ODowd et Shih ont montré I'équivalence entre les approches J-T
et J-Q en corrélant par un polynéme T et Q pour différents coefficients d'écrouissage :

i
3 T
Q= Zai(n) - (Equation 11)
i=1 Oy

avec  a; des coefficients fonction de n.

Il est ainsi possible de deduire Q de la valeur de T calculée par une des méthodes
présentées précédemment.

A.3.2.3. Application des approches J-T et J-Q

L'application des approches J-T et J-Q s'appuie sur de nombreux essais expérimentaux
pour la construction du lieu géométrique de rupture. Cette démarche est donc colteuse car elle
nécessite un nombre consé€quent d'essais.

La démarche de l'approche J-T et J-Q pour une application a une structure complexe,
peut se résumer en 3 phases (Figure 3) :

(1) Essais en laboratoire sur différentes éprouvettes calibrées (CT, CCP, ...) afin de
déterminer la ténacité Jic pour une plage importante de valeurs du parametre T ou Q.

(i1) Calcul de la courbe J-T et J-Q de la structure étudiée.

(i)  L'intersection entre la courbe expérimentale de référence et la courbe de la structure
donne une valeur critique Jic du probléme.

Jio A A

E N
P Num

T
—>

0 0

Figure 3. Application des approches J-T et J-Q pour la détermination de la ténacité a | 'amorgage
d ‘une structure.
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A.4. Conclusion

L'approche globale a deux parameétres, développée pour répondre aux problemes de
dépendance de la ténacité avec la géométrie, repose sur l'extension de l'expression des champs
de contraintes en pointe de fissure avec des termes d'ordre supérieur. Ces termes sont utilisés
pour paramétrer I'évolution de la ténacité.

La contrainte T est issue d'une théorie en élasticité. Sa validité dans le cas d'une rupture
ductile avec une déformation importante de la structure (plasticité non confinée en pointe de
fissure) est donc contestable.

La validité du parameétre Q semble mieux établie. Sa détermination nécessite cependant
des calculs €lastoplastiques utilisant des maillages tres fins.

De fagon générale, ces approches a deux parametres nécessitent de nombreux essais sur
différents types d'éprouvettes fissurées afin de construire un « lieu géométrique de rupture »
intrinséque au matériau. Actuellement, les auteurs s'appuient de plus en plus sur des criteres
locaux qui sont développés dans ’annexe B.
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ANNEXE B
Les modeles de la déchirure ductile en approche locale
de la mécanique de la rupture

B.1. Critéres d'amorcage
B.1.1. Critéres utilisant la mécanique des milieux continus

B.1.1.1. Condition énergétique

B.1.1.1.1. Critére de Gurland et Plateau (1963)

Considérant une inclusion sphérique isolée, dans une matrice sollicitée en traction
uniaxiale, et en supposant toute déformation plastique négligeable, les auteurs expriment le
critére sous la forme suivante :

E=—4—= (Equation 1)

avec y I’énergie de surface de la cavité créée, q un facteur de concentration de contrainte due a
la présence de 'inclusion dans la matrice (= 2), E le module d’Young intermédiaire entre la
matrice et 'inclusion et R le rayon de "inclusion.

Ce critéere étant fondé sur un calcul en élasticité, il ne s’applique que pour de faibles
valeurs de €, et donc pour de grosses inclusions.

B.1.1.1.2. Critére de Tanaka et al. (1970 et 1971)

Ce critere s’appuie sur I’analyse d’une inclusion déformée élastiquement au sein d’une
matrice en déformation plastique uniforme. La déformation plastique nécessaire pour amorcer
la décohésion de I'inclusion en traction uniaxiale est :

SYMTY1—Y
e = \/A—*u (Equation 2)

A% Em

avec A un terme fonction de la forme de I'inclusion, S/V un facteur de forme (=3/R pour une
sphére), Eyx le module d’Young de la matrice, v, v1 et ypu 'énergie de surface respectivement
de la matrice, de I'inclusion et de I’interface matrice-inclusion.
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Les auteurs précisent que ce critére n’est applicable que pour des inclusions dont la
dimension est d’au moins 10um (pour rester dans le domaine élastique).

B.1.1.2. Condition de contrainte critique

B.1.1.2.1. Critére de Tanaka et al. (1970 et 1971)

Ce critere exprime la déformation plastique devant étre imposée en traction uniaxiale
pour que la contrainte normale maximale a I'interface matrice/inclusion atteigne la valeur
critique G,,". L expression de ce critére est la suivante :

c$

n

€e=B— (Equation 3)
EM

avec B un facteur de forme, Eys le module d”Young de la matrice

B.1.1.2.2. Critére d’Argon et al. (1975 et 1976)

Dans ce critére, I'amorgage de I'endommagement par décohésion ou rupture d’une
inclusion indéformable dans une matrice écrouissable lorsque I’état de contrainte appliqué a la
matrice vérifie cette expression :

AG.—p= inf(O'f, Gﬁ) (Equation 4)

avec A un coefficient de forme (=1 pour une sphere), p la pression hydrostatique (= - 6i/3), G,
la contrainte normale de rupture, o;° la contrainte de rupture de I’inclusion en traction uniaxiale
et G, la contrainte d’écoulement de la matrice.

Ce critere prend en compte la pression hydrostatique, et par conséquent, I’'influence de .
la triaxialité des contraintes. Dans le cas d’un chargement en traction uniaxiale et pour une
inclusion sphérique, le critére peut s’écrire sous la forme : 6, = 0.75 &,

B.1.1.2.3. Critére de Beremin (1981)

Beremin a proposé un critére d’amorgage de 'endommagement par décohésion ou
rupture d’une inclusion indéformable en forme d’ellipsoide de révolution au sein d’une matrice
élastoplastique écrouissable sollicitée de fagon axisymétrique :

0.67 0., - p + kEg= 64" (ou o7) (Equation 53)

avec k un facteur de forme (=1 pour une sphere) et E; le module d”Young plastique équivalent.

Dans le cas d’une inclusion indéformable dans une matrice en traction uniaxiale, le
critére s’écrit sous la forme : 6, = 0.5 ;"
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B.1.1.2.4. Critere de Gilormini et Montheillet (1984 et 1985)

Les auteurs ont proposé un critére d’amorcage de I’endommagement en déformation
plane pour une inclusion pseudoplastique cylindro-elliptique dans une matrice newtonienne :

Ko, -p=inf(c,, o) (Equation 6)

avec K un facteur de concentration de contrainte qui exprime le rapport de la plus grande
contrainte de traction a I'interface matrice/inclusion.

Ce critére est de forme analogue a celui d’Argon mais il permet de prendre en compte
la déformabilité de I'inclusion et une gamme plus étendue de rapports de forme. De plus, il
permet de calculer la déformation de I’inclusion au travers de K.

B.1.2. Critéres utilisant la métallurgie physique

B.1.2.1. Condition énergétique

B.1.2.1.1. Critére de Goods et Brown (1979)

Dans ce critere apparait une nouvelle caractéristique : le vecteur de Burgers (b). Le
critere developpe est de la forme :

el = O.SL‘I-:E@ (Equation 7)
q bl sin?6

avec efy la déformation plastique équivalente de la matrice a I'amorgage, y I’énergie

superficielle créée, b le vecteur de Burgers et p; le module de cisaillement de I'inclusion
sphérique supposée non déformée plastiquement. La décohésion se produit suivant deux
calottes sphériques diamétralement opposées et de demi-angle au sommet 6 (6 = 15 a 30°).

B.1.2.2. Condition de contrainte critique

B.1.2.2.1. Critére d’Ashby (1966)

Dans le cas d’une matrice en cisaillement pur contenant une inclusion sphérique
indéformable, Ashby a propose€ une estimation de la contrainte maximale d’interface a partir de
I"apparition d’empilement de boucles de dislocations prismatiques permettant I’accommodation
plastique entre la matrice et I'inclusion.

L ,
ey = oz On (Equation 8)
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avec L la longueur de I’empilement (peut €tre prise égale a la demi-distance interinclusionnaire
dans le cas ou la teneur inclusionnatre est suffisamment élevée), R le rayon de I’inclusion et o
exprimant I’effet de taille. L et o varient avec R.

B.1.2.2.2. Critere d’Argon et al. (1975)

Les auteurs ont proposé trois criteres d’amorcage fondés sur I’équilibre des
empilements de boucles de dislocations prismatiques du modéle d’Ashby et permettant de
calculer leur longueur L. Les trois critéres concernent des inclusions sphériques indéformables,
la matrice étant en cisaillement pur.

° €
Si le diametre 2R de 'inclusion est inférieur a 200 A L=08R —g(l
Ey
avec gy la déformation correspondant a la limite d’élasticité o,.
La décohésion se produit pour une déformation de la matrice égale a :
¢+p—058 .
o5 +p—0.58c.,,
qu =0.62 Sy(“n—p—cﬁj (Equation 9)
v
n
) L e N n+1 qu n+l
Si le diametre 2R est supérieur a 200 A L =108R O'gTe—
y
Dans cette expression, 1’écrouissage dans la matrice est pris en compte.
ntl
n | o§+p-058c, | 0 _
eby =¢&y| 125 — o (Equation 10)

L doit rester inférieur a la demi-distance interinclusionnaire (a/2). Dans le cas ou cette
condition n’est pas remplie, il faut tenir compte des interactions entre cavités. Les auteurs
proposent alors le critere suivant :

1 1

R\| 0 65+p-0460,a/R |n |
qu =gy| 0.58+ 1.74; S (Equation 11)
.

B.1.2.2.3. Critére de Goods et Brown (1979)

Ce critére, applicable a des inclusions sphériques indéformables, s’écrit sous la forme
suivante :
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2
R _s| o +p—0670y |
ey = 114 (1+038,y +2y) T (Equation 12)

avec y la teneur volumique en inclusions et Ly le module de cisaillement de la matrice.

B.2. Modélisation de la déchirure ductile
B.2.1. Modéles découplés

gy
B.2.1.1. Approches du type Jf (c,EME = e
0

Dans ce type d’expression, €, est la déformation équivalente a rupture et o. désigne la

valeur critique de I’endommagement qui est considérée comme une constante du matériau. La
fonction f(c,€) dépend du modeéle.

B.2.1.1.1. Critere de Latham et Cockroft (1968)
Ce critere est principalement destiné au cas du formage et de la compression de
cylindres [17] :
—r
Jmax(cl,O)dE =0 (Equation 13)
0

ou o; est Ja plus grande contrainte principale.

Ce critere fait intervenir un seul parametre o... Le domaine d’application de ce modele se limite
aux cas ou la triaxialité des contraintes est peu élevée.

B.2.1.1.2. Critére d'Oyane (1972)

La théorie d’Oyane [2] s’appuie sur la plasticitée d’'un matériau poreux soumis a des
contraintes triaxiales :

de
dey ~de, = (01 - (Equation 14)
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de C1+0
dey —dey, = (0‘2 - 3) (Equation 15)
YOeq 2
de G;+0
des —de, = ((53 e ) (Equation 16)
YOeq 2
1 de|o
dSln =373 - +ag (Equation 17)
S yf° |\ Oe¢q

ou 63, Gy, G sont les contraintes principales, o¢ la contrainte équivalente, de 'incrément de

déformation volumique moyenne, de, la densité relative (densité du matériau poreux divisée
Y m

par la densité du constituant métallique du matériau) et a, une constante caractéristique du

matériau.

1 G1+0, +03 dey +dey +des
f ZT(H' : ] Om = 1 —»2 - €m = ] 42 ]
3 -y 3 3

Remarquons que la densité diminue au fur et a mesure que la déformation augmente et que la
rupture se produit pour une valeur critique de la densite.

En posant de,. = 3de,, on peut écrire : de, =—> O_—m* +ag
€q

Pour un matériau poreux avec une déformation volumique initiale, €vo :

&y yf? g 1o
| ﬁ—dg‘. = ||1+——" e (Equation 18)
e. 40 0 ag Oe¢q

Vo

Pour un matériau non poreux dans lequel les vides microscopiques sont nucléés des le début de
la déformation plastique :

€ 02 €

¥ r 1 o |,—

| -Yf—de\. =J|1+ . (Equation 19)
0 40 0 ag O¢q

1+———ide=b (Equation 20)

ap et by sont calculés en considérant deux états de chargement. Ce modele, comme le
précédent, s’applique a des cas ou la triaxialité des contraintes est relativement faible.
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B.2.1.1.3. Critére de Sekiguchi, Osakada, Hayashi (1973)

Ces auteurs [3] ont proposé, dans une relation empirique simple, de calculer le taux de
croissance de cavités dV/V en fonction de o et de la déformation équivalente € .

dv _
7 = f(GI])dS (Equation 21)
i o Gij , o
Pour les matériaux €crouissables, on remplace f(oii) par f Pt L’approximation du
] eq

premier ordre de cette fonction est un développement limité

—=lan+a — |de quation
v 0+ 5 d (Equation 22)
eq
€, .
log—L = j ag+al 20 g (Equation 23)
0 0 Geq

Vo et V, sont respectivement les volumes initial et a rupture des cavités.

B.2.1.1.4. Critere de Hanckock et Mackenzie (1976)

Il s’agit de déterminer, a partir d’essais sur des éprouvettes axisymétriques entaillées,
une courbe de ductilité en fonction du taux de triaxialité des contraintes [4]. Le critére s’€crit :

o}
g =f— (Equation 24)

lorsque le taux de triaxialité des contraintes est constant.

dE
f(om/0cq)

lorsque Gn/Geq n’est pas constant.

g
] =1 (Fquation 25)
0

B.2.1.1.5. Critére de Norris (1978)

Ce critére a été développé a partir d’essais sur des éprouvettes entaillées et fissurées [5]
et s’applique plutdt aux fortes triaxialités. Il s écrit sous la forme suivante :

& g

— =0 (Equation 26)
0 1-boy,

- MC

ou b et o, sont des constantes du matériau.
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B.2.2. Modéles basés sur la croissance de cavités

Ces modéles se différencient par :
- la géomeétrie de la cavité (cylindrique, sphérique ou ellipsoidale de révolution) ;
- la rhéologie de la matrice (allant du comportement newtonien au comportement rigide
plastique) ;
- la méthode de résolution utilisée (méthode analytique ou principe variationnel).

B.2.2.1. Modeéle de Mc Clintock (1968)

Ce modeéle exprime la croissance d’une cavité cylindrique de rayon R dans un matériau
parfaitement plastique qui s’allonge dans la direction de I’axe de la cavité et qui est soumis & un
chargement axisymétrique [6] (Figure 1). La loi de croissance est donnée par :

E_( 1 \/5 Gm\/—g].
R | &

—+ sinh——— |¢

2t Geq (Equation 27)

Figure 1. Modele de Mc Clintock [6].

Cette loi a été étendue par Rice et Rosengren [7] au cas d’une cavité ellipsoidale dans
un milieu tridimensionnel :

NI h(l—n)om«/g

sin £
2(1-n) Geq 2

(Equation 28)

n : coefficient d’écrouissage du matériau
R : rayon moyen de la cavité = (at+b)/2

Ce modele prévoit que I’augmentation du coefficient d’écrouissage a tendance a ralentir
la vitesse de croissance des cavités.

De plus, ce critére prédit que la rupture se produit lorsque les cavités voisines entrent
en contact. Il n’est pas conforme aux observations métallographiques et microfractographiques
sur de nombreux métaux qui montrent que la décohésion se produit par divers mécanismes
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conduisant a la rupture des ligaments entre cavités bien avant que celles-ci n’entrent en contact

[8]. De méme, la forme cylindrique des cavités étant peu réaliste, ce modele reste discutable.
Des vérifications expérimentales du modele de Mc Clintock effectuées par M. Perra et

J. Finnie font apparaitre que celui-ci sous-estime dans la plupart des cas la croissance des vides

[9].

B.2.2.2. Modeéle de Thomason (1968)

Thomason [10] propose un modele pour la striction interne des ligaments séparant les
cavités, basé sur la charge limite supportée par ces ligaments.
L’analyse est fondée sur un élément soumis a une déformation plane dans une matrice ductile
contenant des cavités a section carrée uniformément réparties. Cet élément est soumis a des
contraintes axiale o, et transverse o et a une pression hydrostatique P (figure 1.10).

Figure 2. Modele de Thomason [10].

La déformation est uniforme jusqu’au moment ou elle se localise dans le pédoncule
séparant les cavités. Soient L,, la charge correspondant a la déformation uniforme de 1’élément
et L., la charge provoquant la striction interne entre les cavités.

Ona : Ly=0,0x et L, =0,(8x —nw)+ P&x
avec Gy, la contrainte moyenne sur le pédoncule ;

0x, la dimension transversale de 1’élément ;

n, le nombre de cavités sur la longueur 6x ;

w, la dimension transversale des cavités.

Si Ly < L,, la déformation reste approximativement uniforme. Si, par contre, L, devient
supérieure a L,, alors la coalescence entre cavités commence et la déformation se localise au

niveau du pédoncule séparant les cavités.

La condition qui définit le début de la coalescence des cavités peut également s’écrire :
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Gn(l—\/Vf—)+P<GZ

(Equation 29)
ou V;est la fraction volumique de cavités contenues dans la matrice

viT (ax)(g) ~

(Equation 30)
Ox

En utilisant le critére de Von Misés 6, =2k +6, (avec k, la cission maximale), la condition
définissant la rupture ductile par coalescence des cavites s’€crit

<1—f‘>+

-2-E<*2—k+l

(Equation 31)

Ce modéle ne prend pas en compte la formation et la croissance de cavités secondaires
dans les ligaments séparant les cavités principales
B.2.2.3. Modéle de Ledermann

Ce modele est inspiré d’un calcul de Hill relatif a I’expansion d’un réservoir sphérique
dans un milieu parfaitement plastique [11]

La pression p a 'intérieur du réservoir est donnée par

c 2
p= 20‘,Log—+:0v(l—
) a 3]

o lo
(%) [FS)
N

(Equation 32)
avec a: rayon intérieur du réservoir
b : rayon extérieur ;
¢ : rayon de la zone plastique
limite d’élasticité du matériau
Lorsque le rayon extérieur b tend vers I'infini
2 c)?
p==0y| 1+Log| — (Equation 33)
3 a
Hill a étendu son calcul au cas d’un matériau écrouissable
- dans le cas d’un écrouissage lin€aire
2 c)’) 2m?
p=50y|I+Log — | [+—H (Equation 34)
3 a 27

- dans le cas d’un €crouissage cinématique Geq = Oy +H(geq)
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3 3
2 ¢ c/a - t dt .
p=§($y 1+ Log N +2f1 H| 2/3Log e (Equation 35)

En désignant par v la vitesse radiale de déformation d’un élément de matiere relativement a d.
(Paccroissement de la zone plastique est v=dr/d.) et en appliquant I’hypothése

.. S \'AY .
d’incompressibilite T +— =0 , on obtient :

roor
a
V="
r2
r3 d€eq ,
ou la constante a = 34 est calculé pour r=c.
c
3lde )
r"( eq/ _
Soit, a = ————=¢
2 dc
Si 'on considére que le rayon de la zone plastique ¢ est suffisamment grand, c’est-a-dire
= , finalement : VEy =5 =
dc dc r 2rc dc dc
id R dut ar l(cj’d oc
ce qui donne r=R rayon du trou : —=—|—] de
q ¥ R 2\a eq

Si I’on superpose a ce probléme la pression hydrostatique (p), la solution plastique n’est pas
modifiée et le probléme est alors celui de la croissance d’un trou sphérique avec des conditions
aux limites particulieres. En reprenant les conditions aux limites de Rice et Tracey, on obtient :

R 1f{c)._
E:E ; €eq (Equation 36)

ou c/a est déterminé par I’équation implicite :

2 t3
3 y H :Log( 3 )
om| 1fc ca 3 3 t7—1 _
028exp| p— |==| — | expy2 | dt (Equation 37)
P c 2\a

v

Aucune application de ce modele n’a été notée dans la littérature.

B.2.2.4. Modéle de Budiansky

Dans ce modéle, la matrice a un comportement visqueux, le chargement et la cavité
sont supposés axisymetriques (Figure 3). L’expression du modéle est la suivante :
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ﬂi 2 [(2+a—3B)S+20cT]
Vo a]222+B(1-22)]

(Equation 38)

avec S et T les contraintes exercées a I’infini suivant I’axe de révolution de la cavité et dans un
plan perpendiculaire a cet axe, A = a/b = rapport de forme de la cavité.

A2(3p -2)

o= —"

A2 -1

_3 1
et B=A (1—%2) ! {:cos—1 A=A (1—%2)4} si A<1
_3 1
B=n(r2-1) % [x(ﬂ—l)é - cosh’lk} si A>1
Ce modele peut également s’écrire sous la forme :

- 13[(2-p)s—2pT]
= 2a[2 A2+ [3(1 - kz)}

(Equation 39)

Figure 3. Modéle de Budiansky [4].

Dans le cas d’une cavité sphérique, le modele s’écrit :

=R

AV4 ( )

n|O
a |a
8

Ou encore
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.5
= ng (Equation 41)
avec 0,=S-T un scalaire représentatif de I’amplitude du déviateur des contraintes et

Om =(2T+S)/3 la contrainte moyenne.

Ce modele peut donc étre utilis¢ pour prévoir la croissance asymptotique d’une cavité
initialement sphérique placée dans une matrice visqueuse linéaire et soumise a différentes
sollicitations axisymeétriques. L’inconvénient majeur de ce modéle est qu’il ne prend en
considération que des formes de cavités et surtout des chargements axisymeétriques.

B.2.2.5. Modéle basé sur le travail d’endommagement (1996)

A une échelle locale microstructurale, la croissance des cavités induit des changements
de volume non négligeables. Le travail de déformation plastique suppose une conservation de
volume sous déformation hydrostatique et la contrainte hydrostatique ne contribue pas a la
plasticité du matériau.

L’idée de base de Chaouadi [12, 13] est d’incorporer cette composante hydrostatique
dans I’expression du travail de déformation plastique, conduisant au travail d’endommagement.

Par conséquent, dans un volume élémentaire du materiau contenant une cavit€ (formée
autour d’une inclusion) soumis a un champ de déformation éloigné, 1’énergie totale dissipee
dans I’élément peut étre subdivisée en deux types d’énergie : une énergie de déformation
plastique pure W, (assurant I'incompressibilité) et une énergie de cavitation W,.

L’énergie de cavitation représente la contribution de la contrainte dans le processus
d’expansion de la cavité. L énergie totale notée Wy est appelée travail d’endommagement et
s’écrit :

€
Wq= f(cseq d€eq +Om deﬁ) (Equation 42)
0

En remarquant que la déformation hydrostatique peut étre évaluée a partir de la relation
de Rice et Tracey, ona :

de;; dR 30m , .
—3— = ? = oLexp 58;1— degq (Equation 43)

Le travail d’endommagement W, peut alors s’écrire sous la forme :

m 30m
exp| — OeqdE Faquation 44
oo T To |[ateha (Equation +4)

o)

3
Wq=1143a
0

avec Gp la contrainte hydrostatique et o, la limite d’¢lasticite.
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Dans cette formule, la contribution de 1’énergie de déformation élastique est négligée.

Tout comme le modéle de Rice-Tracey, le facteur o est une constante du matériau
caractérisant les inhomogénéiteés présentes dans la matrice (inclusions, précipités, carbures).

La valeur critique de la fonction d’endommagement pour laquelle I’amorcage de la fissure
ductile apparait est la suivante :

€
(14302 e 20m 1| g Equation 45
Wy = 30 exp| 5 Geq eBq (Equation 43)
0 eq eq

ou €. est la déformation plastique locale a I'initiation de la fissure.

L’avantage de ce modele est que le parameétre Wy, est indépendant du taux de triaxialité des
contraintes, comme le montre la Figure 4.

35 3.5
<
o e} 3 AL
x . J o 8 8 = g 3 o & Ao
g 2 %8 g o $ 25 A8 T~a
22 o - & < A T~ & 4
8 8 o .
g 15 3 2 f
E > o
s S 15
0.5 z )
OlllllellAllLJlll;llj 1 il PYRT S WRETHEY 7 WA O NS TN SR S SN S W W T 1
0.75 1 1.25 1.5 1.75 0.75 1 1.25 1.5 1.75
triaxiality ratio triaxiality ratio

Figure 4. Evolution du travail d endommagement critique et du taux critique de croissance de cavités
en fonction de la triaxialité des contraintes [12].

B.2.3. Modéles basés sur une approche thermodynamique

B.2.3.1. Modeéle de Lemaitre (1985)

L’endommagement isotrope est représente, dans ce modele, par un parametre scalaire
D qui traduit la dégradation du comportement du matériau. Ce parametre est défini par
I’expression suivante :

D=—— (Equation 46)

ou S est I'aire totale de la section de volume élémentaire constitué¢ d’un matériau endommagé
et S la surface résistante effective qui est 'aire de la partie non endommagee.

D=0 dans I’état non endommagé et D=1 lorsque I'élément de volume est complétement rompu.
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Ce modele se base sur les notions de [14] :

- contrainte effective : G = qui est la contrainte rapportée a la section S qui résiste

(1-D)
effectivement aux efforts.
- hypotheése d’équivalence en déformation. Elle suppose qu’il 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 endommagg.

Le potentiel thermodynamique d’énergie libre \ peut étre choisi sous I’hypothese que
les comportements élastique et plastique ne solent pas couplés dans son expression. Les
variables observables sont €° (tenseur des déformations élastiques), T (température) et leurs
variables associées sont respectivement G (tenseur des contraintes) et s (entropie). Les
variables internes sont p (déformation plastique cumulée), D (variable d’endommagement) et
leurs variables associ€es sont respectivement R (rayon de la fonction seuil de plasticité) et Y
(taux de dissipation d’énergie d’endommagement).

¥ =W,(e,T,D)+ ¥, (T.p) (Equation 47)

Les variables d’état et les variables associées vérifient les relations suivantes :
oV,
de®
-Y, le scalaire représentant la variable associ¢e a I'endommagement, est identifiable au taux de
restitution d’énergie élastique. Si 'endommagement est isotrope et lorsque le matériau est
elastiquement i1sotrope, I’expression de Y a pour forme :

c=p et Y= pa—De ou p est la fraction volumique du matériau.

2

2
Ceq 2 Om
Y=—""—""""7|-(1+v)+3(1-2v)| — (Equation 48)
T FLRAAE )(Geqj g

La thermodynamique implique que la loi d’évolution de la variable d’endommagement
dérive d’un potentiel de dissipation F, fonction convexe de toutes les variables flux associ€es :

F=Fp(c, R, X ; D)*F(Y ; p. D) (Equation 49)

c
= -R-o0,
1-D ’

Dans le cas d’un €crouissage isotrope, Fp (G, R; D) =
La loi de normalité pour la variable interne D permet alors d’accéder a la loi d’évolution de
I’endommagement :

Fp

~A 3y avec A = p(1—D) un multiplicateur d’endommagement

D=
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Fo(Y ; p, D) a été choisi tel que :

3 Geq’ P ¢l Om
2ES(1--D)2 Geq

sip>pp (Equation 50)

c 2
avec | =M | = Z(1+ )+ 3(1-20)(Cm/Ceq)’
Oeq 3
E le module d’Young, S une constante du matériau déterminée a partir d’essais de
traction, pp le seuil d’endommagement (exprimé en déformation plastique cumulée),
valeur en dessous de laquelle il n’y a pas d’évolution du dommage et p la vitesse de

. . , 2.
déformation plastique cumulée = EEP’ ef

Connaissant 1’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.

Selon Rousselier [8], on peut envisager I'utilisation du modéle de Lemaitre dans des

conditions identiques a celles des modeles de Gurson et de Rousselier, c’est-a-dire que la
rupture ductile serait obtenue a I’apparition d’une instabilité¢ plastique dans le matériau,
assimilée a la striction interne des ligaments joignant les cavités. Suivant un autre point de vue,
Lemaitre propose d’utiliser une valeur critique D=D, caractéristique du matériau.
Dans le cas d’'un chargement radial (triaxialité des contraintes constante) les prévisions du
modele ont été comparées a celles du modele de croissance de cavités de Rice-Tracey (Figure
5). Les deux courbes obtenues a I’issue des calculs sont semblables, et leur écart est de 1’ordre
de grandeur de la dispersion des données expérimentales, sauf aux fortes triaxialités. Dans le
cas d’un chargement non radial, le modele donne également des résultats proches de ceux
obtenus avec le modéle de Rice-Tracey.

. Modéle de LEMAITRE {v =0.3)
-

Moddle de RICE ot TRACEY —(R/H).

M- - — e =

|
0 ' . N
|

9] 0.8

Figure 5. Comparaison, dans le cas d un chargement radial, des modéles de Lemaitre et de
Rice&Tracey [8].
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Le modele de Lemaitre a également éte employé pour I’étude de barre de cuivre par
Pardoen [13]. Les courbes G.-€, Obtenues apres simulations d’éprouvettes de traction
entaillées font apparaitre un décrochement correspondant 8 D=0,2 (S=1.65 et 1.4).

L’évolution de ’endommagement D est liée par le choix du potentiel de dissipation Fp.
Actuellement, beaucoup d’auteurs, inspirés par le modele de Lemaitre, établissent de
« nouveaux modeles » en modifiant I’expression du potentiel de dissipation Fp. C’est le cas des
modeles de Tai et Yang, de Chadrakanth et Pandey, de Dahr er al., de Wang et de Bonora,
tous présentés dans les paragraphes suivants.

B.2.3.2. Modeéle de Tai et Yang (1986)

Tai et Yang [15, 16] se sont inspirés des travaux de Lemaitre. La différence avec le
modele précédent provient de la forme du potentiel de dissipation qui a été simplifié :

S(-Y

2
Fp (Y, D, DV) = 5(?j Dp (Equation 51)

La loi de normalité donne alors I’évolution de I’endommagement D :
D=-—==-—Dp (Equation 52)

En considérant une évolution du comportement du matériau de type Ramberg-Osgood, on
obtient pour un chargement monotone croissant :

dD  K? o
5 ZESf[ qj(egq) defy (Equation 53)

Afin de supprimer S, Tai et Yang introduisent une nouvelle variable d’endommagement notée
VD X

vV 2Esl ( J Aln(D) (Equation 54)
=——>"In n quarion 3-
P~ k2 "\ Dy

avec A une constante.

Aprés substitution et sous hypothése d’une valeur d’écrouissage faible, Tai et Yang trouvent
I’évolution suivante de Vp :

Vp = Af( ]VD £8q (Equation 55)

Geq

2
Om | 2 Om , (
avec f|— |=Z7(1+Vv)+3(1-2v)| — | et A, une constante dépendant du matériau.
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Le critere de rupture est alors Vp.. D’apres les auteurs, Vp, dépend légerement de la triaxialité
des contraintes. Les valeurs de Vp. pour quelques aciers sont données ci-dessous [15] :
Vb = 1.5 acier a bas carbone.
=1.21 acier faiblement allié 50D.
= 1.09 acier faiblement allié Q1.
= 1.20 acier A508.

Pour tenir compte de P'exposant d’écrouissage n, une seconde expression du parametre
d’endommagement, noté Vpy, a été formulée :

. o) 2n
Vpm=Af {g‘m—j VpMm (8 gq) égq (Equation 56)
eq

Ce modele a été utilisé par Bauvineau er al. [17] pour modéliser la croissance stable d’une
fissure dans un acier au C-Mn et comparé au modele de Rice-Tracey.

B.2.3.3. Modéle de Chandrakanth et Pandey (1995)

Sur les mémes hypothéses que Lemaitre, Chandrakanth et Pandey [18] ont construit un
potentiel de dissipation qui satisfasse I’équation suivante :

- . A
pMf [ﬂj—ﬁoM
o eq .-
D=1- 1—[1—(1—D0) ]exp Al 7w ™M (Equation 57)
€ =€
xsix>0 2+ 1+ 1—(1-Do)*
avec (x) =9 _ . M="0 o= et A=In 1=(=D)”
0six<0 n n 1- (1-Dp)*

1

n est le coefficient d’écrouissage correspondant a la loi 6 = Oy+ ken

Ce modéle peut également s’exprimer en terme de croissance de cavités. S1 Ry et R sont
respectivement les rayons initial et actuel d’une inclusion sphérique, on peut écrire que :

_TE](()2 D_T[Rz td 2d;R___d_I_).
0= == et donc )
) dR 1 Om qu—SB 1 Sm qu—ﬁg
On obtient alors:  — =—1 f] =51 £
n obtient alors R -2 n(DC/ DO) L Geqj< £r— €0 o) n(RC/ RO) Geq )\ €r— €0
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En considérant un exposant d’écrouissage non infini, I’équation définissant la croissance de
I’endommagement peut s’écrire :

ln[y j Ln 1-(-D)” g Zm (egq)M—(SB)M (Equation 58)
= — uarion
Ro/™271-(1-Dg)* | | oeq eM ¢! !

Pour un matériau parfaitement plastique, n=0 , ¢’est-a-dire a=1 et M=1.

L’utilisation de ce modéle d’endommagement nécessite la connaissance de 5 constantes
du matériau : Dy, D, €q, €, et n.

L’endommagement initial Dy est pris comme 1.5% du volume d’inclusions. L’endommagement
critique D, est une estimation moyenne de la fraction volumique de cavités a rupture :
4 3 . : :
D.==nry Ny X %de cavités avec inclusions
o
avec 1., le rayon moyen de la cavité avant rupture ;
N, le nombre d’inclusions.

Selon Chandrakanth et Pandey, ce modeéle d’endommagement est applicable a tous les
métaux ayant une évolution exponentielle de ’endommagement. Ils ont vérifi¢ que I’évolution
de 'endommagement et la croissance de cavités prédites par le modele étaient sensibles a la
triaxialité des contraintes. Plus la triaxialité est importante, plus la croissance de
I’endommagement est rapide, et inversement. Enfin, ils ont constaté que 1’évolution de
I’endommagement, et en conséquence la croissance de [’endommagement, sont
considérablement influencées par ’exposant d’écrouissage.

B.2.3.4. Modéle de Dhar (1996)

L’objectif des travaux de Dhar ef a/. [19] est de définir une variable d’endommagement,
de déterminer sa valeur critique, comme une propriété du matériau et de I’étendre en tant que
parametre définissant 1’amorcage de la micro-fissure. L’auteur utilise le modéle
d’endommagement continu de Lemaitre, en complément avec les résultats expérimentaux de
Leroy, afin de définir une loi de croissance de I’endommagement pour les matériaux ductiles.
Le modéle de Thomason est utilis€¢ pour obtenir un critere d’amorcage de la micro-fissure.

La loi d’évolution de I’endommagement qu’il obtient s’écrit sous la forme :

D= cégq +(ag+ary DY)(=Y)el (Equation 59)
2

c 2 c
avec f| —= |==(1+V)+3(1-2v)| —2
Geq J Geq
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n
En utilisant la loi puissance G¢q = K(egq) , ou K et n sont les parameétres d’écrouissage du

matériau, la relation précédente devient :

. . K2 2n | o .
D= ngq +(aj+ap D)E(qu) f ;:j qu (Equation 60)

Les parametres du modéle sont ¢, a; et a,. Ils sont obtenus en calibrant I’équation
précédente sur les résultats expérimentaux. L’équation précédente est reformulée de maniére a
obtenir une relation entre dD/de’., et €%, A partir des résultats expérimentaux, les pentes
dD/de’, sont calculées a différents niveaux de contraintes. Finalement, les coefficients a;, a, et
¢ sont obtenus en ajustant les courbes par la méthode des moindres carrés.

Pour un acier AISI-1090, Dhar a obtenu :  2,=9.8 10 MPa”’ a,=1.86 MPa' ¢=184 10~
Les resultats obtenus sont reportés sur la Figure 6.
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Log strain, 2.1n (dg/d¢)

Figure 6. Comparaison entre les résultats expérimentaux et numériques obtenus a partir d une
éprouvette de traction cylindrique [19].

B.2.3.5. Modéle de Whang (1996)

Dans le cadre de la prédiction de courbes limites de formage, I’auteur propose un
modéle inspiré des travaux de Lemaitre [20, 21]. La différence avec le modeéle de Lemaitre
réside dans la forme du potentiel associé a ’endommagement qui s’€crit sous la forme :

k-1
D G (%)
D=8 20(1—D) pzn

avec c et k des constantes du matériau

n le coeflicient d’écrouissage
p. la déformation plastique €équivalente a rupture

Ceq—R

-D o+ avec R la variable associée au scalaire d’écrouissage isotrope.

g:
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La loi d’évolution de I’endommagement s’écrit :

k-1
Y T 2Ec(1-p)? p"

D=- (Equation 61)

Geq

Pour un matériau parfaitement plastique et un endommagement isotrope, 1’expression
précédente devient :

2

) Y k-1 | o

.y m .

D= p—~—2EC (pc—p) f[-—] (Equation 62)

Dans le cas d’un chargement uniaxial 6,/Geq=1/3 d’ou f{ow/Geq)=1. De plus, dans le cas de
grandes déformations unidirectionnelles, p=e’=¢. L’expression précédente s’écrit alors :

2
. Oy -
D= 2}"5C (SC—€>k lé (Equation 63)
. . . . G"z k(Dc - DO)
En intégrant cette équation entre [Dy ; D.] et [& ; &:], on obtient : ZE = n
© <£c_80)
En combinant les deux équations précédentes, il ressort que :
. kiDc-D c k-1
D= ( ¢ 1?) f[ m](pc—p) p (Equation 64)
(SC_EO) Ceq

En intégrant cette équation entre [Dy ; D.] et [g¢ ; €] puis en considérant un chargement radial
et en négligeant les déformations élastiques dans le calcul de p, on obtient une équation
d’évolution de I’endommagement plastique ductile :

k

c P.—

D=D.- (Dc - Do)f T (—C P j (Equation 63)
Oeq /\ Ec €0

Pour de nombreux matériaux ductiles, on peut négliger g, et po, d’ou

k
9
fl/k[_m]p
Geq

D=D;- (DC - DO) 1——2— (Equation 66)
c

Les parameétres obtenus pour la ZAT d’un acier a haute limite d’élasticité sont - D.=0.189
D=0 et £.=0.036 (Figure 7).
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0.2 + Experimental I
— Model Y

€{%)
Figure 7. Modele de Whang [21].

B.2.3.6. Modele de Bonora (1997)

Ce modele se base également sur les travaux de Lemaitre. Le potentiel de dissipation
s’écrit sous la forme :

-1/
/Y 2 S (DC'D)O( ’ »
Fp= 5 __§ 1-D) p2+n/n (Equation 67)

avec S une constante du matériau, oo I’exposant d’endommagement et n le coefficient
d’écrouissage.

L’équation d’évolution de I’endommagement s’écrit sous la forme suivante :

. K2 oa-lo | Om |P :
D= ﬁ—g(Dc —D) fl G—::l g (Equation 68)

avec K une constante du matériau et D, la valeur critique de I’endommagement a rupture.

En intégrant cette équation entre [D ; D.] et [p ; p.], on obtient :

1 K2 o
(DC —D)l/a =——"In Pe fl (Equation 69)
o ES p Ceq

Dans le cas d’un chargement uniaxial, f(Cn/Ceq)=1, pn=tw €t p~¢. (e=déformation plastique
uniaxiale). On peut alors obtenir une loi d’évolution de I’endommagement de la forme :

infec /em)

D=Dg+(D¢ -Dg) 1—[1 (Equation 70)
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Dans le cas d’un chargement proportionnel, on peut €crire :

lll(p/pth) Om
D= +(D. -~ —1- f j
DO ( c DO) 1 [l | ( i /Eth) [ o (Equatlon 71)

L’utilisation de ce modele nécessite la connaissance de 5 parametres : Dy, €, €., De, et o

e D, la valeur de ’endommagement initial dans le matériau est difficilement mesurable. Cette
valeur est généralement prise égale a 0. L’exposant a est déterminé par un ajustement
linaire a partir des mesures d’endommagement expérimentales exprimees sous la forme :

D.-D €c €c
Inf ————— |=aln/lnj — | |-C avec C =alnfIn| —
D.-Dy € €th

e C correspond a 'intersection de la droite d’ajustement avec I’axe des ordonnées.

e Lorsque la pente de la droite est déterminée, g4 peut étre estimé a partir de I’expression
précédente
em = € exp(-B) ou B=exp(C/a)
en définit le seuil de déformation a partir duquel les microcavités ont commencé a germiner.

e ¢ est directement relié a D. et correspond & une réduction critique de la capacité de
chargement de la section effective résistante. En théorie, D=1 mais de nombreuses
observations expérimentales montrent que la rupture apparait avant que D=1.

Les paramétres de ce modele pour différents matériaux sont indiqués dans le Tableau 1.

Eth € Dc DO 04
Alliage Al2024-T3 0.0092 0.33 0.188 0 0.679
Alliage Al-Li 2091 0.0077 0.1 0.140 0 0.446
Acier a bas carbone A3 0.202 1.0 0.1 0 0.198
Acier 1015 0.259 1.4 0.065 0 0.2175
Acier 1045 0.223 0.95 0.065 0 0.2173
Acier 1090 0.129 0.64 0.85 0 0.2
Cuivre 99.9% 0.34 1.04 0.17 0 0.631
Acier E24 0.5 0.88 0.24 0 -
Acier 30 CD 4 0.02 0.37 0.24 0 -
Alliage INCO718 0.02 0.29 0 -

Tableau 1. Parametres du modele de Bonora pour différents matériaux [22].

Ce modeéle a été comparé a celui de Rice-Tracey et de Lemaitre. Le modé¢le de Bonora
est en tres bon accord avec les résultats expérimentaux (Figure 8a). Par contre, le modéle de
Lemaitre surestime de maniére importante les déformations a rupture (Figure 8b).
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Figure 8. (a) Evolution de | endommagement dans un alliage d aluminium 2024 - Comparaison entre
expérience et simulation. (b) Comparaison entre le modéle de Bonora, de Rice-Tracey et de Lemaitre
pour un acier Q1 [22].

B.2.4. Modéles couplés

B.2.4.1. Modeéle de Mear et Hutchinson (1985)

Mear et Hutchinson [23] ont étendu la prise en compte de 1’écrouissage dans le modéle
de Gurson en introduisant un écrouissage cinématique puis un couplage entre écrouissage
isotrope et €crouissage cinématique. Leur surface seuil incluant ce couplage est de la forme :

~nPnP 310
3 Mij Ml 3Mkk | o~ .
= —————GFz +2f .cosh > or 1+£f>)=0 (Equation 72)

ou or=(1-b)o,tbk(p) ;
nD est le déviateur du tenseur n=c-X ;
b est le taux d’€écrouissage isotrope ;
b=0 = or=0, = écrouissage cinématique pur ;
b=1 = or=k(p) = écrouissage isotrope pur ;
k(p) est la limite d’élasticité actualisée (écrouissage isotrope).

B.2.4.2. Modéle de Leblond-Perrin (1990)

Leblond et Perrin [24] ont successivement étendu le modele GTN pour prendre en
considération 1’écrouissage cinématique (Equation 73), I’écrouissage isotrope (Equation 74) et
I'écrouissage combiné (Equation 75).

2 ' | ' '
Sl rylo-xy)

o

k2

2
+2q1f”‘ch[§q2

Om—Xm

k

j—l—qlzf*z
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ou ;= 1(elq. by
k représente la limite d’élasticité du matériau et y la variable d’écrouissage cinématique. y, est

fonction de la déformation plastique équivalente cumulée et de la déformation plastique
moyenne.

t
eby= (f)équt By = ,/%é‘é’q ef et ep = %eﬁk

2
o 3 o©
®=Ge—fz+2qlf*Ch(§q2£j+1_qlz f* (Equan’()n 74

o; et G, sont des parameétres d’écrouissage du matériau portant respectivement sur la
contrainte équivalente de Von Mises et la contrainte moyenne. G; et G, sont des fonctions de la
déformation plastique équivalente cumulée et de la déformation plastique moyenne.

D’ou o= Gl(egq,a&) et Oy = Gz(egq’?a&)

L . 2.5 . 1
avec £8q=(f)e§th By = Ee'gqe'gq et e&zgefgk

(Equation 73)

2 ' l ' | 1 '
3\%0 (1=Pisor )X g\~ (=Pigor )X ij o 2 om= (=P )X 2 w2
¢ = 3 +2qf ch e o -1-q°f
((1_p150t)k+p150t01> 2 pisot. plSOtcs2

Pisot. Teprésente la proportion d’écrouissage isotrope. Ce modele est une combinaison des deux
modéles précédents. L écrouissage du matériau est intégré sous une forme a la fois isotrope et
cinématique.

B.2.4.3. Autres modifications apportées au modéle de Gurson

e Sun (1992)

Sun, qui a établi une théorie pour des matériaux poreux basée sur [’analyse de la borne
inférieure [25], a obtenu la fonction seuil suivante en utilisant les mémes hypotheses que
Gurson :

2
0) 30
D= ;e;(lz— + f.Blcosh[%G—r:] - Bz =0 (Equation 76)
. 1
ou Bl=2—51nf et B2=l+f(1+1nf)
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e Richmond et Smelser
Le modele de Gurson a également été modifié par Richmond et Smelser [26], qui ont
établi I’expression suivante :

(¢}
o= +2f% Cosh[2 j (1+ f/)= (Equation 77)

_V

e Zuo (1996)
Enfin Zuo et al [26] ont remplacé dans I’expression de Gurson-Tvergaard le tenseur de
contrainte de Cauchy oj; par le tenseur Sj;:

S 3S
D= [ﬂ) + 2fq1cosh[3 m } - (1 +q, fz) =0 (Equation 78)
Oy 2(5y

ou Siji=T &

B.2.4.4. Modélisation par éléments micro-unitaires

Le processus physique de l'endommagement ductile peut étre décrit par le
comportement d'une structure composée d'éléments micro-unitaires possédant une cavité (ou
une inclusion). Cette méthode a l'avantage de pouvoir dissocier l'influence du comportement
plastique de la matrice et les effets dus a la forme et la taille des cavités.

Ce type de modélisation considére que la structure du matériau est composée d'un
assemblage périodique d'éléments micro-unitaires de forme cylindrique a base hexagonale. Ils
peuvent, par approximation, étre schématisés par des cylindres a base circulaire, ce qui permet
de ramener le calcul & un probléeme axisymétrique (Figure 9).

La modélisation par éléments finis permet alors d'étudier des cavités de différentes
formes et de considérer que 1'élément micro-unitaire comporte soit une inclusion, soit une
cavité, en modifiant les conditions aux limites du probléeme.

Ce type d'approche a été utilisé par Brocks ef al. [27, 28, 29] et Kuna [30, 31] pour
'étude d'une fonte de type GGG-40 qui posséde un taux d'inclusions trés élevé (£,>10%) et
d'étudier linfluence de la forme et la taille des inclusions ainsi que la distance
interinclusionnaire.

On peut également citer, dans ce cadre, les travaux de Sovik [32], de Sun ef al. [33], de
Gao et al. [34] et de Xia et Cheng [35].
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Figure 9. Modélisation par éléments micro-unitaires [27].

B.3. Conclusion

Deux types de modeles ont €té développes et utilis€s dans le cadre de I'approche locale
de la rupture :

- les modeles couplés faisant intervenir des potentiels élastoplastiques endommageables. Le
comportement du matériau et I’endommagement sont ainsi liés.

- les modéles découplés, dont I’hypothese de base est que le comportement du matériau est
indépendant de I’évolution de I’endommagement.

L’approche locale a le mérite de représenter le processus physique de rupture ductile
lui-méme. Les hypotheses de base de ces modeéles ont été vérifiées et adaptées sur la base de
données expérimentales.

L’utilisation de I’approche locale peut se décomposer de la maniére suivante :

- caractérisation des matériaux a I’aide d’essais sur des éprouvettes de laboratoire fissurées afin
de déterminer la ténacité a I’amorgage Jic et I’évolution de la propagation de la fissure.

- identification des parametres locaux a partir d’essais sur des éprouvettes axisymétriques
entaillees.

- analyse du comportement mecanique de structures fissurées, basée sur des calculs par
¢léments finis.

Les études expérimentales et numériques effectuées dans le cadre de I’approche locale
de la rupture sont nombreuses et la liste des références qui vous a été succinctement présentée
dans cette annexe n’est pas exhaustive.
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ANNEXE C
Calcul de R/R, et reldchement des noeuds

C.1. Calcul de R/Ry

Le calcul du taux de croissance des cavités est effectu¢ en post-traitement d’un calcul
élastoplastique, en activant dans le logiciel Systus la commande AMORCAGE DUCTILE
CAVITES. L’évolution du taux de croissance des cavité€s est obtenue par intégration de la loi
de croissance de cavités de Rice-Tracey, a partir des contraintes et des déformations calculées
a chaque incrément aux quatre points de Gauss de I’élément en pointe de fissure.

La vitesse de croissance de cavités €tablie selon Rice-Tracey [1] est donnée par :

R c
dLn[—) =0.283exp| B I d egq (Equation 1)
Ro Geq

ou R est le rayon actuel de la cavités, Ry le rayon initial, o,, la contrainte moyenne, G
contrainte équivalente selon Von Mises et de’, accroissement de la déformation plastique
équivalente. Le coefficient B associé a la triaxialité est ajustable. Ainsi le label BETA permet
de choisir la valeur de B ; par défaut B=1.5.

Pour calculer R/Ry a une étape de chargement donnée n, on integre I’équation (1) entre le
chargement O et le chargement n :

Ln(R/Rg). = D d(LnR/Ro)
Avec pour condition initiale : R/Ry =1

soit : Ln(R/Rg), = Ln(R/Rg)n1 + dLn(R/Ry)

dLnR/Ry est calculé par accroissement de déformation équivalente au chargement n :

2
dgeq(n) == de;n)deijn)
3 \

ou
deﬁ?

(n) _ 4.(n)
deij _dgij - 3 61]

L’ accroissement de déformation (de(iin) ), entre les chargements (n-1) et n, est donn¢ alors par :

) _ () _ (D)
dej " =ej;" —¢j
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Ce dernier calcul est effectué¢ en utilisant les déformations plastiques. Dans le cas ou I'on
considere les deéformations plastiques, celles-ci sont calculées a partir de la différence

t e
e} —e5)-

avec e}j : déformations totales en moyenne.

e’ - déformations élastiques déterminées a partir de (G;) moven.
ij j Y

Enfin, il faut noter que les techniques de calculs des moyennes des champs mécaniques
ont une grande influence sur les résultats. En effet, effectuer d’abord les moyennes des
contraintes et des déformations sur I’élément puis calculer R/R, ou calculer en chaque point de
Gauss R/R¢ puis en faire la moyenne sur [’élément donne des résultats différents. C’est
pourquoi, nous avons utilisé la premiére démarche qui est communément adoptée dans la
littérature.

C.2. Validation du calcul de R/Ry

Le CEA, EDF, I’Ecole des Mines de Paris et I'IRSID se sont associés dans le but de
développer une méthodologie simplifiée permettant une utilisation rapide des criteres de
rupture (Weibull pour la rupture fragile et Rice-Tracey pour la rupture ductile) [2].

La mise en place de cette méthodologie permettra de prévoir la ténacité d’un matériau
ou la tenue d’une structure a partir de simples essais de traction sur des éprouvettes lisses et
entaillées.

La démarche consiste a réaliser des calculs par la méthode des éléments finis apres
avoir paramétré les lois de comportement sous la forme c=ke" Chacun des laboratoires a
utilisé son propre code : ASTER pour EDF, CASTEM 2000 pour le CEA, ZEBULON-6 pour
I’Ecole des Mines de Paris et 'IRSID.

Afin de controler la validité de nos résultats obtenus avec SYSTUS, nous les avons
compar€s avec ceux propos€s par ce groupe de travail, dans le cas des éprouvettes
axisymétriques entaillées. Les maillages utilisés a cet effet sont décrits sur la page suivante. Les
mailles au niveau de I’entaille ont une taille de 0.5mm et le diameétre au niveau de la section
minimale est de 10mm.

Les calculs ont été effectués pour un matériau possédant les parameétres n=0.1, k=1000
et Re=555MPa. La valeur du taux de croissance de cavités est calculée en faisant la moyenne
des composantes des déformations et des contraintes aux 4 points de Gauss de 1’élément
central puis en intégrant la loi de croissance de Rice et Tracey.

Les résultats sont plus que satisfaisants puisque nos courbes restent dans la dispersion
des résultats proposés par ce groupe de travail.
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Figure 1. Calcul de R'R,.
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C.3. Technique de relichement des noeuds

La méthodologie décrite ci-apres permet de simuler I’avancée de la fissure en utilisant
le critere de rupture (R/Ry). calculé grace a la formulation de Rice et Tracey. Ce calcul se fait
dans les ¢léments en pointe de fissure. Le critére étant atteint dans I’élément de pointe, la
progression de la fissure correspond a la longueur de cet €lément.

Le chemin de la fissure doit €tre connu préalablement (ou postulé) et le maillage doit
donc en tenir compte. Deux cas se présentent, suivant que I’on ait ou non symétrie de la
structure.

C.3.1. Cas général : pas de symétrie

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 ne soit
atteint. Ainsi, les noeuds doubles sont reliés par des mailles « ressort » a 2 noeuds (mailles
spéciales type 1602 dans Systus), dont la rigidité est trés grande vis-a-vis de la rigidité de la
structure (il suffit de prendre K=10"N/mm).

Lorsque le critére de rupture est atteint dans la maille en pointe de fissure, la rigidité
des deux premiéres mailles est annulée simultanément, de maniére a simuler une avancée de
fissure égale a la taille L. de I’élement. Cette annulation n’est pas brutale pour éviter les risques
de divergence des calculs, mais est réalisée sur un intervalle de temps [t; ; t2]. Le temps t; est
I’instant de rupture (R/Ro=(R/Ry).) et I'annulation de la rigidité des mailles est réalisée suivant
une fonction lin€aire. La différence de temps t.-t; est petite pour que le chargement de la
structure n’évolue pratiquement pas. Par exemple, si les calculs sont réalisés avec des pas de
temps At=0.1 ou 0.01, on prend (t,-t;)=0.000001.

Cette procédure de relachement des noeuds utilisée pour simuler I’avancée de la fissure
avec le modele de Rice-Tracey est illustrée sur la Figure 2, dans le cas de I’acier 12NC6.

Aa=1.6mm

Mailles « ressort »
dont la rigidit¢ a
ét¢ annulée.

Figure 2. Exemple de reldchement des noeuds sur une éprouvette CT entiére.
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Annexe C Description du calcul de R/Ry et de la technique de reldchement des noeuds

C.3.2. Cas particulier des structures symétriques

Pour faire avancer la fissure sur la longueur d’un élément, il faut « supprimer » les
liaisons rigides des noeuds n; et n, (Figure 3). Ces liaisons sont remplacées par des forces
nodales sur les deux noeuds. Ces forces correspondent aux réactions d’appui et sont variables
avec le temps. Les valeurs sont maximales a Pinstant de rupture et sont annulées
simultanément suivant une fonction linéaire sur un intervalle de temps trés court (similaire a
celui décrit dans le cas général C.3.1.). Un exemple de simulation d’avancée de fissure sur une
demi éprouvette CT est illustré sur la Figure 4 (L.=0.2mm).

Figure 4. Exemple de reldchement des noeuds dans le cas d’une demi éprouvette CT (la déformation
du maillage est amplifiée).
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Annexe D Maillages

D.1 Joint soudé

D. 1.1 Maillages des éprouvettes CT

] \ . L y \ ' % N . “

Eprouvette CT20 avec L.=0.2mm - Cas du métal de base.

Eprouvette CT20 avec L.=0.1mm - Cas du métal de base.
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Annexe D Maillages

Eprouvette CT25 avec L=0.1mm - Cas du métal fondu et de la zone affectee thermiquement.
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Annexe D Maillages

Eprouvette CT25 hétérogene modélisant le joint soudé.

D.2. Alliage d’aluminium 2024-T351

D.2.1. Maillages de I'éprouvette CCP

(a)

Ve

| AR

L

(b)

ZAT

Maillage de I'éprouvette CCP pour les calculs (a) élastoplastiques et (b) avec endommagement.
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Annexe D Maillages

D.2.2 Maillage de I'éprouvette de traction lisse

D.3. Acier 12NC6

D.3.1. Maillage de [’éprouvette CT

Eprouvette CT25 avec Le=0.2mm.
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Annexe D Maillages

D.3.2. Maillages des éprouvettes axisymétriques entaillées

RRW

(a) (b)
Maillage de I’éprouvette AE2 pour les calculs (a) élastoplastiques et (b) avec endommagement.

,/T

T

(a) (b)
Maillage de I’éprouvette AE4 pour les calculs (a) €lastoplastiques et (b) avec endommagement.
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Annexe D Maillages

l’ K ’
Il
#nll}:'.'.'ﬂ? /

() (b)
Maillage de I’éprouvette AE10 pour les calculs (a) élastoplastiques et (b) avec

endommagement.

D.3.3. Maillage de I'éprouvette de traction lisse
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ANNEXE E

Tableaux récapitulatifs des
parametres liés aux modéeles de
Rice-Tracey, Rousselier et
Gurson-Tvergaard-Needleman
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Tableaux récapitulatifs des paramétres liés aux modeles de Rice-Tracey, Rousselier et Gurson-1vergaard-Needleman

Parameétre du modéle de Rice-Tracey

Réf. | (R/Ry). o, (MPa) R, (MPa) le (mm) Matériau Eprouvette Divers
[53] 2.11 02 A508 Cl1.3 AE -
[33] 2.7 330 342 0.2 MF CT25 (a/W=0.6) Jic=200 (kJ/m?)
1.4 205 433 MB - A 48 CT20 (a/W=0.48) Jic=40 (kJ/m?)
1.58-1.67 A508 CI3. AE2
1.67-1.77 466 590 - Virole L AE4 -
1.74-1.86 AE10
1.19-1.22 A508 CI3. AE2
1.18-1.26 476 595 - Virole TC AE4 -
1.18-1.29 AE10
1.33-1.42 A508 C1.3 AE2
[24] | 1.37-1.42 290 477 - Plaque tubulaire TL AE4 -
1.31-1.45 AE10
1.13 A508 C1.3 AE2
1.15-1.22 225 434 - Plaque tubulaire TC AE4 -
1.1-1.17 AE10
1.7-1.77 A508 C1.3 AE2
1.72-1.88 432 566 - Tole a bas soufre L AE4 -
1.59-1.75 AE10
1.66-1.76 AE2
1.73-1.85 466 590 0.2 A508 CI. 3 AE4 -
1.73-1.93 Virole L AE10
[47] | 1.18-1.25 AE2
1.18-1.27 476 595 0.2 AS508 Cl. 3 AE4 -
1.27-1.37 Virole TC AE10
[39] | 1257 187 502 0.7 Acier au C-Mn CT25 (a/W=0.6) Jic=100 (kJ/m?)
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Tableaux récapitulatifs des parameétres liés aux modeles de Rice-Tracey, Rousselier et Gurson-1vergaard-Needleman

Réf. | (R/Rg). o, (MPa) R, (MPa) le (mm) Matériau Eprouvette Divers
2.55-3 AFE1
[48] | 2..35-2.7 505 - 0.25 18MNDS5 - S AE2.4 Jic=218 (kJ/m?)
2.4-28 AE6

1.105 450 574 7075-L-T351 Jic=16 (kJ/m?)
1.10 520 589 7075-L-T651 Jic=10 (kJ/m?)
1.11 451 526 7075-L-T7351 Jie=10.5 (kJ/m?)
1.07 403 556 7075-T-T351 Jie=12 (kJ/m?)
1.05 497 570 7075-T-T651 Jie=8 (kJ/m?)
1.06 440 514 7075-T-T7351 Jic=9 (kJ/m?)
1.03 349 498 7075-S-T351 Jie=9 (kJ/m?)
1.02 451 534 7075-S-T651 Jic=6.5 (kJ/m?)
1.02 414 493 7075-S-T7351 Jic=6 (kJ/m?)

[86] 1.115 447 578 - 7475-L-T351 - Jic=30-41 (kJ/m?)
1.13 523 588 7475-L-T651 Jic=14 (kJ/m?)
1.18 452 519 7475-L-T7351 Jie=18 (kJ/m?)
1.10 414 565 7475-T-T351 Jic=28-32 (kJ/m?)
1.12 506 578 7475-T-T651 Jie=14 (kJ/m?)
1.16 449 514 7475-T-T7351 Jic=16 (kJ/m?)
1.09 343 523 7475-S-T351 Jic=24 (kJ/m?)
1.05 447 545 7475-S-T651 Jie=16 (kJ/m?)
1.06 416 504 7475-S-T7351 Jic=15 (kJ/m?)




Tableaux récapitulatifs des parameétres liés aux modeles de Rice-Tracey, Rousselier et Gurson-1vergaard-Needleman

Réf. | (R/Ry). oy, (MPa) R,, (MPa) le (mm) Matériau Eprouvette Divers
2 452 AE]
2.1 312 0=381""? (e<20%) - CuAR AE2 -
2.1 c=470g""7 (€>20%) AE4
1.7 AES
[37] 2.05 470 AEl
[38] 1.9 45 6=517"* (e<20%) - CuA AE2 -
2 0=450e" (£>20%) AE4
2 AES
1.76 AE2
1.77 505 0=1025¢""7 (£>14%) 0.2 Z3CND17 12 H AE4 Jic=152 (k)/m?)
1.62 AE10
[42] 2.14 AE2
2.1 480 0=1138¢"%* (£>22%) 0.2 Z3CND17 12 B AE4 Jic=208 (kJ/m?)
2 AE10
12-127 O e 1 AE2 Tic=101 (KJ/m?)
[29] | 1.2-1.24 188 5031507 (5.9%<5-9.2%) A48 AE4 avec CT25 (a/W=0.6)
1.27-1.36 6=8536"77(9.2%518.2%) AE10
2.05-2.07 0.23 AE2
1.99-2 453 - 0.26 16MND5 AE4 Jic=360 (kJ/m?)
1.82-1.9 T=100° AE10
[23] | 1.51-1.74 AE2
1.6-1.75 423 - - 16MND5 AE4 -
1.51-1.61 T=300° AE10
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Tableaux récapitulatifs des paramétres liés aux modeéles de Rice-Tracey, Rousselier et Gurson-Tvergaard-Needleman

Réf. | (R/Ry). o, (MPa) R, (MPa) le (mm) Matériau Eprouvette Divers
426 AE2
439 220 537 - Z2CND17-12 AE4
4.14 AE10
2.94 AE2
[66] 2.89 168 416 - Z2CND17-12 AE4
2.64 (280°C) AEI10
2.4 AE2 -
2.64 278 612 - Z3CNDNb18-12-2.5 AE4
2.62 AE10
1.8 AE2
1.96 192 456 - Z8CNDNb18-12-2.5 AE4
1.95 (280°C) AE10
[87] 1.26 200 500 0.2 C-Mn n=0.27 AE Jic=130 (kJ/m?)
[88] 2.2 612 707 0.125 A710 CL.3 CT25 (a/W=0.6) Jic=180 (kJ/m?)
1.63 AE1.2
1.74 AE2.4
1.76 525 670 - 18MNDS5 AE6 -
[89] 1.8 AEO0.2
1.47 AE2
1.48 517 670 - 22NiMoCr37 AE4 -
1.59 AE10
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Tableaux récapitulatifs des paramétres liés aux modéles de Rice-Tracey, Rousselier et Gurson-1vergaard-INeedieman

Les paramétres du modéle de Rousselier

Réf. G1/Cy D fo(%) o, (MPa) | R,, (MPa) Matériau le (mm) Eprouvette Divers
Acier C-Mn CT25 (/W=0.6) Ji= 101 k¥/m?
[29] 1 1.5 0.20 187 502 (2 300°C) 0.2 SENT25 (a/W=0.35) Ji= 133 kJ/m?
n=0.27 AE 2-10
AE2-4-10
[55] 0.71 2 0.001 628 702 10 MnMoNi 5 5 0.2 CT25 (a/W=0.555) £,=0.05
TPB25(a/W=0.066-0.55)
Z3CND17 12 ADc=2.44mm
[42] 566/480 2 0.01 480 - o=1138e"""* 0.4-0.5 AE2-4-10 Ji= 208 kJ/m?
=1.18 (£>22%) CT25 dJ/da=250 MPa
445/427 2 0.016 - - A508 C1.3 - A 0.55 AE2 ACic=1.62mm
=1.04 0=795¢""
[59] 445/405 2 0.1 - - A508 Cl.3-B 0.55 AE2-10 ATc=1.28mm
=1.1 5=854¢""2
440/365 2 0.007 - - AS08Cl3-C 0.55 AE2 ADc=1.8mm
=12 6=820g""
[73] 0.98 2 0.0933 - - A3533B Cl.1 - -
[76] 350/540 - 0.06 540 710 A508 C1.3 (290°C) ‘ - -
=0.65
[75] 350/540 0.55
443/540 0.0607 A508 C1.3 0.5 AE2-4-10 Jie= 100 kJ/m?
516/540 (290°C) 0.25
571/540 0.125
[87] 190/200 1.5 0.2 200 500 Acier C-Mn 0.2 AE Ji= 130 kJ/m?
(a 300°C) n=0.27
[90] 445/495 2 0.05 495 - A508 C1.3 0.42 CT25 (a/W=0.56) -
(£:=5%) 0=1008¢""
[91] 445/628 2 0.001 628 702 10 MnMoNi 5 5 0.4 CT Jie= 125 kI/m?
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Tableaux récapitulatifs des paramétres liés aux modeles de Rice-Tracey, Rousselier et Gurson-1vergaard-Needleman

Réf. G1/Gy D fo(%) o, (MPa) | R,, (MPa) Matériau le (mm) Eprouvette Divers
[92] 240/190 1.5 0.23 190 500 Acier CMn 0.5 - -
[93] 0.98 2 0.0607 434 - AS08 C1.3 - - -
[56] 457.4/421 1.6 0.016 421 - AS08 C1.3 0.5 - -
(B.=3.5) 5=75%""
[57] 0.98 2 0.0607 434 - AS508 Cl1.3 0.5 - -
c529388040958
[58] 0.9 1.3 0.018 471 - A533B ClL.1 0.5 - -
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Tableaux récapitulatifs des paramétres liés aux modeles de Rice-Tracey, Rousselier et Gurson-1vergaard-Needleman

Les paramétres du modéle de Gurson

Réf. [ q fo f. fr 6 fx ev | Sn [le(mm)| Matériau | o, (MPa) | R, (MPa) | Eprouvette
[72]1 | 1.5 | 0.077 0.12 0.2 6.8 - - - 02 GGG 40 230 433 CT25
AE4
[71] | 1.5 | 0.00033 | 0.026 0.15 5.17 0.006 031 01 0.033 - 370 -
143 0.114 0.13 0272 4 - - - - 366 - AE4
1.1} 0114 02 035 | 473 - - - - - - Elements
[691 1.1 0.114 03 044 435 - - - - GGG 40 - -
1.2 ¢ 0114 0.19 | 0235 | 143 - - - - - - micro-unitaires
1.2 | 0114 | 0.175 | 0.235 | 10.97 - - - - - -
[94] - 0.001 0.003 - - 0.01 - [ 0.01 - Alliage 260 - -
AlMgSi
[67] | 1.47 | 0.00016 | 0.0005 - 2.8 - - - 0.8 A508 CI3 A 471 593 AE2
- 0.0001 | 0.0003 - 43 - - - - A508 CI3 B 470 608 AE2
Acier au SENT25
[39] | 1.5 | 0.002 | 0.004 - 2 - - - 0.2 C-Mn - - (a/W=0.35)
3 0.5 (2 300°C) CT22.5
(a/W=0.30)
AE2
[95] ] 1.5 | 0.0015 [ 0.035 | 0.15 | 5.49 | 0.00085 | 0.3 | 0.1 0.1 E690 779 840 SENB (B=25)
[38] [ 1.47 | 0.002 0.028 - - - - - - Cuivre 312 325 AE1248
[96] { 1.5 - 0.15 0.25 517 0.04 03 | 01 - - - - -
[70] | 1.15 [ 0.002 0.033 0.15 - 0.004 031 0.1 - 22NiMoCr37 - - -
[971 1 1.5 0 0.04 | 0195 - 0.008 [ 03] 0.1 - - 366 - -
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Tableaux récapitulatifs des parametres liés aux modéles de Rice-Tracey, Rousselier et Gurson-Tvergaard-Needleman

Réf. | q fo f. fr b) fx eN Sy |le (mm) | Matériau | o, (MPa) | R, (MPa) | Eprouvette
1.5 0.8 0.15 0.28 4 0 0 0 Composite
1.5 0 0.02 | 034 2 004 | 05| 02 - AL-ALTi 54.7 80 -
981 | 1.5 0 0.2 0.32 4 04 |005]| 0.02
1.5 0 0.15 | 0.28 4 0.08 }0.02 |0.025
5
[99]1 [ 1.5 | 0.001 0.02 [1.1416 0.04 |03 0.1 0.1 |20MnMoNi5 5
7
(1001l 1.5 { 0.00057 | 0.03 1.3 0004 | 03| 01 612 707 AE0.25 4 4
CT25 (a/W=0.6)
[101]} 1.5 | 0.0025 | 0.021 3.4 002 03] 01 0.2 | Acier E460
1.5 {5310 1.1510710.535] 0.1
[66] | 1.5 | 5.310° 1.19 107 | 01091 0 047
1.5 |1.59 107 9.79 107 | % | 0.141
1.5 ]1.59 107 9.7910%| 7 [0.143
(1021 125 0.005 - 0.2 - 0.001 |0.04| 0.01 0.2 A533B - - -
6=500e""
[92] | 1.5 | 0.0023 | 0.004 3 - - - 0.5 | Acier CMn 190 500 AE2, 4 et 10
(300°C)
1.5 0 006 (0212 4 0002 (03 0.1 0.1 MB 440 600
[103]1] 1.5 0 004 | 0197 | 4 0.002 | 03 | 0.1 0.1 ZAT 620 750
1.5 0 003 |0.18 | 4 0.002 | 03] 0.1 0.1 | Revétement 320 580
austénitique
[104]| 1.25] 0.00033 | 0.026 | 0.15 | 624 | 0006 | 03 | 0.1 | 0.033 CMn 360 -

L’ensemble des références se rapporte au paragraphe 1.5. du chapitre 1.
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