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Résumé

L’objet de la these porte sur la prévision de la ruine (déchirement) d’un réacteur a
eau pressurisée sous chargement accidentel thermomécanique. Des essais réels étant in-
envisageables, la méthode utilisée consiste a reproduire ce type de chargement sur ma-
quette instrumentée et de comparer les résultats obtenus sur deux grades d’acier de cuve
(16MNDS5) a des simulations numériques. Une part tres importante de ce travail a été la
conception et la mise au point de ce dispositif expérimental.

La maquette est un tube en traction et pression interne dont 1’état de contrainte et le
volume de gaz disponible sont comparables au cas réel. Le tube est de plus chauffé a 900
ou 1000°C ce qui correspond au cas accidentel. Aux habituelles mesures de température,
effort, déplacement et pression, on filme également le tube par deux caméras numériques
rapides et une infrarouge. On extrait de ces essais les conditions d’initiation et de propa-
gation de fissure ainsi que la loi de dépressurisation. A ces températures, le fluage induit
de tres grandes déformations avant 1’apparition des fissures qui peuvent dans le pire des
cas se propager a des vitesses de plusieurs metres par seconde.

Les simulations numériques sont conduites en utilisant les éléments finis, 1’initiation
et la propagation de la fissure est modélisée par une zone cohésive dont le trajet est connu a
I’avance. Une formulation 3D d’élément cohésif a été€ développée et implémentée dans le
code de calcul ABAQUS6.6-1. Ces éléments cohésifs supportent les tres grands déplace-
ments et supposent une loi de traction/séparation durcissante, seule capable de reproduire
les essais réels. L’identification a été faite sur des essais sur éprouvette CT réalisés au
CEA.

Enfin, la base de données de caractérisation en traction de 1’acier 16 MNDS5 a été€ com-
plétée pour des températures voisines de 900-1000°C et des vitesses de déformation vraie
supérieures 4 0.1s~!. Ces vitesses de déformation sont représentatives des vitesses de
déformations locales lors du fluage tertiaire de la cuve.

MOTS CLES: acier I6MND35, rupture a hautes températures, déchirure, essais biaxiaux,
modele de zone cohésive, viscoplasticité
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Introduction

Cette étude s’inscrit dans le cadre des problématiques d’accidents graves sur les ré-
acteurs a eau pressurisée (REP) francais. Plus précisément, elle a pour objet la prédic-
tion de la tenue mécanique d’un fond de cuve soumis aux conditions thermo-mécaniques
représentatives de scénarios d’accidents, comprenant la fusion du coeur du réacteur et
I’épanchement des produits tres calorifiques de cette fusion en fond de cuve.

Bien que ce type de scénario soit tres peu
probable, les risques encourus nécessitent
d’améliorer la prédiction de chaque phase N\
critique de I’accident considéré afin de pré- ' F

voir des stratégies de gestion efficaces. Dans !!!‘!‘!II i

notre recherche, le point clé est la prédiction s

de I’initiation et de la propagation de la fis- J '“ 4(}:‘;: grille

sure qui pourrait survenir apres une longue | PE—
phase de déformation par fluage du fond de corium fondu. Y ERPREEE st Bl Croite

cuve. En effet, la connaissance de 1’instant R e

et du mode de rupture du fond de cuve est

un élément important vis-a-vis de la mise
au point des stratégies de gestion en et hors
cuve. La position et la taille finale de la
breche sont déterminantes pour les suites de
I’accident hors cuve (explosion de vapeur, ,
échauffement direct de I’enceinte, interac-  Etat de la cuve a la fin de I"accident
tion corium/radier). TMI-2 [OEC 93]

[RIMIRT

-Débris en fond de cuve

Cette recherche fait I’objet d’une collaboration entre le Comissariat 4 I’Energie Ato-
mique, I’Institut de Radioprotection et de Stireté Nucléaire, et le Laboratoire de Méca-
nique des Contacts et des Structures. Ce projet, appelé “projet cinétique bréche” comporte
plusieurs volets. Pour des chargements thermo-mécaniques représentatifs des scénarios
envisagés, le projet inclut :

» Une caractérisation du comportement de l’acier de cuve par des essais de traction

uniaxiaux.

* Une caractérisation métallurgique fine de 1’acier.
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* Une caractérisation du comportement a rupture par des essais de déchirure sur
éprouvettes CT.

* Une caractérisation expérimentale de la cinétique de breche par des essais biaxiaux
plus représentatifs du cas réel.

* Le développement d’outils numériques simples pour la simulation de l’initiation et
de la propagation de fissure.

Dans le cadre de la these, notre travail a porté sur la réalisation des points en italique
qui, pour certains, ont aussi été investigués par les autres équipes de recherche. Ainsi le
manuscrit s articule autours de cinq chapitres qui, successivement, s’attachent a décrire
la problématique, les essais biaxiaux, un état de I’art de la simulation de la fissuration des
métaux, le développement d’un modele cohésif pour la simulation de la rupture ductile
a haute température et une méthode de caractérisation du comportement du matériau a
fortes vitesses de déformation a partir d’essais de traction uniaxiaux.

Dans le premier chapitre, le fonctionnement global d’un réacteur a eau pressurisée et
ses trois barrieres de confinement de la radioactivité sont présentés. Les scénarios d’acci-
dent considérés sont ensuite détaillés afin de mettre en exergue des conditions de charge-
ment thermo-mécaniques représentatifs. Par la suite, les principaux programmes expéri-
mentaux mis en oeuvre dans le cadre de notre problématique sont analysés. Leurs apports,
mais aussi leurs limites, sont développés. Enfin, I’acier de cuve frangais et sa variabilité
de comportement mécanique a haute température sont présentés.

Dans le deuxieme chapitre, les essais biaxiaux représentatifs des conditions thermo-
mécaniques de I’accident grave considéré sont détaillés. Ils ont pour but la caractérisation
de la fissuration en terme de seuils d’initiation et de vitesses de propagation. Ils doivent
aussi nous renseigner sur le couplage entre la dépressurisation et I’augmentation de 1’aire
fissurée. Tout d’abord, nous développons la modélisation expérimentale, chaque point est
discuté vis-a-vis de leur représentativité. Le banc d’essai est ensuite décrit. La synthese
des essais conduit finalement a une discussion sur les facteurs influants sur I’initiation et
la propagation de fissure, et sur la transposabilité des résultats au cas réacteur.

Dans le troisieme chapitre, un état de 1’art non exhaustif sur la modélisation de la
rupture ductile des métaux est proposé. Il est effectué pour des températures variantes de
I’ambiante jusqu’a la gamme de températures rencontrées dans notre cas d’étude. Dans
un premier temps, les approches locales, visant a représenter les mécanismes locaux d’en-
dommagement qui conduisent a la rupture, sont présentées. Ces approches, bien que tres
séduisantes, ne seront pas retenues par la suite du fait de leur complexité, mais elles per-
mettent, néanmoins, de mettre en évidence les parametres influants sur la rupture ductile.
La modélisation simplifiée par un modele cohésif est ensuite abordée en détail. Les avan-
tages ainsi que les limites de ce type de modele appliqué a la rupture des métaux sont
décrits. Des pistes de recherche sont aussi données pour s’affranchir de ces limites.
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Calcul de la déchirure d’une éprouvette
CT a900°C

Le quatrieme chapitre consiste en une des-
cription du modele cohésif développé lors
de la these. Ce modele cohésif a été incor-
poré dans un formalisme éléments finis 3D
en grands déplacements et grandes déforma-
tions par I’intermédiaire d’un élément d’in-
terface. Il permet ainsi de tenir compte des
fortes déformations rencontrées dans notre
cas d’étude. Une loi de comportement cohé-
sive appropriée est associée a I’élément d’in-
terface. Le modele est appliqué au cas des
essais de déchirure sur éprouvettes CT. Par
I’intermédiaire de cet exemple, I’influence
de la forme de la loi cohésive est finalement
discutée.

Dans le cinquieme chapitre, une méthode expérimentale est présentée afin de carac-
tériser le comportement du matériau aux températures étudiées et aux fortes vitesses de
déformations représentatives du fluage tertiaire de la structure. La méthode permet, par
ailleurs, de suivre le comportement jusqu’a rupture de 1I’éprouvette apres localisation des

déformations.

Enfin, nous exposons les conclusions de ce travail de these, et les différentes perspec-
tives et développements qui peuvent étre envisagés.
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Chapitre 1

La problématique de I’accident grave
dans un réacteur a eau pressurisée
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1. La problématique de I’accident grave dans un réacteur a eau pressurisée

1.1 Introduction

Dans un réacteur a eau pressurisée, un grand nombre de scénarios tres hypothétiques
d’accident grave sont envisageables. Ils sont susceptibles a terme de conduire a la perte
de I'intégrité du confinement et a des risques de relachements importants de produits
radioactifs a I’extérieur de I’enceinte de confinement. Ainsi, ce premier chapitre est
destiné a apporter un cadre au type de scénarios considérés pouvant conduire a la rupture
par fluage du fond de cuve.

La premiere partie est destinée en un breve description du fonctionnement d’un réac-
teur a eau pressurisée afin de rendre compte de la stratégie globale de slireté a I’aide de
trois barrieres de protection. La cuve, faisant partie de la deuxieéme barriere de protection,
fera I’objet d’une description plus approfondie car 1’étude porte sur son intégrité.

La deuxieme partie détaillera le type de scénario considéré. Les facteurs influents de
premier ordre conduisant a la rupture par fluage de la cuve seront quantifiés.

Dans la troisieme partie, un état de I’art des modeles expérimentaux traitant de la
méme problématique sera présenté. Une des conclusions issue de ces programmes d’es-
sais est I’importance de la prise en compte de la variabilit¢ du comportement a haute
température du matériau américain pour de tres faibles variations métallurgiques.

Lacier des cuves francaises a été congu sur les mémes bases que 1’acier américain.
Ainsi, la derniere partie rendra compte de la caractérisation de I’acier des cuves francaises
et de sa variabilité de comportement suivant sa composition métallurgique.

1.2 Fonctionnement d’un REP et barrieres de protection

1.2.1 Fonctionnement d’un REP [fon]

Coeur -
O réadeur
Cuwe e ol

ORCUIT PRIMAIRE

F1G. 1.1: Schéma de fonctionnement d’un réacteur a eau pressurisée [fon]

Le coeur du réacteur est la source d’énergie. Il est composé d’éléments de combus-
tibles contenant du dioxyde d’uranium (333U 0,) a 3,5 % massique en isotope fissile > U
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ou du MOX (Mixed Oxyde Fuel (U,Pu)O;). Ces éléments sont entourés d’une gaine
métallique en zircaloy, premiere barriere de protection destinée a piéger les produits ra-
dioactifs qui sont formés dans le combustible par fission.

Le coeur est contenu dans une cuve métallique étanche, revétue intérieurement d’acier
inoxydable (beurrage). Il comporte des dispositifs de pilotage, et notamment des barres
de controle en absorbant neutronique (Alliage AgInCd pour les réacteurs 900MWe ou
essentiellement en carbure de bore B4C pour les réacteurs 1300MWe et 1450MWe), ainsi
que des dispositifs de sécurité. Cette cuve, ainsi que le circuit primaire, constituent une
seconde barriere de protection.

De I’eau a haute pression circule a I’intérieur de la cuve entre les éléments de combus-
tible. Elle préleve la chaleur produite dans les éléments de combustible et joue également
le role de modérateur (ralentissement des neutrons nécessaires pour la fission de 12350).
La pression de cette eau primaire atteint 155 atmospheres.

A la sortie de la cuve, la température de I’eau primaire est d’environ 300°C. Cette
eau passe ensuite dans un échangeur de chaleur, ou elle se refroidit en vaporisant 1’eau
d’un circuit secondaire. Dans le générateur de vapeur, I’eau secondaire baigne les tubes
ol circule I’eau primaire avant qu’elle ne retourne dans la cuve du réacteur. A la sortie du
générateur, la pression de la vapeur secondaire est de 70 atmospheres.

Le circuit secondaire est également un circuit fermé. La vapeur produite est envoyée
dans une turbine. La turbine entraine un alternateur qui lui est couplé. L’alternateur pro-
duit le courant électrique qui sera envoyé sur le réseau électrique. La vapeur secondaire est
condensée a la sortie de la turbine, avant d’étre recyclée dans les générateurs de vapeur.

Le coeur du réacteur, le circuit primaire et les générateurs de vapeur sont contenus
dans un batiment étanche constitué d’une simple ou double enveloppe en béton. Cette
enceinte fait partie de la troisieme barriere de protection.

La condensation de la vapeur a la sortie de la turbine se fait grace a une circulation
d’eau a grand débit dans un troisieme circuit de refroidissement. L’eau condensée re-
tourne ensuite aux générateurs. L’eau tertiaire, qui a elle méme besoin d’étre refroidie, est
envoyée dans des tours de réfrigération (une par réacteur).

Les centrales nucléaires sont implantées au voisinage de la mer ou de fleuves dont
I’eau, en raison des barrieres de protection, n’est pas en contact avec les matieres radio-
actives et sert de source froide.

1.2.2 La cuve : seconde barriére de protection

Les figures 1.2 et 1.3 page suivante représentent le schéma d’ensemble d’une cuve
francaise avec ses différents constituants et son coeur composé d’assemblages de crayons
de combustible. La cuve en elle-méme est composée de deux viroles de coeur, d’une virole
porte-tubulure, d’une calotte supérieure faisant office de couvercle et d’un fond hémisphé-
rique. La virole porte-tubulure recoit les arrivées et sorties d’eau du circuit primaire. Le
couvercle est percé pour le passage des barres de controle qui régulent la puissance du
coeur, le fond de cuve est percé pour le passage de tubes guides d’instrumentations. Des
brides en acier permettent d’assembler les différents éléments de la cuve. Tous ces élé-
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ments sont en acier IGMNDS5 (16MnNiMo5) et obtenus par forgeage afin d’éviter toute

soudure longitudinale.

virole B

tubulures

FiG. 1.2: Assemblage d’une cuve

[VER 04]
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F1G. 1.3: Schéma de la cuve d’un réacteur

900MW

Toutes les surfaces intérieures de la cuve sont revétues par beurrage d’un revétement
en acier inoxydable de type 24cr12Ni (ou 20Cr10Ni) pour se prémunir de la corrosion

intergranulaire.

Les caractéristiques géométriques des fonds de cuve de REP francais sont reportés

dans le tableau 1.1.

Fond de cuve REP 900MW | REP 1300MW | REP 1450MW
Rayon interne, m 2.027 2.24 2.28
Epaisseur de la partie 0.13 0.14 0.15
sphérique sans beurrage, m
Epaisseur de la partie 0.2 0.22 0.225
cylindrique sans beurrage, m
Epaisseur du beurrage 0.007 0.007 0.007
) interne, m

TAB. 1.1: Caractéristiques des fonds de cuve de REP francais

1.3 Les scénarios d’accident grave

Dans ce manuscrit, on appelle accident grave un accident au cours duquel le com-
bustible est significativement dégradé par une fusion plus ou moins complete du coeur
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du réacteur. Compte tenu des mesures de prévention des accidents mises en place par
I’exploitant, ce type d’accident reste hautement hypothétique.

Un accident grave a généralement pour origine un défaut de refroidissement du coeur
dont la puissance résiduelle, générée par la radioactivité des produits de fission accumulés
dans le combustible, ne parvient plus a étre évacuée. En une a quelques heures, suite a
des défaillances multiples, humaines et/ou matérielles, incluant I’échec des procédures de
sauvegarde, les éléments combustibles se dégradent.

Une suite de phénomenes nombreux et complexes se déroule alors, selon divers scé-
narios dépendant des conditions initiales et des actions des opérateurs ; ces scénarios sont
susceptibles de conduire a terme a la perte de I’intégrité du confinement et a des risques de
relachements importants de produits radioactifs a I’extérieur de 1’enceinte de confinement.
Une synthese exhaustive des recherches effectués sur les scénarios et les phénomenes qui
peuvent €tre mis en jeu lors de ces scénarios a été réalisé par I’'IRSN en 2006 [TEN 06].

1.3.1 Cadre de I’étude

Nous nous placons dans le cas ou la dégradation du coeur entraine la production d’un
bain de corium fondu qui est un mélange constitué d’une phase oxydée U-Zr-0 (produit
de la fusion du zircaloy des gaines et de la dissolution du combustible) et d’'une phase
métallique issue des matériaux de la structure du coeur (acier, inconel...). Au fur et a
mesure de I’augmentation de la masse fondue, le bain progresse axialement et radialement
dans le coeur jusqu’au moment ou il atteint soit la baffle, soit la plaque du bas du coeur,
ce qui entraine une relocalisation du corium vers le fond de cuve.

L’intégrité de la cuve peut alors étre menacée par différents phénomenes. Au moment
de la coulée du corium en fond de cuve, on peut mentionner 1’érosion de la cuve par son
contact direct avec les jets du corium fondu ou son endommagement par une éventuelle
explosion de vapeur au moment de 1’interaction entre le corium et I’eau liquide résiduelle
dans le fond de cuve. Par ailleurs, si la cuve résiste a cette phase d’écoulement transitoire,
elle peut ensuite étre menacée d’une rupture par fluage lors de la reformation d’un bain
de corium fondu en fond de cuve.

Dans ce manuscrit, 1’étude porte sur un scénario considérant un bain de corium fondu
en fond de cuve. L'instant de rupture de la cuve, la localisation et la taille de la breche
sont considérés comme des éléments clés puisqu’ils jouent un réle important dans le dé-
roulement de 1’accident dans la phase hors cuve (Risque de combustion de I’hydrogene,
interaction corium-béton).

Les variables physiques qui influent sur I’instant de rupture de la cuve sont principale-
ment la pression primaire et la distribution de température de la cuve (liée a la masse et a
la configuration du bain de corium). La pression primaire est généralement uniforme dans
la cuve (minimum 0.9MPa si les soupapes de streté sont ouvertes), elle peut cependant
augmenter rapidement en cas d’injection d’eau en cuve. La température de la cuve est
fortement liée au flux thermique évacué dans son épaisseur. Une bonne modélisation de
la composition du corium est donc nécessaire pour obtenir les conditions aux limites en
température de la paroi du fond de cuve. Cette modélisation [TEN 06, SEI 07, BEC 08]
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comporte encore de nombreuses incertitudes car elle dépend fortement du scénario envi-
sagé. La concentration de phase métallique contenue dans le corium est un point critique
car elle peut engendrer la formation d’une couche de métal liquide sur le haut du bain
évacuant un flux de chaleur maximal (“focusing effect”) vers la cuve.

1.3.2 Données en température : analyse de I’accident TMI-2

L’accident TMI-2, survenu 2 la centrale Three Mile Island (Etats-Unis) le 28 mars
1979, correspond a ce type de scénario. Il convient de noter cependant les particularités
de ce scénario, en particulier le fait qu’il se soit déroulé a pression élevée (10MPa avec
des pics supérieurs a 10MPa) et que la coulée de corium en fond de cuve se soit produite
apres renoyage, au moins partiel du coeur.

Cependant, dans le cadre du programme international TMI-VIP [OEC 93, RUB 93],
des échantillons des différents débris du coeur (stratification) et de la paroi de la cuve
(paroi elle-méme, traversée d’instrumentation, tube guide d’instrumentation) ont été pré-
levés a 1’aide d’un robot [COL 93] (figure 1.4 page 12). Des analyses des échantillons
(observations métallographiques, essais de microdureté, de traction, de fluage, charpy,
composition chimique...) ont été réalisées par différents laboratoires de la communauté
internationale [KOR 93, RUO 93, PEL 93, KAW 93, SOU 93, MIL 93, NEI 93, TRO 93,
AKE 93, UET 93].

Les conclusions ont permis, d’une part, d’élaborer un scénario de 1’accident corro-
borant les analyses des échantillons et les informations des capteurs durant 1’accident ;
d’autre part, d’obtenir des données quant aux conditions de température et a I’ampleur
des dommages causés par 1’attaque chimique et thermique. Il a ainsi été possible de dé-
finir les modes possibles de défaillance de la cuve et la marge d’intégrité de la cuve au
cours de I’accident [KOS 93, STI 93, WIT 93].

1.3.2.1 Le scénario de ’accident

La figure 1.5 page 12 représente 1’état de la cuve (en acier SA533B) a la fin de 1’acci-

dent, au moment de son examen post mortem.

Le scénario de 1’accident comprend :

* Entre 100min et 174min apres le début de 1’accident : la fusion d’au moins 45% du
coeur (62 tonnes) se produit.

* Le matériau des gaines coule le long du coeur et forme une crolite métallique
d’épaisseur 10 a 15cm dans la région basse du coeur. Cette crofite est située en-
viron 2m au dessus du fond de cuve et correspond au niveau de I’eau résiduelle au
moment de la coulée. Le corium fondu qui s’écoule est retenu par cette crofite.

* 174min apres le début : une pompe de refroidissement est mise en marche pendant
19min. Le refroidissement effectif du coeur dure 15s avant que le systeme de re-
froidissement provoque une repressurisation (oxydation du Zirconium des gaines).
La partie haute de la cuve (grille) est alors endommagée par explosion de vapeur et
aspersion de débris issus de la fusion du coeur.

10
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Entre 224 et 226min : 19 tonnes de corium sont relocalisées en fond de cuve. Les dé-
bris fondus ont coulé le long de la face EST de la cuve du réacteur entre I’ancienne
paroi du coeur et le bouclier thermique. Les premiers débris fondus atteignant le
fond de cuve refroidissent brutalement par contact direct avec la paroi de la cuve.
Une fine couche de débris solide et isolante se forme. Elle recouvre une grande par-
tie du fond de cuve et des traversées d’instrumentation. Elle est ensuite recouverte
par un bain de corium fondu plus chaud.

La couche isolante formée au début de la relocalisation n’a pas une épaisseur
constante sur toute la surface de la cuve. Ainsi, elle n’a pas pu protéger de fagon
homogene la paroi de la cuve du flux de chaleur du bain de corium fondu. Il y a eu
formation d’un point chaud d’environ 1m de diametre.

Le point chaud refroidit et la cuve ne fissure pas.

1.3.2.2 Principales données

Conclusions issues de I’analyse de la croiite isolante :

Composition chimique : Céramique (U,Zr)O; avec moins d’1% massique d’élé-
ments de matériau de structures (“pas de focusing effect”).

Densité moyenne : 8.4+ 0.6g.cm™>.

Porosité : 18+11%

Le bain de corium fondu a atteint un pic a 2600°C lors de la fusion du coeur et a
refroidi tres lentement pendant de nombreuses heures.

Chargement thermique : 0.13+20%W.g~! au moment de la relocalisation 224min
apres le début de I’accident (=2.47MW pour les 19 tonnes de corium relocalisé).
Chargement thermique : 0.0964-20%W.g~! 600min aprés le début de 1’accident.

Conclusions issues de I’analyse de la paroi de cuve :

Des criques et des fissures ont été constatées dans le beurrage mais elles n’ont pas
propagé dans 1’acier de base.

La distribution de température autour du point chaud elliptique de 1mx0.8m est
présentée sur la figure 1.6 page suivante. La surface interne du matériau de base a
atteint 1100°C, le gradient de température a travers la paroi au niveau de ce pic est
de 2 24°C.mm~! (=100+£50°C). Le pic de température a été atteint pendant 30min
avant le refroidissement. La vitesse de refroidissement était de 10 & 100°C.min~!
au moment de la transformation de phase (727-850°C). L’hypothése avancée pour
expliquer un refroidissement si rapide par rapport au refroidissement lent du bain de
corium fondu, est la formation d’un jeu entre la paroi de la cuve et la crofite isolante
qui aurait permis le passage d’eau ou de vapeur d’eau (pas d’adhérence observée
entre la crofite et le fond de cuve).

1.3.2.3 Marge d’intégrité de la cuve

Quatre modes de défaillance de la cuve ont été investigués :

11
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* Rupture des tubes guides d’instrumentation hors cuve : Tres large marge de sécurité,
mode de défaillance a éliminer.

* Expulsion des tubes. Pour que ce phénomene ait lieu il faut soit que les soudures
entre les tubes et la paroi fondent ce qui n’était pas le cas durant 1’accident, soit
que les soudures se rompent par fluage ou par instabilité plastique. Les analyses ont
montré que ce mode de défaillance était aussi a éliminer.

* Rupture globale de la cuve par fluage.

* Rupture localisée de la cuve par fluage.

Les deux derniers modes de défaillance sont critiques car les calculs n’ont pas montré
de marge d’intégrité de la cuve. Cependant, les analyses n’étaient pas encore totalement
représentatives et plutdt pessimistes.

1.3.3 Bilan

Le scénario d’accident grave étudié comporte la fusion du coeur du réacteur et 1’épan-
chement des produits de cette fusion en fond de cuve sous la forme d’un bain de corium
fondu. Le bain de corium fondu est tres calorifique et chauffe localement la paroi du fond
de cuve ce qui se traduit par une altération du comportement du matériau qui devient hau-
tement viscoplastique (et pourrait méme subir une fusion). Dans le méme temps, la cuve
est soumise a une pression interne d’au moins 0.9MPa. La cuve peut alors se rompre par
fluage.

Le comportement du fond de cuve dépend tres fortement de sa température. Ce char-
gement est lui méme tres dépendant du comportement du corium et de sa stratification
qui restent encore peu prévisibles et tres dépendants du scénario. Les seules données a
disposition sont celles de I’accident TMI-2, pour lequel la température superficielle de la
paroi a atteint 1100°C pendant 30min avec un gradient dans 1’ épaisseur de 2 2 4°C.mm ™!
sur un point chaud elliptique de 1mx0.8m.

1.4 Principales simulations expérimentales existantes

Les programmes d’essais LHF-OLHF ((OECD) Lower Head Failure) et ARVI (As-
sessment of Reactor Vessel Integrity) s’inscrivent dans le cadre de résolution de problé-
matiques de rupture du fond de cuve par fluage issues de I’accident TMI-2.

L’ objectif commun des programmes d’essais LHF (Lower Head Failure, 1994-1998,
Laboratoire Sandia), OLHF (OECD Lower Head Failure, 1998-2002, Laboratoire Sandia)
et FOREVER (qui font parti du programme ARVI) est de caractériser le mode, le temps
et la taille de la fissuration du fond de cuve dans les conditions de différents scénari
d’accident grave.

13
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1.4.1 LHF-OLHF
1.4.1.1 Modélisation

La modélisation vise a reproduire sur des éprouvettes le comportement de la cuve
jusqu’a sa fissuration sous des chargements thermique et mécanique représentatifs d’un
accident grave.

LHF [CHU 98, BUC 0Ola, BUC 01b]

Les éprouvettes sont réalisées en acier SA533B1 (acier des cuves REP américains).
Elles reproduisent le fond de cuve hémisphérique d’un REP a I’échelle 1/4.85.

Les conditions de chargement accidentel sont simulées en terme de pression interne
d’argon et de flux de chaleur.

En gardant le rapport entre le rayon et I’épaisseur de la paroi de la cuve, I’équivalence
des contraintes, entre le cas réel et la maquette, a pression interne donnée, est assurée.

Le chargement thermique est appliqué par un chauffage résistif (pour les trois premiers
essais) ou par rayonnement (pour les 5 suivants). Le flux de chaleur est mis a I’échelle
proportionnellement au rapport de réduction géométrique pour obtenir le méme temps
de fluage et de rupture que dans le cas réel. La réduction du flux de chaleur entraine
cependant une diminution du gradient de température dans 1’épaisseur de la paroi.

Un chargement typique s’effectue, schématiquement, a pression d’argon constante
pour une élévation de température comprise entre 1-4K.min~! jusqu’a rupture.

Le programme d’essais a été concu pour examiner les effets de la distribution spatiale
de la température, les effets de la pression, les effets de la présence d’éléments de structure
tels que les tubes guides sur les déformations et la rupture de la cuve.

Les trois cas de distribution de température sont :

» Uniforme : cas de référence pour une relocalisation progressive du corium fondu en

fond de cuve

* Point chaud au centre : cas de I’accident TMI-II

* Point chaud sur un c6té : cas d’un bain de corium emprisonné en fond de cuve

Les trois cas de chargement en pression sont :

* 5MPa : pression modérée dans la cuve

* 10MPa : pression importante dans la cuve

* Un transitoire de 7.7 a 10MPa : effet de la projection d’eau sur le bain de corium

fondu

Huit essais ont été réalisés pour cette campagne.

OLHF [BEN 00a, BEN 00b, HUM 02, OLI 02]

Tout comme les essais LHF, les éprouvettes sont réalisées en acier SA533B1 repro-
duisant les cuves de REP américain a I’échelle 1/4.85 (figure 1.7 page 16).

La principale différence réside dans 1’augmentation de 1’épaisseur de la paroi (d’un
facteur 2.6) pour obtenir un gradient de température de 200 a 400K dans 1’épaisseur. Ainsi,
I’effet du gradient de température sur la redistribution des contraintes dans la paroi est
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étudié. Le chargement thermique est apporté par rayonnement et la pression est appliquée
a ’aide d’argon.

Un chargement typique s’effectue, schématiquement, a pression d’argon constante
pour un chargement de température de 12K.min~! a partir de 800K jusqu’a rupture.

Le programme d’essais a été concu pour examiner les effets de la pression et les effets
de la présence d’éléments de structure sur les déformations et la rupture de la cuve dans
le cas d’une distribution de température uniforme.

Le chargement en pression doit &re mis a I’échelle, du fait de la modification du
rapport du rayon sur épaisseur de la paroi, de facon a obtenir la méme contrainte de
membrane que dans le cas réel. Le chargement en pression équivalent est plus faible que
dans les essais LHF afin d’étudier des stratégies de gestion d’accident comprenant la
dépressurisation de la cuve par des sécurités :

* 5SMPa : pression modérée dans la cuve

e 2MPa : pression faible dans la cuve

* Un transitoire de 2 & SMPa

Quatre essais ont été réalisés pour cette campagne.

1.4.1.2 Instrumentation des essais OLHF

Le transfert d’énergie du bain de corium fondu a la paroi de la cuve a été simulé par
rayonnement d’un suscepteur en graphite chauffé par induction (figure 1.8 page suivante).
La température est acquise sur les surfaces internes et externes de la maquette a I’aide
de thermocouples de type K et C. La position des thermocouples est repérée a 1’aide de
coordonnées azimutales. Ils sont disposés suivant 4 rangées en longitude et tous les 10° en
latitude. La distribution de température est aussi obtenue a 1’aide d’une caméra infrarouge.
Les données en température dans la paroi sont calculées a I’aide d’une analyse thermique
axisymétrique.

La cuve est pressurisée a I’aide de 11 bouteilles d’argon. La pression est asservie a
I’aide d’une vanne et de plusieurs capteurs de pression pendant toute la durée de 1’essai.

L’histoire de la déformation de la cuve est obtenue par mesure de I’extension et de
la contraction de cables fixés sur la cuve a 1’aide de capteurs de déplacement Celesco.
Trois cables par point de mesure ont été utilisés pour avoir le déplacement dans chaque
direction spatiale. 5 caméras (30 images par seconde) ont aussi €té utilisées dans cette
optique.

La vitesse de propagation de la fissure est obtenue a I’aide d’une caméra numérique
rapide.

Une mesure de 1’épaisseur de la paroi avant et apres essai a été réalisée a I’aide d’une
jauge d’épaisseur a ultrason sur un maillage tous les 10° de chaque coordonnée azimutale.

1.4.1.3 Résultats

A propos de la rupture Les deux programmes d’essais LHF et OLHF conduisent a des
ruptures localisées (figure 1.9 et 1.10 page suivante). La fissure initie au niveau du point
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ou le rapport contrainte de membrane ramenée a la limite a rupture est le plus important.
Dans le cas d’une répartition de température uniforme, le rapport est le plus important
au niveau des points ol la paroi est la plus mince (contrainte de membrane plus élevée).
Dans le cas d’une répartition de température non uniforme, la rupture s’effectue au niveau
du point chaud (contrainte a rupture abaissée du fait de la modification de comportement
du matériau a haute température).

Une repressurisation a haute température provoque des fissurations plus énergétiques
et donc une taille de breche plus importante.

Un gradient de température important dans la paroi conduit a des ruptures a des tem-
pératures plus élevées. La prise en compte du gradient de température démontre 1’impor-
tance de la redistribution des contraintes dans la paroi.

Une étude métallurgique et comportementale de I’acier SAS33B1 des essais LHF et
OLHF a montré que pour une méme spécification, le comportement a fissuration a haute
température (>1000K) est différent. Le facies de rupture de 1’acier des essais LHF est fra-
gile a haute température alors que celui des essais OLHF est ductile. Le CEA, responsable
de cette étude, a conclu que la différence peut étre attribuée a une proportion dix fois plus
importante de souffre dans le matériau des essais LHF bien que les deux matériaux soient
conformes a la spécification SA533B1.

Il est important de préciser que les résultats en terme de taille de fissure ne peuvent
étre transposés directement au cas réel car I’énergie de chargement n’a pas été mise a
I’échelle (la dépressurisation pendant la fissuration dépend du volume de gaz).

A propos des déformations globales a rupture La valeur de déformation globale a
rupture est d’environ 30% dans le cas ot il n’y a pas de tubes guides (éléments de struc-
ture) soudés a la cuve.

Dans le cas de la présence de tubes, la rupture a lieu au niveau des points de soudure
des crayons a des déformations globales d’environ 10%.

14.2 FOREVER

Les essais FOREVER font partie du programme ARVI (Assessment of Reactor Vessel
Integrity [SEH 99, SEH 03, SEH 05, ALS 05]). En plus de I’objectif commun avec les
essais LHF-OLHEF, ils ont pour but de simuler (expérimentalement et numériquement)
I’interaction thermique entre le bain de corium fondu et le fond de cuve.

1.4.2.1 Modélisation et instrumentation

Les éprouvettes des essais FOREVER sont une réplique d’une cuve de REP a’échelle
1/10 (figures 1.12 et 1.13 page 19). La partie utile de 1’éprouvette est le fond de cuve
hémisphérique fabriqué soit en acier de cuve américain (SA533B1), soit en acier de cuve
francais (16 MNDS). Le fond de cuve (partie utile) est soudé a une partie cylindrique en
acier (15Mo3).
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1. La problématique de I’accident grave dans un réacteur a eau pressurisée

Le flux de chaleur émis par le bain de corium fondu est simulé par chauffage résistif
(jusqu’a 45 kW) d’un sel binaire (70wt-%Ca0O, 30wt-%B,03) dont la température de
fusion est de 1000°C. Cet appareillage permet d’obtenir une convection naturelle du bain
de sel fondu. Le bain de sel peut atteindre 1200°C ce qui provoque un échauffement de
la paroi variant de 600°C a 950°C. Une fois 1’équilibre thermique atteint, la cuve est
pressurisée a 2.5MPa ce qui correspond a un scénario ou la pression est modérée au sein
de la cuve.

La mise a ’échelle avec le cas du réacteur allemand KONVOI est décrite sur la fi-
gure 1.11 page suivante.

Les températures internes et externes sont mesurées a 1’aide de 34 thermocouples dis-
posés a différents angles sur la cuve. Le systeéme d’attache des thermocouples ne permet
pas d’obtenir la température réelle au niveau de la paroi. Des développements numériques
ont dii &tre mis en oeuvre pour extrapoler les températures mesurées a celles voulues. La
validité de la mesure de température est donc discutable. Un capteur de pression est aussi
intégré. 22 capteurs de position permettent de suivre 1’évolution de 11 points sur la cuve
(placés symétriquement par rapport a 1’axe)..

1.4.2.2 Résultats

3 essais de fluage sur 5 sont valides jusqu’a rupture avec une fissuration dans la zone
utile de I’éprouvette (sous la ligne de soudage) :

* EC2 : matériau francais 16MND3, bain initial juste en dessous du cordon de sou-
dure

* EC3B : matériau francais 16MNDS, présence de tubes guides, bain initial plus bas
que la ligne de soudure

* EC4 : matériau américain S355B1, présence de tubes guides, bain initial plus bas
que la ligne de soudure

Lors de I’essai EC2, la cuve a subi des déformations totales a rupture de 13% maxi-
mum et la zone ou les déformations maximales se sont produites était située a 40-60° du
point bas de la cuve. La fissuration a cependant initié a 73° du point bas du fond de la
cuve (50cm en dessous du cordon de soudure) apres une mise en pression de 3.5H. Cette
position correspond a la latitude chaude de la cuve (figures 1.15 et 1.14 page ci-contre).
La fissure s’est étendue de 64° le long de la circonférence. Il est a noter que le niveau
du bain a baissé de quelques centimetres du fait de gonflement (25 a 30%) de la cuve
(figure 1.15 page suivante). Moins de la moitié du bain fondu s’est donc échappé de la
cuve.

L’essai EC3B a eu une fissuration similaire du point de vue de sa localisation (pas
de fissuration au niveau des tubes guides car ils ne sont pas disposés au niveau du point
chaud).
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Principales simulations expérimentales existantes

Parameter | FOREVER | KONVOI | Scaling
¥
\essel shape hemispherical lower head fixed to a cylinder
Internal radius [m] 0.19 25 1:12.5
Wall thickness of lower head [m] 0.015 0.15 1:10
Melt volume [ms] 0.014 325 1:2300
Surface-volume ratio [m™] 24 1.8 1:0.08
Material properties
Density of wall (steel) [kg/ m] | 7850 | 7850 | 1:1
Density of melt (corium) [kg/ m’] | 2500 | Bso00 | 132
Thermal boundary conditions
Total heat generation in the pool [MW] 0.038 206 1:780
volumetric heat generation density 27 0.91 1:0.33
[MwWim®]
internal Rayleigh-number [-] 10" 107 1:107
wall surface heat flux at homogeneous 112 500 145
distribution [KW/m?]
theoretical temperature difference over 56 2500 1:45
vessel wall without melting/ablation [K]
temperature difference over vessel 56 1200 121
wall with melting/ablation [K]
Mech I loading
theoretical stress induced by the tem- 1" 227 1:21
perature difference with melt-
ing/ablation [MPa]
Weight of melt and vessel [Mg] 0.065 310 1:4800
Membrane stress by weight [MPa) 0.034 1.26 1:37
Internal pressure [MPa] 25 235 11
Membrane stress by pressure [MFPa) 32 42 1:1.3

F1G. 1.11: FOREVER : mise a I’échelle avec le réacteur KONVOI allemand [ALS 05]
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FIG. 1.12: FOREVER : maquette [ALS 05] F1G. 1.13: FOREVER : schéma de I’instru-
mentation des éprouvettes [ALS 05]
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1. La problématique de I’accident grave dans un réacteur a eau pressurisée

1.4.3 Bilan
1.4.3.1 Les avancées

Les essais LHF et OLHF sont des essais de référence trés complets du point de vue
des choix de modélisation et de leur instrumentation.

Ils ont permis de souligner de nombreuses difficultés :

* L’influence du chargement mécanique sur la propagation de la fissure inhérent au

choix du scénario étudié.

* La variabilité non négligeable du comportement du matériau a haute température

(>1000K) pour des variations chimiques tres faibles de deux matériaux répondant
a la méme spécification.

* Une dispersion importantes des tailles de fissure. L’hypothese retenue pour expli-

quer ces dispersions est basée sur la variabilité du comportement du matériau.

* L’influence d’un gradient de température dans la paroi sur la redistribution des

contraintes

* L’influence de I’ajout de tubes guides sur le comportement globale de la cuve et sur

la localisation de la fissuration. Dans le cas d’un chargement uniforme en tempéra-
ture, la rupture se produit au niveau des soudures des tubes guides.

Les essais FOREVER ont permis d’étudier de facon plus précise la convection du bain
de corium fondu dans la cuve et ainsi de caractériser I’échange de chaleur entre la paroi et
le bain. Ils nous instruisent sur la distribution de température de la paroi du fond de cuve
et donc sur la localisation de I’initiation de la fissure (la latitude chaude). Il est pourtant
important de noter que la modélisation du bain de corium fondu reste discutable car tres
simplifiée [SEI 07, BEC 08].

1.4.3.2 Les manques

Aucun des deux programmes n’a mis en exergue des informations précises sur la
propagation de la fissure.

Des essais complémentaires auraient été nécessaires pour étudier de facon plus précise
I’influence de la variabilité du comportement du matériau selon sa nuance sur I’initiation
et la propagation de la fissure.

la variabilité de comportement a haute température de 1’acier de cuve francais
(16MNDS) n’a pas été étudiée lors de ces programmes d’essais. Sur ce point, on peut, par
ailleurs, citer le programme d’essai RUPTHER réalisé au CEA Saclay de 1995 a 1999, qui
a partir de maquettes a 1’échelle réduite (tubes pressurisés sous pression interne pour des
températures de 700 a 1300°C) a étudié une nuance d’acier Il6MNDS5 [DEV 94, GEN 99].

Les interactions chimique et mécanique du corium avec la paroi du fond de cuve n’ont
pas non plus été traitées.

Aucun essai n’a pris en compte une mise a 1’échelle du volume de gaz pressurisé dont
dépend de facon prépondérante la propagation de fissure. Aussi la taille de breche ne peut
étre transposée au cas réel.
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L acier de cuve frangais : 16MNDS5

1.5 DL’acier de cuve francais : 16 MNDS

Comme nous 1’avons vu précédemment, 1’hypothese retenue a la fin des programmes
d’essais LHF-OLHF pour expliquer la forte dispersion de taille de breches était la va-
riabilit¢ du comportement du matériau américain a haute température. Or le matériau
francais I6MNDS (16MnNiMo5) a été développé a partir de 1’acier américain SA302B.
Sa microstructure dans son état de réception (apres traitements thermiques effectués sur
la structure ultérieurement a sa mise en forme), est un mélange de 60% de bainite! et 40%
de ferrito-perlite?. Une photo de la microstructure est représentée sur la figure 1.16.
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F1G. 1.16: EBtata réception d’un acier Il6MNDS5 [GEN 07]

Ainsi de nombreuses études traitent de la caractérisation de 1’acier I6MNDS a haute
température et de sa variabilité de comportement. Une trés bonne syntheése des travaux
antérieurs a 2004 sur la caractérisation de cet acier a été réalisée par Benoit Vereecke lors
de sa these [VER 04]. Il s’appuie sur différentes études pour présenter la conception de
I’acier et son évolution [KIE , BOC 97, RCC ], les procédés de fabrication [HOU 02], les
transformations métallurgiques [BEC 91] et la plasticité de transformation [COR 01]. 11 a
par ailleurs effectué une synthese des nombreux essais de caractérisation a haute tempéra-
ture (800-1200°C) tel que des essais de traction [GEN 99, SES 97, SES 98b, BED 99] et
des essais de fluages [GEN 99, SES 98a, BED 99, GEN 02] afin d’établir une loi de com-
portement élasto-viscoplastique endommageable qui prend en compte la variabilité du
comportement a rupture du matériau (endommagement transgranulaire/intergranulaire).
Nous pouvons compléter les données de caractérisation par des essais de traction et
une étude de la microstructure réalisés par Jean-Marie Gentzittel (CEA) ultérieurement
[GEN 05, GEN 06a, GEN 06b, GEN 07].

Iferrite durcie par des petits carbures de fer Fe3C.
’mélange de ferrite (solution solide de fer a structure cristallographique cubique centrée) et de perlite
(mélange de ferrite et de carbure de fer).
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1. La problématique de I’accident grave dans un réacteur a eau pressurisée

1.5.1 Variabilité du comportement a haute température suivant sa
nuance

Une classification des nuances d’acier Il6MNDS a été€ élaborée a partir des modes de
fabrication des fonds de cuve et surtout de I’évolution de composition chimique [FRA ].
Une décomposition en 5 grandes familles a été retenue qui suit partiellement la puissance
et la taille de la cuve du réacteur (tableau 1.2), chaque famille peut aussi étre classée en
fonction de sa teneur en soufre et en aluminium.

Puissance 1400MW 1300MW 1300MW 900MW 900MW
du réacteur
Nombre 4 15 5 28 6
de cuves
Type NPY PQY-DPY PQY CPY CPO
Soufre faible faible/moyen moyen moyen/€levé élevé
(%pds) [0.003-0.005] | [0.004-0.008] | [0.005-0.007] | [0.005-0.011] | [0.007-0.0013]
Aluminium | [0.013-0.016] | [0.015-0.031] | [0.022-0.024] | [0.021-0.025] | [0.022-0.022]
(%opds)
Ex. Acier | A “Rupther” E B “krakatoa” D C

TAB. 1.2: Classification des nuances d’aciers 16 MNDS5 [GEN 07]

A partir des résultats d’essais de traction sur les matériaux Rupther, Krakatoa, et la
nuance C (CPO0), un creux de ductilité (caractérisé par la striction a rupture Z, cf figure
1.17) a été mis en évidence pour les nuances Krakatoa et C. Pour une méme nuance,
ce creux de ductilité est dépendant de I’histoire thermique, et parfois de la vitesse de
sollicitation.

Lorsque la rupture a lieu pour une valeur importante de striction, 1’observation des
facies de rupture permet d’identifier nettement un mécanisme de rupture transgranulaire
ductile.

Lorsque la rupture a lieu pour des valeurs plus faibles de striction, le facies pré-
sente un aspect de rupture fragile intergranulaire caractéristique d’essais de fluage. Il
est remarquable que ce mode d’endommagement est également observé pour de fortes
contraintes appliquées, alors que ce type d’endommagement apparait généralement pour
des contraintes de fluage faibles avec des temps a fluage longs. La rupture est liée a I’effet
combiné des précipités de nitrure d’aluminium AIN et de sulfure de manganeése MnS. Les
premiers agissent pour bloquer les joints de grain (ils inhibent le glissement intergranu-
laire et la migration du joint) et les seconds sont des sites de germination et de croissance
de cavités. La précipitation des sulfures de manganese est évidemment directement liée a
la teneur en soufre des aciers. Il semble de plus que la précipitation des nitrures d’alumi-
nium soit également directement liée a la teneur en soufre des aciers [GEN 07].
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L acier de cuve frangais : 16MNDS5
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F1G. 1.17: Mise en évidence du creux de ductilité [GEN 07]

1.5.2 Variabilité du comportement local di au procédé de fabrication

Les étapes successives de fabrication ont été décrites par M. Houzé [HOU 02]. Elles
comportent :

* Coulée en lingot plein ou creux.
* Plusieurs opérations de forgeage.
* Plusieurs traitements thermiques.

Malgré le savoir-faire des forgerons, cette gamme induit inévitablement des variations de
la composition chimique de la microstructure a I’intérieur d’une méme cuve et surtout
dans 1’épaisseur. La principale cause d’hétérogénéité est due au phénomene de ségréga-
tion lors de la solidification du lingot initial.

Ce phénomene est a 1’origine de zones plus ou moins riches en éléments d’alliages
dites veines sombres, déformées (allongées) par les opérations de forgeage, occupant des
positions différentes dans I’épaisseur de la virole.

Les différences de composition du matériau dans ces veines sombres conduisent a des
propriétés mécaniques différentes (dureté HvSkg=250 a comparer a une dureté moyenne
Hv5kg=200). [VER 04]

Cependant, ce type d’hétérogénéité chimique est secondaire par rapport aux écarts
entre différents matériaux de cuve. En effet, la reproductibilité des résultats mécaniques
de Jean Marie Gentzbittel [GEN 05, GEN 06a, GEN 06b, GEN 07] est bonne, méme en
prélevant des éprouvettes suivant des orientations différentes dans la débouchure.
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1. La problématique de I’accident grave dans un réacteur a eau pressurisée

1.5.3 Bilan

Les essais LHF-OLHF ont montré des modes de ruptures et des tailles de breéches
tres différentes pour des nuances d’acier répondant a la méme spécification. Des essais
de caractérisation de différentes nuances de 1’acier francais 16 MNDS ont montré une va-
riabilité identique avec la mise en évidence d’une rupture beaucoup plus précoce pour
certaines nuances et pour une température donnée. Ainsi, un creux de ductilité peut étre
observé dans la gamme de 900 a 1000°C. Une hypothese d’ordre métallurgique a été
émise pour expliquer cette variabilité de comportement a fissuration. Les analyses chi-
miques et métallurgiques ont suggéré que des éléments présents en trace (MnS, AIN)
sont responsables de cette fragilisation. Elle dépend principalement de la concentration
en soufre de la nuance mais aussi de I’histoire thermique (taille de grain initiale induite
par d’éventuels traitements thermiques [SES 98a], température d’essai) et parfois de la
vitesse de chargement (ou de la contrainte appliquée pour les essais de fluage).

Par conséquent, il semble important de prendre en compte cette variabilité de compor-
tement dans le cadre des problématiques d’accident grave.

1.6 Conclusion

En résumé, 1’étude porte sur un scénario hautement hypothétique d’un accident grave
dans un réacteur a eau pressurisée comportant la fusion du coeur du réacteur. Le corium,
produit de cette fusion est un mélange d’oxydes et de matériaux de structure fondus.
Il vient s’épancher en fond de cuve et former un bain fondu tres calorifique. Il chauffe
localement la paroi de la cuve a des températures supérieures a 900°C. Ainsi le matériau
du fond de cuve devient viscoplastique. Dans le méme temps, la pression interne de la
vapeur d’eau dans la cuve vaut au moins 0.9MPa (pression de sécurité). Par conséquent,
une rupture de la cuve peut se produire par fluage. Le temps a rupture, la taille de 1a breche
ainsi que sa localisation sont des parametres treés importants pour la gestion de 1’accident
hors cuve.

Des modeles expérimentaux tres complets ont montré une grande disparité de la taille
de breche. L’hypothese alors formulée est I’influence de la variabilité du comportement
a rupture de ’acier de cuve américain. Cependant, cette variabilité n’a pas été prise en
compte dans le plan d’expérience de ces programmes.

L’acier de cuve frangais (proche de 1’acier américain), présente aussi une grande va-
riabilité du comportement a rupture pour une tres faible variation de la proportion de
soufre. L histoire thermique (taille de grains issue des traitements thermiques, tempéra-
ture d’essai...) et la vitesse de chargement ont aussi une influence sur cette variabilité.
Une classification de la nuance d’acier de cuve francaise suivant sa proportion en soufre a
donc été réalisée. Dans le cadre des traitements thermiques réalisés lors de la fabrication
des cuves, des caractérisations approfondies du comportement de deux de ces nuances ont
été effectuées. La nuance Rupther est ductile a chaud quelles que soient la température
d’essai et la vitesse de sollicitation. La nuance Krakatoa présente un creux de ductilité
sur une gamme de température allant de 900 & 1100°C plus ou moins marqué suivant la
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Conclusion

vitesse de sollicitation.

Ainsi, des essais représentatifs des conditions de 1’accident grave doivent €tre menés
pour étudier la validité de I’hypothese de variabilité du comportement du matériau suivant
sa nuance. Ils doivent aussi permettre de caractériser de facon plus précise la rupture et la
dépressurisation de la cuve.
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Chapitre 2

Essais biaxiaux représentatifs des

conditions thermo-mécaniques d’un
accident grave [TAR 09d, TAR 09¢]
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2. Essais biaxiaux représentatifs des conditions thermo-mécaniques d’un accident grave

2.1 Introduction

Ce chapitre traite de la conception et de la réalisation d’essais de chargements
mécaniques biaxiaux représentatifs des conditions thermo-mécaniques d’un scénario
d’accident grave comportant la fusion du coeur du réacteur et I’épanchement d’un bain
de corium fondu (produit de cette fusion) en fond de cuve. Ces essais doivent étre
analytiques dans le sens ou ils doivent étre suffisamment simplifiés et bien instrumentés
pour étre simulés numériquement par la suite.

Nous nous focalisons particulierement sur la caractérisation du comportement a rup-
ture par fluage de deux nuances d’acier de cuve francaise dans les conditions de I’accident.
Cette caractérisation comprend la détermination :

* des seuils d’initiation de la fissure (temps, déformations)
* de la vitesse de propagation de la fissure
* de la dépressurisation qui dépend de la variation de I’ aire fissurée au cours du temps.

Le plan d’expérience comprend, a chargement mécanique constant, 1’étude de
I’influence de la température et de la nuance de 1’acier 16MNDS sur la propagation de la
fissure.

Des essais sur éprouvettes plates ont été mis en place préalablement au dispositif
expérimental décrit dans ce chapitre. Ces essais, bien que moins élaborés, ont été
initiateurs de la démarche expérimentale. Pour plus de détails, le lecteur pourra se référer
a [TAR 07b, TAR 07a, TAR 06]. De méme, des essais de validation sur tubes pressurisés
en acier A60 ont été présentés dans [TAR 09c, TAR 08].

La premiere partie traite des choix de modélisation. Les similitudes et la mise a
I’échelle entre les conditions des essais et les conditions réelles seront développées, mais
les limites du modele expérimental sont aussi mises en évidence.

Dans la seconde partie, le dispositif expérimental qui a été concu dans le cadre de ce
programme d’essai, est détaillé.

Dans une troisieme partie, le dépouillement des essais est présenté. Une validation du
banc d’essai est aussi apportée.

Enfin, la derniere partie traite des résultats en termes d’initiation et de propagation de
fissure. Elle met en évidence, dans les conditions des essais, les parametres influant au
premier ordre sur la fissuration. Les essais ne correspondent pas exactement aux choix
de modélisation initiaux du fait d’un imprévu dans le fonctionnement du circuit pneuma-
tique du dispositif expérimental dont les conséquences ont été mises en évidence apres
la rédaction de ce manuscrit. Cependant, une discussion sur la transposabilité du modele
expérimental vis-a-vis du cas réel est menée aux lumieres des résultats des essais.
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Modélisation expérimentale

2.2 Modélisation expérimentale

2.2.1 Eprouvette

Pour des raisons pratiques, le suivi de la propagation est plus facile a mettre en oeuvre
sur une éprouvette tubulaire (figure 2.1 page suivante) plutot qu”hémisphérique (plus re-
présentative du fond de cuve). La zone utile de I’éprouvette est constituée d’un tube de
rayon interne 11.2mm, d’épaisseur 0.8mm et de hauteur 10mm. Ces dimensions corres-
pondent a un rapport entre rayon intérieur et épaisseur similaire au cas réacteur. Le rayon
de congé reliant la partie utile de I’éprouvette a la partie qui réalise 1I’encastrement avec
les mors vaut 100mm. Nous avons choisi un rayon de congé important pour limiter I’in-
fluence du congé sur 1’état de contrainte en zone utile de I’éprouvette.

Aucun élément de structure simulant les tubes guides d’instrumentation (voir fi-
gure 1.3 page 8) n’est soudé dans la zone utile de I’éprouvette. Ainsi nous nous concen-
trons sur les modes de défaillances globales ou localisées de la cuve par fluage présentés
dans la section 1.3.2.3 page 11. Ce choix est représentatif d’un champ de température pour
lequel la latitude chaude est située en surface du bain de corium fondu qui immerge com-
pletement les traversées d’instrumentation des tubes guides (voir section 1.4.2 page 17
et [SEI 07]). En effet, les résultats des essais FOREVER ont montré que la rupture de la
cuve par fluage se situe au niveau de la partie la plus chaude (partie haute du bain du fait
de la convection), et ce méme lors de 1’ajout d’éléments de structure simulant les tubes
guides dans la partie basse du fond de cuve. Si les tubes guides ont une influence sur la
déformation globale de la cuve, la rupture s’effectue dans une zone non fragilisée par leur
présence. Le comportement local de la zone n’est pas influencée par la présence des tubes
guides dans le bas du fond de cuve.

2.2.2 Matériau

Pour prendre en compte la variabilité de comportement a rupture de 1’acier I6MNDS
(voir section 1.5.1 page 22), deux nuances d’acier de cuve frangaise 16MNDS5 sont étu-
diées (voir tableau 2.1 page suivante). Dans le cadre des traitements thermiques effec-
tués lors de leur fabrication, la nuance Rupther a un comportement ductile (endomma-
gement ductile transgranulaire) a chaud (>900°C) alors que la nuance Krakatoa (coulée
14233/23300) présente un creux de ductilité (endommagement intergranulaire) dans une
plage de température de 900 a 1100°C.

Le brut provient de tubulures mises de coté au moment de la réalisation. Ainsi, la
fragilisation du matériau sous I’influence de I’irradiation n’est pas prise en compte ici.
En effet, le principal effet de I'irradiation des aciers de cuve par les neutrons est une
fragilisation progressive du matériau. Cette fragilisation est principalement due a I’accu-
mulation dans le réseau cristallin de défauts ponctuels lacunaires et/ou interstitiels. Or ces
défauts peuvent diffuser dans la matrice selon une cinétique activée thermiquement. Cette
propriété est mise a profit dans les techniques de recuit qui permettent, par un maintien a
haute température, d’effacer les dommages d’irradiation pour retrouver un comportement
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M30x19 pas fin avec jeu 5,3_5
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F1G. 2.1: Géométrie de I’éprouvette
Krakatoa
C Si | Mn | P|S| Ni | Cr | Mo|V | Cu|Al | Co|Nb| B | H(ppm)
140 | 160 | 1310 | 10 | 7 | 790 | 190 | 490 | 7 | 50 10
Rupther
C Si | Mn | P|S| Ni | Cr | Mo |V | Cu|Al| Co|Nb| B |H(ppm)
170 | 250 | 1440 | 4 | 2| 750|200 | 510 | 4 | 10 |16 | 4 1 [0.1 0.9

TAB. 2.1: Analyse chimique des deux nuances de 1’acier de cuve 16MND5 en millieme
de % massique (le solde correspond au fer) [MAT 06]

du matériau proche du matériau non irradié. De trés nombreuses études ont été réalisées
dans ce domaine, notamment pour 1’extension de la durée de vie des premiers réacteurs a
eau pressurisée, pour lesquels le phénomene avait €té sous-estimé (principalement dans
les VVER russes). Schématiquement, lors d’un recuit, les propriétés mécaniques sont
restaurées au bout d’un certain temps de maintien, fonction de la température du recuit.
Au-dela de 600°C, les temps de maintien nécessaires deviennent trés courts (de I’ordre de
I’heure). Par ailleurs, lorsque I’on atteint la température TAC1 (début de la transformation
de phase ferrite - austénite, 727°C pour le 16MNDS), la transformation de la structure
cristallographique de I’acier efface les modifications induites par I'irradiation. En
définitive, dans le cadre de la problématique accident grave, aux températures ou le fluage
devient sensible et la rupture de la cuve envisageable, les effets de I’irradiation ont été
effacés, d’abord par le recuit, puis ensuite par I’austénitisation de 1’acier [CEA , SAJ 09].
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Cependant, 1’état de surface du réacteur dans le cas réel n’est slirement pas aussi bon que
celui des essais, d’autant plus que d’autres mécanismes peuvent induire des microfissures
de surface (corrosion par I’eau...).

En comparant la valeur de la taille de grain des aciers I6MNDS5 (20um) a 1’épaisseur
de I’éprouvette (0.8mm), nous considérons que le volume élémentaire représentatif, qui
garantit un comportement homogene du matériau, est respecté.

Par ailleurs, du fait de la forte réduction géométrique, nous ne prenons pas en compte
la variabilité de comportement dans 1’épaisseur de la paroi induite par les phénomenes de
ségrégation lors de la fabrication de la cuve. Rappelons que I’influence de ce phénomene
sur le comportement du matériau est secondaire par rapport a 1’influence de la nuance
(section 1.5.2 page 23).

2.2.3 Chargements
2.23.1 Chargement thermique

Nous nous placons dans 1’hypothese ou la distribution de température est uniforme
sur une latitude du fond de cuve. La latitude la plus chaude est la plus proche de la surface
du bain fondu (convection, voir section 1.4.2 page 17 et [SEI 07]).

Nous avons donc choisi de chauffer la zone utile de I’éprouvette de maniere uniforme
2 900 ou 1000°C. Nous considérons que ce chargement représente celui de la latitude la
plus chaude. Il nous permet par ailleurs d’étudier 1’influence du creux de ductilité de la
nuance krakatoa sur la propagation de la fissure.

Par ailleurs, nous n’imposons pas de gradient de température dans I’épaisseur de
I’éprouvette. L’influence de ce gradient sur la redistribution des contraintes dans la pa-
roi a déja été étudiée lors des essais OLHF (voir section 1.4.1.1 page 14).

2.2.3.2 Chargement mécanique

L’état de contrainte du fond de cuve, au début de I’accident (le fond de cuve n’ayant
pas commencé a fluer), est caractérisé sur la figure 2.2. En considérant la géométrie de
cuve des REP 1300MW, la contrainte principale de membrane maximale et le rapport
entre la contrainte principale maximale et moyenne sont calculés pres du rayon interne
du fond de cuve par une analyse éléments finis en statique. La cuve est soumise a une
pression interne de 2.5MPa et i un poids de corium de 241tonnes (p = 7000kg.m>). Ce
poids correspond au volume maximum de corium. La figure 2.2 page suivante montre
que le poids du corium a une influence relativement faible sur 1’état de contrainte du
fond de cuve (axe gauche sur la figure). Nous pouvons aussi remarquer que le rapport
des contraintes principales (axe droit sur la figure) est compris entre 1 et 1.6 suivant la
position sur le fond de cuve.

Sous les hypotheses de parois minces, I’état de contrainte d’un tube de rayon R et
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F1G. 2.2: Etat de contrainte du fond de cuve au début de I’accident

d’épaisseur e soumis a une pression interne, sans effet de fond, est le suivant :

p 0 O
o=0 22 ¢ , 2.1)
0 0 0f
er.€o.€;)

alors que nous avons vu précédemment que 1’état de contrainte de la cuve varie de

p 0 O
oc=[0 & % , (2.2)
0 0 28

2e ler,eq.ep)

dans le bas de la partie hémisphérique a

p 0 O
oc=[0 2% (L , (2.3)
0 0 28

26 (er7ee 7ez)

dans la partie cylindrique.

Le choix d’une géométrie d’éprouvette tubulaire nous oblige donc a charger I’éprou-
vette biaxialement pour reproduire 1’état de contrainte du fond de cuve. Il faut donc ra-
jouter au chargement en pression du tube une contrainte de traction de telle sorte que
G,; = k.Ggg avec k > 1.

Nous avons choisi une valeur de k égale a 1.65. Cette valeur assez importante nous
permet d’assurer une fissuration dans un plan orthogonal a 1’axe du tube.

La pression interne choisie vaut 2.5MPa. Le gaz utilisé pour la mise en pression est
de I’argon.
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2.23.3 Ordonnancement du chargement

Lors des essais LHF et OLHF, la maquette est chauffée (par rayonnement d’un sus-
cepteur) jusqu’a 525°C, température a laquelle, pour 1’état de contrainte appliqué, les
déformations par fluage sont négligeables. La pression interne est alors appliquée. Le
chauffage est ensuite repris a pression constante jusqu’a rupture de la cuve. La vitesse de
montée en température est controlée.

Lors des essais FOREVER, le bain de sel fondu est chauffé a puissance constante.
Lorsque I’équilibre thermique de la paroi est atteint, le chargement en pression est appli-
qué jusqu’a rupture complete.

Nous avons choisi dans nos essais d’imposer une rampe jusqu’a la température sou-
haitée. Le chargement mécanique est ensuite appliqué a température constante.

Nous ne prenons pas en compte les problemes de plasticité de transformation qui in-
terviennent lors du changement de phase de I’acier sous contrainte [COR 01]. M. Coret
(INSA) a quantifié la plasticité de transformation lors du chauffage. Les déformations ré-
siduelles de plasticité de transformation mesurées pour une contrainte équivalente G, =
30MPa appliquée lors du changement de phase sont de I’ordre de = 0.65%, ce qui apparait
négligeable par rapport aux déformations inélastiques de viscoplasticité enregistrées lors-
qu’un chargement mécanique est appliqué au matériau en phase austénitique [VER 04].

2.2.3.4 Mise a I’échelle de I’énergie disponible pour le chargement

Le volume de gaz disponible pour le chargement a une grande influence sur les vi-
tesses de dépressurisation de la cuve. Or c’est la pression qui pilote la propagation de la
fissure et détermine sa longueur finale.

Le volume de gaz disponible pour le chargement de la cuve correspond au volume
contenu dans le circuit primaire et dans la cuve. La variation de volume induite par le
fluage de la cuve, avant initiation de la fissure, est négligeable devant ce volume. Il n’y a
donc quasiment aucune variation de pression induite par le fluage de la cuve. Ainsi, I’éner-
gie dissipée inélastiquement dans la structure est négligeable devant 1I’énergie disponible
au niveau du chargement.

Nous avons donc choisi la méthodologie de mise a 1’échelle suivante : le rapport entre
I’énergie nécessaire au décalottage de la structure et I’énergie disponible dans le volume
de gaz pressurisé doit étre le méme a I’échelle 1 et a I’échelle réduite. Dans le cas ou on
garde le méme matériau, on doit avoir :

Pr-Vr _ Pe-Ve
Gce.epr.ar Gce.eq.a,

2.4)

ou p la pression, V le volume disponible, e I’épaisseur, a la longueur de la fissure pour
un décalottage complet, Gc¢ le taux de restitution d’énergie, et ou ., ’indice affecté au
réacteur, ., I’indice affecté a 1’éprouvette.

Dans le cas réel, 1’énergie de rupture dépend de la localisation du décalottage
qui a lieu sur la latitude correspondant au haut du bain de corium fondu. Nous
avons choisi de réaliser le calcul sur une latitude dont le rayon vaut 1m (distance d’un
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point de la latitude a I’axe de révolution de la cuve). Le volume de gaz résultant est de 201.

Cette mise a 1’échelle, bien que prise en compte dans la conception du dispositif ex-
périmental, n’a dans les faits, pas été effective lors de la réalisation des essais du fait d’un
probleme technique. Ce probleme n’a été mis en évidence que tres tardivement apres la
finalisation des essais et n’a pas pu étre corrigé dans le cadre de ce manuscrit.

2.2.4 Bilan

Réacteur Eprouvette Rapport
1300MW e
Géométrie
Rayon interne R; 2.2m 11.2mm
Epaisseur de paroi e 0.14m 0.8mm
Rapport & 15.714 14 1.12
Chargement au niveau de R;
Pression 2.5MPa 2.5MPa 1
Contrainte de membrane 20-25MPa 58MPa
maximale
Rapport des 1-1.6 1.65
contraintes de membrane : g—eé
Volume de gaz 370m° | 0.470954m3 (20dm3)*
Mise a I’échelle Im* 59.4537 (1.18)7
Energieg,;
Energiegscatortage

 Valeur du rayon de la latitude de décalottage
1 Valeurs effectives dues a un probleme technique sur le dispositif expérimental (valeurs
prévues lors de la conception du banc d’essai).

TAB. 2.2: Mise a I’échelle du modele

L’ objectif de la modélisation est d’obtenir des essais représentatifs des conditions ther-
miques et mécaniques d’un accident grave tout en étant suffisamment simplifi€s pour étre
analysés numériquement. Ils doivent fournir principalement un ordre de grandeur de la
vitesse de propagation de la fissure ainsi que I’évolution de la pression en fonction du
temps et de ’aire fissuré.

Cette modélisation garantit :

* Un comportement de matériau identique au cas réel car deux nuances d’acier

16MNDS sont étudiées.

* Un état de contrainte représentatif du fond de cuve hémisphérique soumis a

une pression interne. La pression imposée correspond a une pression modérée
(2.5MPa).
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Modélisation expérimentale

* Un chargement thermique représentatif de la latitude chaude du fond de cuve hémi-
sphérique soumis a 1’apport de chaleur d’un bain de corium fondu. Deux tempéra-
tures sont étudiées : 900 et 1000°C.

* Une mise a I’échelle du volume de gaz pressurisé (qui n’a cependant pas été effec-
tive).

La mise a I’échelle vis-a-vis du cas réel est reportée sur le tableau 2.2 page ci-contre.

2.24.1 Transposabilité du temps d’initiation

Le choix de la géométrie de I’éprouvette et de la valeur de la pression de chargement
implique un état de contrainte plus important que celui de la cuve. Nous considérons
donc que les conditions initiales des essais correspondent a un état pour lequel le fond de
cuve a déja commencé a se déformer par fluage.

Ainsi, le temps d’initiation de la fissure n’est pas transposable au cas réacteur. Nous
émettons, cependant, 1I’hypothese que les conditions initiales n’influencent pas les résul-
tats sur la propagation de la fissure (dépendant au premier ordre de la dépressurisation).

2.2.4.2 Transposabilité de la propagation de fissure et de la dépressurisation

Nous pouvons rappeler les hypotheses fortes que nous avons effectuées dans le cadre
de notre simplification du cas réacteur :

* Absence de gradient de température dans 1’épaisseur de la paroi.

* Pas de prise en compte de I’effet de I’irradiation sur les propriétés du matériau et sur
son endommagement initial (microscopique ou macroscopique = état de surface).

* Les interactions chimiques et mécaniques (potentielles) du corium avec la paroi
du fond de cuve ne sont pas investiguées. Il semble important de rappeler que le
bain de corium fondu est emprisonné dans une crodte isolante qui protege la paroi
de ce type d’interactions (section 1.3.2 page 10 et [SEI 07]). De telles interactions
seraient donc a prendre en compte dans le cas d’une rupture de la crofite isolante
(tres probable si le fond de cuve se fissure)

* Le gaz utilisé pour la mise en pression (argon) ne représente pas le mélange
diphasique de vapeur d’eau et de corium fondu qui remplit le fond de cuve. Or la
dépressurisation est freinée par la présence de corium car 1I’écoulement d’un fluide
est d’autant plus lente que le liquide est lourd et visqueux. Cependant, rappelons
que le lieu probable de la localisation de la fissuration correspond a la surface du
bain de corium fondu. Ainsi le volume de corium évacué n’est pas important.

Nous considérons donc que les choix de modélisation auraient apporté une approxi-
mation au premier ordre de la vitesse de propagation de fissure.
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2.3 Dispositif expérimental

2.3.1 Eprouvette

La géométrie de 1’éprouvette est présentée sur la figure 2.1 page 30. La zone utile
est constituée d’un tube de diametre extérieur 24mm, d’épaisseur 0.8mm et de hauteur
10mm. La fabrication des pieces est assurée par tournage, 1’état de surface est assuré par
des phases de rodage et de rectification. L'usinage a été effectué en deux séries, a des
dates différentes. La série 1 comprend les éprouvettes A a H et la série 2 comprend les
éprouvettes [ a M.

L’épaisseur des éprouvettes est mesurée a 1’aide d’une machine tridimensionnelle sur
3 latitudes et 8 points par latitude dans la zone utile de 1’éprouvette (4 points pour les
éprouvette I a M). Sur I’ensemble de la population, la variation maximale d’épaisseur
mesurée de la paroi d’une éprouvette vaut 0.037mm (figure 2.3).

L’éprouvette est placée dans une enceinte de protection pour éviter toutes projections
de débris (chauds) lors de la rupture.

Specimen thickness
24 points per specimen A-H
12 points per specimen I-M

i 3
0.82
412
0.81 I i
_ 0.8 : g o - - ; e )
= [ |
E ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ 11 5
» 0.79 - i - <
@ ‘ ‘ ‘ S
S 4-2 £
S 078 . o
= ‘ 1-3
0.77 ‘ 14
0.76 " minimum measured value = 4 .5
maximum measured value
0.75 .all measured points average value mmmmm ) o
' B D E F H | K M

F1G. 2.3: Valeur de I’épaisseur de la paroi de la zone utile de I’éprouvette

2.3.2 Banc d’essai

Une schématisation du banc d’essai est présentée sur la figure 2.4 page ci-contre.
Une description en photos est présentée sur la figure 2.9 page 41. Le plan d’ensemble de
I’assemblage des éléments mécaniques est reporté en annexe A page 127.

36



Dispositif expérimental

systeme de pilotage et d’acquisition MTS

pilotage proportionnel pilotage | acquisition de I'effort et du déplacement
a celui de Deffort en effort a l'aide des capteurs de la machine

détendeur proportionnel
pilotable électriquement

machine de traction hydraulique Schenck

capteur de pression

bouteille d’argon .
balayage pour assainissement

de 'atmosphere de l'enceinte
| boite de capacités

———-| bobine d’induction

| gcncfatcpr apériodique
a triode Celes

température

pression

traction

0o00cm0

suivi optique de la fissuration

I caméra numérique rapide

trigger

F1G. 2.4: Banc d’essai

2.3.2.1 Chargement mécanique

Traction

Les essais sont réalisés sur une machine hydraulique asservie SCHENCK de capacité
10kN et de course £50mm. L’ asservissement est contrdlé en effort. Le systeme d’accro-
chage est refroidi a I’eau.

Les capteurs de la machine sont utilisés pour récolter les informations en effort et en
déplacement (ni extensometre, ni jauge).

L’effort de frottement exercé par le mors inférieur (lié au vérin) sur ’enceinte de
protection (solidaire de la cellule d’effort) est inférieur a 75N. Le poids ajouté du mors
supérieur et d’'une demi éprouvette est de 491N. L’offset de la cellule d’effort est pris en
compte par le systeme de pilotage.

Une cale est ajoutée sous le mors inférieur pour que sa course ne se poursuive pas hors
de I’enceinte au moment de la rupture.

Leffort axial exercé par la pression interne sur les extrémités de I’éprouvette n’est
pas mesuré par la cellule d’effort. Nous avons donc a prendre en compte cette valeur au
niveau de la consigne en effort de la machine de traction.

Pour une pression interne p de 2.5MPa, I’effort axial du aux effets de fond vaut 985N

2
(F=(p— po).n.%). La consigne a imposer a la machine de traction est de 2400N pour
obtenir un effort de 3385N.
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Pression

Le circuit pneumatique présenté figure 2.5 est composé d’une bouteille d’argon (réfé-
rence arkall L50, fournisseur air liquide), gaz choisi pour sa neutralité (Pas d’oxydation
a chaud). Cette source de gaz est raccordée a un détendeur proportionnel D386 pilotable
électriquement (fournisseur IMF). L’asservissement est contrdlé en pression, sa plage de
réglage est 0-4MPa. La sécurité du circuit est assurée par une soupape de slireté tarée a
4.4MPa. En aval du détendeur, une bouteille de gaz vide de 20dm> est rajoutée et cor-
respond a la mise a 1’échelle du volume de gaz pressurisé (voir section 2.2.3.4 page 33).
Cette bouteille qui aurait dii faire office de réservoir n’a pas été fonctionnelle.

L’information en pression est acquise au niveau du détendeur et au plus pres de la zone
utile (sur le mors inférieur et supérieur) a 1’aide de capteurs de pression absolue a jauges
(fournisseur HBM) de classe de précision 0.3% pour une plage de mesure (0-5MPa). Le
signal est échantillonné a 6kHz.

L’ étanchéité du systeme {éprouvette rallonge-éprouvette} est assurée a 1’aide de ron-
delles en fer zingué (Joints Fournel & Garnier). Ils supportent une température de 750°C.
Deux méplats ont été ajoutés a 1’éprouvette (figure 2.1 page 30) pour faciliter le serrage
des joints.

L’étanchéité de I’ensemble {rallonge-éprouvette Mors} est assurée par un manchon
hydraulique (ETP Techno30) qui garantit par la méme occasion I’encastrement lors du
montage de I’éprouvette

échappement
|
bouteille vanne , soupape
d’argon [ | manuelle_detendeur de streté
g
pression vanne vanne
en amont manuelle| |manuelle
4-20MPa |
bouteille clapet
pression d’argon | [anti-retour
de chargement I
0-4MPa 2 capteurs
- de banc d’essai
pression pression
de balayage [ échappement
0-0.15MPa clapet au moment de
anti-retour|la rupture et du
balayage

F1G. 2.5: Circuit pneumatique

2.3.2.2 Chargement thermique

La zone utile de I’éprouvette est chauffée par induction. Ce systeme de chauffage est
assuré par un générateur CELES de 6kW avec refroidissement par eau de la source de
puissance, du coffret d’adaptation et de I’inducteur. L’inducteur posseéde une géométrie
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adaptée a la forme de 1’éprouvette. Un nouvel inducteur a été congu pour les essais a
1000°C (figures 2.6 et 2.7). La nouvelle géométrie permet de diminuer 1’écart circonfé-
rentiel de température dii au raccordement arriere. Un thermocouple de type K assure le
retour de la boucle de controle.

Fi1G. 2.6: Géométrie d’inducteur Fi1G. 2.7: Géométrie d’inducteur
utilisée pour les essais a 900°C utilisée pour les essais a 1000°C

La température en zone utile est mesurée localement par 3 thermocouples de type K
soudés par point. Ils sont disposés de telle facon qu’ils ne génent pas la mesure optique
de la fissuration. 6 autres thermocouples sont soudés sur la demi-hauteur supérieure de
I’éprouvette. L’incertitude de mesure des thermocouples est de 1.4% de la valeur mesurée
(12,6°C 2 900°C - 14°C a 1000°C). L’écartement des deux fils du thermocouple lors de
leur soudage, la perturbation liée au champ électromagnétique de 1’inducteur sont d’autres
causes d’incertitude non quantifiables.

Par ailleurs, le champ global de température est obtenu par une caméra infrarouge
CEDIP JADE. Elle n’est pas synchronisée avec les autres mesures. Les acquisitions sont
réalisées a 177 images par secondes. La résolution des images vaut 320x256px>. La visua-
lisation est permise par I’adjonction de 2 hublots en Saphir sur I’enceinte. Un balayage
d’argon est appliqué a I’intérieur de 1’enceinte afin d’éviter toute formation de plaques
d’oxydation qui pourraient géner la mesure (figure 2.5 page précédente). Dans le cas des
essais a 900°C, une peinture en graphite est aussi appliquée au niveau de la zone utile pour
avoir une émissivité constante (0.81 a 900°C). Le graphite ne résistant pas a des tempéra-
tures supérieures a 950°C, nous n’avons pas pu prendre cette disposition pour les essais
a 1000°C, ainsi la mesure de la température par caméra infrarouge lors de ces essais est
moins fiable.

2.3.2.3 Suivi de la propagation de la fissure

Le suivi de la pointe de fissure est assuré par la caméra infrarouge et par deux caméras
numériques rapides MOTIONSCOPE. On leur associe une optique FUJIINON CF 50 HA-
1 (1 :1.8/50 mm). Pour les essais a 1000°C, on ajoute un filtre infrarouge Edmund optics
dont la longueur d’onde de coupure vaut 750nm. Ceci améliore nettement le contraste a
haute température. La totalité de I’essai est filmée a 25 images par seconde par les caméras
rapides. Les 4 dernieres secondes sont acquises a 1000 images par seconde. Les images
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des caméras numériques rapides sont synchronisées avec la base de temps du systeme
a ’aide d’un trigger qui permet d’arréter 1’acquisition. La visualisation est permise par
I’adjonction d’une vitre sur I’enceinte en plus des deux hublots en Saphir.

La vitesse de la pointe de la fissure et I’aire fissurée sont ensuite déterminées simple-
ment a partir des images (résolution 400x400px2) (voir annexe C page 135).

2.3.3 Déroulement d’un essai

Les procédures de préparation de I’éprouvette, de montage de 1I’éprouvette dans le
banc d’essai et d’éxécution de 1’essai sont présentées en annexe B page 129. Elles garan-
tissent la répétabilité de chacune de ces phases.

La consigne est schématisée sur la figure 2.8. Elle comporte trois phases successives :
le balayage de 1’atmosphere de 1’enceinte par de 1’argon, 1’application du chargement
thermique et I’application du chargement mécanique. Les transitions entre chaque phase
sont commandées a partir du pupitre lorsque 1’opérateur a réalisé les actions manuelles
(ouverture et fermeture de vanne) nécessaires a la poursuite de 1’essai. Ainsi, la durée de
chaque phase comporte une incertitude qui est négligeable par rapport a la cinétique de
grossissement des grains en phase d’austénitisation.

Il est, par ailleurs, a noter que la vanne de chargement en aval du détendeur est fermée
lors du plateau du chargement mécanique pour qu’il n’y ait pas d’apport de gaz au moment
de la dépressurisation. Si la bouteille d’argon en aval du détendeur avait été remplie, cette
manipulation aurait garanti le respect de la mise a I’échelle du volume de gaz pressurisé
(voir section 2.2.3.4 page 33).

A 20s 25bar relatif

2400N
Action de

@ I'opérateur :

900 o 1000°C > @ Fermeture de la

vanne de balayage
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150°C.min—! ;
: du détendeur

température

Fermeture de la vanne

) @ de chargement en aval
0.05MPa relatif du détendeur

>
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pression balayage

)

>

Base de temps de Pessai

F1G. 2.8: Chargement de I’éprouvette
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2.4 KEssais

Huit essais ont été réalisés. Chaque combinaison a été doublée. Ils sont répertoriés
dans le tableau 2.3.

Essais Date Matériau | Température | usinage | MEB Annexe
B 11-12-2008 | Rupther 900 série 1 V/ D page 143
D 09-12-2008 | Rupther 900 série 1 E page 165
E 17-03-2009 | Krakatoa 1000 série 1 K page 265
F 05-12-2008 | Krakatoa 900 série 1 F page 181
H 16-12-2008 | Krakatoa 900 série 1 V G page 195
I 26-03-2009 | Krakatoa 1000 série 2 V J page 247
K 19-03-2009 | Rupther 1000 série 2 V I page 229
M 30-03-2009 | Rupther 1000 série 2 H page 215

TAB. 2.3: Plan d’expériences

2.4.1 Dépouillement des essais

Les résultats de chaque essai sont exposés en annexe. L’ organisation des annexes est
la suivante :

1. Schéma de positionnement et d’orientation de I’éprouvette (thermocouples, camé-
ras).

2. Résumé du déroulement des essais
3. Meétrologie : épaisseur initiale de la paroi dans la zone utile.

4. Chargement thermique :

* Température (thermocouples) lors de la montée en température de I’éprouvette.

* Température (thermocouples) lors de la totalité du chargement mécanique, lors
de la dépressurisation et lors de la propagation instable de la fissure.

* Profil de température (thermocouples) sur la demi-hauteur de I’éprouvette juste
avant le début du chargement mécanique

* Profil de température (thermocouples) sur la demi-hauteur de I’éprouvette juste
avant I’initiation de la fissure

5. Chargement mécanique :

Le chargement mécanique est composé d’une pression interne et d’un effort de
traction. Les contraintes nominales sont calculées a partir de ces valeurs et de la
géométrie initiale de 1’éprouvette.

La pression interne, qui est une pression relative, est mesurée au niveau du mors
supérieur py,, et du mors inférieur pj,r. ps,, mesure la pression totale (pression
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statique + pression dynamique) alors que p;,r mesure la pression statique. La
contrainte circonférentielle Ggg en est déduite par la formule :

Rint

’
e

Gg9 = Pinf (2.5)

avec R;,; rayon interne de I’éprouvette (11.2mm) et e épaisseur de la paroi (0.8mm).

La pression interne est aussi responsable de la composante F), de I’effort de traction.
F), est due aux effets de fond :

2
Fp = PinfTR; (2.6)
et de la contrainte axiale %, correspondante :

D FP

ol =—0>r (2.7)
= n(Rgxt - R%m)

ou R, correspond au rayon extérieur (12mm).

L’effort de traction appliqué par la machine F,, est responsable de la seconde com-
posante 67, de la contrainte axiale :

Fn
o= — (2.8)
“ R(Rgxt - R%m‘)
Leffort axial total F' est donc la somme des deux contributions F;, et F), :
F=F,+F,. (2.9)

De méme, la contrainte axiale totale G, est la somme des deux contributions 67, et
P
GZZ
m
G, =0, +0b. (2.10)

Les graphiques suivants sont représentés :

* Pression et effort lors de la totalité du chargement mécanique.

 Effort et déplacement lors de la totalité du chargement mécanique.

* Pression, effort et déplacement lors de la dépressurisation et de la propagation
instable de la fissure.

» Contraintes Ggg, G, et rapport des contraintes lors de la totalité du chargement
mécanique, lors de la dépressurisation et lors de la propagation instable de la
fissure.

. Propagation circonférentielle de la fissure :
Le post-traitement des images des caméras est détaillé dans 1’annexe C page 135.
* Montage des images des caméras lors de la fissuration.

* Propagation circonférentielle de la fissure (pourcentage de la circonférence) en
fonction du temps.
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* Propagation circonférentielle de la fissure (longueur) en fonction du temps avec
détermination de la vitesse par droite des moindres carrés.
Suivant la faisabilité, ces courbes sont représentées sur la totalité de I’essai ou
simplement lors de la dépressurisation ou lors de la fissuration instable.

7. Dépressurisation : Le graphique représente 1’ aire fissurée et la pression inférieure en
fonction du temps. Eventuellement, un second graphique donne une comparaison
vis-a-vis de la loi de dépressurisation calculée a partir de 1I’équation donnée dans le
chapitre 2.5.2.5 page 57.

8. Photos de I’éprouvette rompue. Cette photo permet d’observer le décalottage et
ainsi de vérifier que la fissure s’est bien propagée dans un plan normal a I’axe du
tube (trajectoire idéale).

9. Refroidissement des levres de la fissure lors de la dépressurisation :

A partir des images de la caméras infrarouges, la valeur minimale et maximale
d’un profil de température le long d’un segment coupant la fissure est dessinée en
fonction du temps.

Le profil de température est ensuite représenté a 5 instants de la dépressurisation.

10. Images de microscopie électronique a balayage (réalisées pour chaque combinaison
température/nuance du plan d’expériences mais pas pour tous les essais) : .
* Mesure approximative de I’épaisseur résiduelle de la paroi au niveau des levres
de la fissure.
 Facies de rupture.
* Images de la paroi interne de 1’éprouvette.

Le temps peut avoir plusieurs origines sur les graphiques. La premiere origine est le
temps initial (1) des essais (avant le balayage d’argon), la deuxieéme origine est la début
du chargement mécanique (#2). La derniere est le décallotage complet de I’éprouvette (¢3).

2.4.2 Observations globales
24.2.1 Chargement thermique

Le chargement thermique offre une tres bonne reproductibilité entre tous les essais
d’une méme température (voir les figures 2.11, 2.12, 2.13 page 47 pour les essais a
900°C et les figures 2.17, 2.18, 2.19 page 48).

Montée en température

La premicre phase consiste en une montée en température 2 150°Cmin~!. La tem-
pérature augmente de facon linéaire avec une pente dépendant de la position axiale du
thermocouple par rapport a la bobine d’induction. Lorsque la valeur du thermocouple de
consigne atteint environ 750°C, les propriétés electro-magnétiques de 1’acier sont modi-
fiées (point de Curie). Ceci se traduit par une augmentation de la puissance du générateur
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pour suivre la consigne. D’un point de vue pratique, il en résulte une homogénéisation de
la température aux environs de la zone utile et une augmentation brusque de la tempéra-
ture pour des positions plus éloignées. Le point de Curie passé, on retrouve une évolution
de la pente qui dépend de la position axiale des thermocouples.

Plateau

La seconde phase est un palier en température a la température souhaitée.

Pour les essais a 900°C, les thermocouples, situés dans la zone utile, nous indiquent
une homogénéité en température a £20°C au début du palier. La distribution circonfé-
rentielle de température est telle que le point chaud est situé au niveau du raccord de
I’inducteur et la température varie linéairement en s’éloignant du point chaud (figure 2.14
page 47). Cette écart augmente ensuite avec le temps jusqu’a une valeur maximale de
433°C au moment de I’initiation de la fissure. Une telle évolution de I’écart n’avait pas
été mise en évidence lors des essais préliminaires [TAR 08, TAR 09c] car I’acier testé était
beaucoup moins ductile que les deux nuances d’aciers 16MNDS. Or, I’hétérogénéité aug-
mente en fonction de la position des thermocouples par rapport a la bobine d’induction,
position qui est plus défavorable dans le bas de I’entrefer.

Compte tenu de I’importance de 1’hétérogénéité en température qui a été constatée
a 900°C, un nouvel inducteur a été utilisé pour les essais a 1000°C. Avec ce nouvel in-
ducteur, les écarts de température sont minimisés. L’écart pour une méme éprouvette, au
début du chargement mécanique, est de £10°C. Il augmente avec le fluage de I’éprouvette
jusqu’a une valeur de £20°C au moment de I’initiation de la fissure.

Remarque sur la taille des grains

On peut, par ailleurs noter, que la durée pendant laquelle le matériau est dans un
état austénitique (température > ~830°C) reste inférieure a 10min. Il n’y a donc pas de
grossissement notable des grains qui aurait pu avoir lieu dans le cas réacteur.

2.4.2.2 Chargement mécanique

Avant I’initiation de la fissure, le chargement mécanique offre une treés bonne repro-
ductibilité (voir figure 2.15 page 47 et figure 2.20 page 48). C’est un chargement en fluage
a effort et pression interne constants.

On peut, par contre, observer dans le cas des essais a 1000°C, que la contrainte cal-
culée 0., devient négative lors de la propagation instable de la fissure. Ceci n’est évidem-
ment pas physique et ne correspond pas au chargement réel de 1’éprouvette. Cela provient
de I’effort mesuré sur la machine de traction F,, qui est un effort de compression (ex :
figure I.11 page 236).

Lors de ces essais, la fissuration est tres rapide (de 1’ordre du 0.1s). Le débit de fuite
d’argon est tres important. L’ évacuation ne permet donc pas d’obtenir instantanément une
pression nulle en sortie de 1’éprouvette, dans 1’enceinte. Il existe un transitoire pendant
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lequel I’enceinte est sous pression. Cette pression induit donc la mesure d’un effort de
compression (figure 2.10). Etant donné le diametre du mors supérieur (160mm), il suffit
d’une pression relative de 0.05SMPa dans I’enceinte pour obtenir un effort de compression
de 1000N.

Il aurait donc fallu ajouter un capteur de pression sur I’enceinte pour connaitre le
chargement G, réel de I’éprouvette lors de la propagation instable.

capteur d’effort

systeme isolé

lFmesure

Penceinte S

.\

—— évacuatign

= /"

éprouvette fissurée

mors inf

ensemble mors-sup/enceinte

F1G. 2.10: Effort de compression mesuré dii a un transitoire en pression dans I’enceinte

Le chargement mécanique induit d’une part un “gonflement ” de la zone utile de
I’éprouvette sous I’effet de la pression interne et par ailleurs, un allongement axial sous
I’effet de I’effort de traction.

Le déplacement axial (figure 2.16 page ci-contre) suit les phases classiques du fluage :

* Le fluage primaire : I’écrouissage du matériau engendre une diminution de la vitesse

de fluage initialement tres grande.

* Le fluage secondaire : la vitesse de fluage est sensiblement constante.

* Le fluage tertiaire : la vitesse de fluage augmente jusqu’a ce que la déformation a

rupture soit atteinte. Cette phase est due a deux causes : la diminution de section
(les essais sont conduits a effort constant), le phénomene d’endommagement
(naissance, croissance et coalescence de cavités) qui réduit progressivement la
résistance du matériau.

On peut, par ailleurs, constater que la vitesse de déplacement du vérin n’est pas com-
pletement reproductible. La différence d’épaisseur initiale de la paroi et les écarts de
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température entre éprouvettes ne semblent pas &tre completement corrélés aux résultats
sur les déplacements.
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Thermocouples angular position : 6=0°

1040
1020 | sy g™ -
§ e
e
2 1000
b
Q
£
(5
e
980
K : Rupther »
M : Rupther ------i-
E : Krakatoa - /‘MW
960 |: Krakatoa - -~
visual initiation /
0 10 20 30 40 50 60

time (s) (initial time : beginning of the mechanical loading)

Temperature (°C)

Thermocouples angular position : 6=120°

1040

1020

1000 =
980 % g
K : Rupther i
M : Rupther -------
E : Krakatoa -
960 | : Krakatoa - -~
visual initiation
0 10 20 30 40 50 60

time (s) (initial time : beginning of the mechanical loading)

F1G. 2.17: Essais a 1000°C : Comparai- FIG. 2.18: Essais a 1000°C : Comparaison
son des températures mesurées au niveau du des températures mesurées au niveau de la

raccord (6 = 0°)

face avant gauche (6 = 120°)

Thermocouples angular position : 6=240°

1040
1020
3 .
Py I e o
£ 1000 FR ;
o
g WMW
°
980
K : Rupther
M : Rupther
E : Krakatoa -
960 | | : Krakatoa -« -+
visual initiation <

el

0 10 2

0

30

40 50 60

time (s) (initial time : beginning of the mechanical loading)

F1G. 2.19: Essais a 1000°C : Comparaison
des températures mesurées au niveau de la
face avant gauche (0 = 240°)

60 T T
T - 18 F K : Rupther
/ ! M : Rupther -
50 / i 16 F E : Krakatoa -
/ i | : Krakatoa - - -
40 ! visual initiation
! 14 visual rupture @
5 30 £ 12
= £
/ = °
g 20 5 10 o
K Ty 3 5 . i
© 4 H
< ‘ K : Rupther Stt —— o
£ _// Szz - &
2 of M : Rupther Stt - ! o ¢
Szz i
10 b E : Krakatoa SZtZt - ; 4
I : Krakatoa Stt -~ i
-20 ) . Sz 2
visual initiation : emnmanssass S
_30 H H H 0
0 10 20 30 40 50 60 0 10 20 30 40 50 60

time (s) (initial time : beginning of the mechanical loading)

time (s) (initial time : beginning of the mechanical loading)

F1G. 2.20: Essais a 1000°C : Comparaison FIG. 2.21: Essais a 1000°C : Comparaison

du chargement mécanique

du déplacement du vérin

48



Initiation et propagation de la fissure

2.4.2.3 Fissuration

L’éprouvette ne se rompt pas d’un coup (modele parfait). L’initiation de la fissure est
localisée au niveau d’un défaut (point chaud, défaut métallurgique, épaisseur de la paroi
variable, 1égere flexion de 1’éprouvette induite par le montage...).

La propagation circonférentielle de la fissure est plus ou moins rapide. Plusieurs phé-
nomenes influent sur cette vitesse :

* La diminution du chargement mécanique. La dépressurisation provoque une dimi-

nution de la contrainte circonférentielle Ggg et de la contrainte axiale 6, (compo-
sante due aux effets de fond 67%,).

* La modification locale du chargement thermique. La dépressurisation induit un re-
froidissement des levres de la fissure (le gaz est initialement a température ambiante
et il se refroidit du fait de la détente). Le comportement du matériau est donc lo-
calement modifié par ce refroidissement. On observe d’ailleurs fréquemment une
augmentation de I’aire fissurée par initiation de multiples fissures plutdt que par
propagation de la fissure existante, qui semble bloquée par le refroidissement.

* L’importance du défaut initial (voir section 2.5).

* Une trajectoire de fissure non coplanaire. La fissure tourne plus ou moins car les
régions fragilisées ne sont pas coplanaires.

2.5 Initiation et propagation de la fissure

Les résultats sont interprétés vis-a-vis des conditions effectives des essais. Des re-
marques sur la transférabilité concernant tous les autres points que la mise a 1I’échelle du
volume de gaz pressurisé sont aussi apportées. Une section spécifique est, par ailleurs,
proposée pour les essais a 900°C, essais les plus pénalisés par ce manque de mise a
I’échelle.

2.5.1 Initiation de la fissure

Le tableau 2.4 page suivante récapitule les résultats en terme d’initiation :
Le tableau montre une forte dépendance a la température et une variabilité importante
des résultats a température donnée. Il n’y a cependant que deux essais par température.

2.5.1.1 Dépendance a la température

Le temps d’initiation de fissure est grandement influencé par la température. Pour les
essais a 900°C, le temps est beaucoup plus important qu’a 1000°C. Les déplacements cri-
tiques semblent moins dépendants de la température bien qu’ils soient un peu supérieurs
a 1000°C.

La contrainte a rupture est plus faible lorsque la température augmente. La contrainte
nominale équivalente appliquée a 1’éprouvette est identique pour les deux températures.
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Température (°C) 900
matériau Rupther Krakatoa
éprouvette B D F H
temps 17 (s) 230.935 | 176.265 | 158.115 | 257.032
Variation % 0 -23.7 -31 11
Az (mm) 7.31 6.04 4.16 6.24
Variation % 0 -17.4 -43.1 -14.7
Température (°C) 1000
matériau Rupther Krakatoa
éprouvette K M E* I
temps 1, (s) 50.71 53.119 | 31.467 | 52.038
Variation % 0 4.8 -37.9 2.6
Az (mm) 7.66 7.42 6.02 7.33
Variation % 0 -3.1 -21.3 -4.3

— .* : Eprouvette probablement endommagée initialement (chute de 1m).
— 1, : Base de temps dont I’origine est le début du chargement mécanique.
— Az : Déplacement du vérin de la machine de traction.

TAB. 2.4: Résultats en terme d’initiation

Ainsi le rapport entre les deux contraintes jouent un role prépondérant dans le comporte-
ment en fluage.

2.5.1.2 Dispersion des résultats pour une méme température

Les résultats pour une méme température offrent une réelle dispersion, surtout a
900°C. Aucune tendance vis-a-vis de la nuance du matériau ne se dégage clairement
d’apres les résultats de ces essais.

La fissure s’initie localement sur un défaut (épaisseur, défaut métallurgique, point
chaud, dissymétrie de chargement...). Ces défauts sont aléatoires. Une étude probabiliste
avec un nombre plus important d’échantillons serait nécessaire pour conclure de fagon
plus précise sur les seuils d’initiation.

Une réflexion approfondie doit étre menée quand a I’influence des défauts (de type
métallurgiques ou de type variation d’épaisseur) vis-a-vis de la taille de la structure. D’un
coté, plus la structure est importante, plus il y a de risque qu’elle contienne des défauts.
Mais d’un autre coté, I’effet de ces défauts est d’autant plus dramatique que la structure
est petite.

Par ailleurs, méme si I’épaisseur initiale de notre éprouvette a une dimension qui per-
met de considérer un comportement homogene du matériau (volume élémentaire repré-
sentatif respecté), la paroi s’amincit par fluage. Qu’en est-il du respect du volume élémen-
taire représentatif apres striction (figure 2.22 page 55) ? 1l est probable que 1’épaisseur de
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la paroi ramenée a la taille de grains soit plus petite au moment de la striction sur maquette
et que ’homogénéité du matériau ne puisse plus €tre garantie.

2.5.2 Propagation de la fissure

2.5.2.1 Mécanisme d’augmentation de la part fissurée de la circonférence de
I’éprouvette

L’augmentation de la surface fissurée est due a des initiations multiples de fissures
qui se rejoignent, plutdt qu’a la propagation d’une seule fissure. En effet, I’éprouvette
ne contient pas de préfissure. On ne force donc pas la fissure a s’initier sur un défaut
macroscopique. Il peut y avoir plusieurs localisations simultanées qui conduisent a de
multiples fissurations (figure 2.23 page 55). Ce phénomene est, par ailleurs, accentué par
le refroidissement des levres des fissures lors de la détente du gaz qui, par durcissement
local du matériau, a tendance a bloquer la propagation.

La validité d’un tel refroidissement vis a vis du cas réel est discutable. Dans 1’essai,
I’argon en contact avec I’éprouvette est a température ambiante. Dans le cas réel, les levres
de la fissure sont, d’une part, en contact avec le corium hautement calorifique et, d’autre
part, en contact avec la vapeur d’eau qui est au moins a 300°C au moment de la détente.
On peut cependant arguer que, si la fissuration est localisée au niveau de la surface du
bain de corium fondu, peu de corium s’échappe. Par ailleurs, la vapeur d’eau se détendra
(et donc refroidira). Il est possible que, sur ce point, le scénario expérimental soit proche
du scénario réel avec des températures 1égerement inférieures.

2.5.2.2 Les différentes phases de la propagation

Lors de tous les essais, la propagation de fissure passe d’un état stable a vitesse plus ou
moins lente a une phase instable pendant laquelle la vitesse de propagation augmente d’un
ordre de grandeur. Au minimum, la propagation instable correspond a la chute brutale de
I’effort.

Les résultats en terme de propagation sont rassemblés sur le tableau 2.5 page suivante.
Ils donnent un ordre de grandeur de la vitesse de propagation de fissure :

* vitesse moyenne : rapport de la circonférence initiale sur la durée de la propagation

(de I'initiation au décallotage complet).

* vitesse de propagation en début de phase stable.

* vitesse de propagation en fin de phase stable.

* vitesse de propagation pendant la phase instable.

La distinction des différentes phases est sujette aux aléas du post-traitement des images.
Les phases de toutes les éprouvettes n’ont pas forcément pu étre traitées. De méme, a
I’intérieur d’une phase, toute la propagation n’a pas forcément été vue. La vitesse est
donc calculée sur les points post-traités.

De méme que pour 'initiation, si la propagation de fissure est clairement influencée
par la température, la dispersion des résultats pour une méme température n’est pas cor-
rélée a la nuance du matériau.
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Vitesse moyenne

Température (°C) 900 1000
matériau Rupther Krakatoa Rupther Krakatoa
éprouvette B D F H K M E* I
vitesse (mm.s 1) || 42 21107 [5107*[1.21073 || 770 | 420 | 64 | 650
Début de la propagation stable
Température (°C) 900 1000
matériau Rupther Krakatoa Rupther Krakatoa
éprouvette B D F H K M E* I
part de la de 0 de 0 de 0 deO | deO
circonférence a a a a a
fissurée (%) 7 6.5 6.5 10 3
vitesse (mm.s~1) || 4 0.7 0.3 31 6
dépressurisation
totale a la Non Oui Oui Oui Non | Non | Non | Non
fin de la phase
Fin de la propagation stable
Température (°C) 900 1000
matériau Rupther Krakatoa Rupther Krakatoa
éprouvette B D F H K M E* I
part de la de 70 de 25 de15 | de20 | de5 | de?25
circonférence a a a a a a
fissurée (%) 80 42 40 30 18 35
vitesse (mm.s—1) || 1000 15 450 | 210 24 460
Propagation instable
Température (°C) 900 1000
matériau Rupther Krakatoa Rupther Krakatoa
éprouvette B D F H K M E* I
part de la de 80 de 60 de 60 | de 35 | de 20 | de 50
circonférence a a a a a a
fissurée (%) 95 100 80 90 50 85
vitesse (mm.s—1) || 6000 1500 6500 | 2000 | 2500 | 5500

TAB. 2.5: Résultats en terme de propagation de fissure
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2.5.2.3 Dépendance a la température

Toutes les éprouvettes a 1000°C ont subi un décallotage complet avant dépressuri-
sation totale de I’éprouvette (I’éprouvette E, qui était probablement endommagée avant
I’essai, s’est cependant fissurée beaucoup moins rapidement). Au contraire les éprouvettes
a 900°C, n’ont que faiblement propagé (mis a part I’éprouvette B).

Si la vitesse de propagation instable de la fissure est du méme ordre de grandeur
(1 — 10m.s~1) pour tous les essais, la propagation stable est, quant a elle, trés dépendante
de la température avec des vitesses 10 a 100 fois plus élevées dans le cas des essais a
1000°C (Voo = 0.1 — 10mm.s~! Vigoo = 10 — 500mm.s~1).

2.5.2.4 Dispersion des résultats pour une méme température

Influence de la nuance

Les résultats en terme d’initiation, de propagation de fissure mais aussi d’évolution
des mesures globales (déplacement...) ne permettent pas de mettre en exergue une
influence nette de la nuance du matériau. Des différences d’endommagement peuvent
pourtant étre observées par microscopie électronique a balayage au niveau des facies de
rupture. Mais ces phénomenes semblent étre du deuxieme ordre dans le cadre de nos
essais.

La figure 2.22 page 55 montre les faciés de rupture et donne une indication sur I’épais-
seur de paroi résiduelle pour chaque nuance et chaque température testées.

Les facies de rupture montrent deux phénomenes localisées :

* Présence de cupules.

* Striction localisée importante
Des observations plus précises n’ont pas été mises en oeuvre pour caractériser ces deux
types d’endommagement. Mais si 1’on se réfere a 1’état de 1’art (voir section 1.5.1
page 22), le premier phénomene découlerait d’un endommagement intergranulaire de
fluage du a des précipités d’AIN et de MnS alors que le second découlerait d’un en-
dommagement transgranulaire ductile.

On peut ainsi vérifier la fragilité relative de la nuance krakatoa surtout a 900°C dont
le nombre de cavités est trés important et la striction localisée beaucoup plus faible.

On peut, par ailleurs, noter que dans le cas de la nuance Rupther a 1000°C, il ne reste
plus qu’un filament d’épaisseur inférieure a 10um au moment de la rupture, la rupture est
alors largement induite par la striction.

La figure 2.23 page 55 montre I’endommagement superficiel de la paroi interne des
éprouvettes. Pour les essais a 900°C, la partie observée est assez éloignée de la localisation
finale. Les éprouvettes chargées a 900°C comportent des “micro”-fissures superficielles.
Les fissures semblent bien moins profondes dans le cas de la nuance Rupther. Une prise de
vue plus éloignée, disponible en annexe, montre pour les deux nuances que certaines de
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ses fissures superficielles ont une taille assez importante. Elles sont réparties aléatoirement
sur la paroi interne.

Dans le cas des essais a 1000°C, peu de microfissures sont observées, méme proches
de la fracture process zone. Une prise de vue plus éloignée de la nuance krakatoa montre,
cependant, quelques fissures superficielles mais beaucoup moins nombreuses qu’a 900°C.

Si la nuance a une influence sur le facies de rupture et sur I’endommagement superfi-
ciel de la paroi, d’un point de vue des mesures globales, cette influence est du deuxiéme
ordre car plus faible que la dispersion constatée a I’intérieur d’une méme nuance.

Nous expliquons cela par plusieurs faits. Tout d’abord, la pression reste constante
jusqu’a I’initiation de la fissure. Le fluage de I’éprouvette n’engendre pas une variation de
volume telle, que la pression est modifiée (ce qui est jusqu’ici représentatif du cas réel).

Le second point de I’analyse concerne I’'initiation de la fissure. L’initiation résulte
d’une instabilité. Comme I’éprouvette n’est pas préfissurée, I’instant de 1’instabilité n’est
pas répétitif car il est dépendant de beaucoup de parametres parmi lesquelles la nuance
est du second ordre. Or I’instant de 1’instabilité joue un role prépondérant sur 1’état de
I’éprouvette au moment de I’initiation (amincissement de la paroi, niveau d’endommage-
ment).

Ainsi, la propagation résulte du couplage de I’état de la structure au moment de 1’ini-
tiation et de la cinétique de dépressurisation (qui n’est pas instantanée et dépendante du
volume de gaz pressurisé). Le couplage précédant parait étre du premier ordre par rapport
a la variabilité du comportement suivant la nuance. En effet, I’influence de la nuance au-
rait été€ beaucoup plus marquée sur une essai de déchirure (éprouvettes CT) pour lequel la
préfissure permet de localiser la process zone des le début de 1’essai.

Influence des défauts

La dispersion de la propagation de fissure peut alors assez bien s’expliquer par I’'im-
portance des défauts initiaux (épaisseur, chargement thermique ou mécanique, métallur-
gique...). Le défaut entraine une localisation de la déformation jusqu’a rupture de la paroi.
Plus la localisation a lieu tot (défaut important), plus la fissure va mettre du temps a propa-
ger. Ce phénomene est bien mis en évidence par la dispersion des résultats des éprouvettes
I et E (E qui était endommagée avant essai).

On peut I’expliquer par la mesure du taux de dissipation d’énergie R au sens de Turner
[TUR 94] qui représente 1’énergie dissipée nécessaire a 1’extension d’une surface fissu-
rée d’un incrément Bda. Cette énergie est séparée en deux contributions : un taux de

D . ey dE .
dissipation en volume d’énergie inélastique d—;’ (dans le sens “unrecoverable ”, compre-
nant dans notre cas la dissipation viscoplastique et ’endommagement diffus) et un taux
de dissipation d’énergie surfacique responsable de la création des levres de la fissure I’y

(endommagement localisé au niveau de la fracture process zone) :

_1d(U—E,) 1dEy

R —
B da B da

+To, (2.11)
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300pm EP-H K a. 900

150pm g Bl 100,m

atoa, 1000

EP-K Rupther, 1000

F1G. 2.22: Observation des facies de rupture par MEB.
—— LY ——

100t & r Y, 300um "EP-H Krakatoa! 900
EP-B Rupther, 900«

upther, 1000 300um EP-1 Krakatoa: 1000

F1G. 2.23: Observation de I’endommagement superficiel de la paroi intérieure de 1’éprou-
vette
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ou U correspond a I’énergie interne, E, a I’énergie élastique, B a 1’épaisseur de 1’éprou-
vette, £, a I’énergie in€lastique, a a I’avancée de fissure.

Prenons le cas ou la rupture s’initie tard (cas d’un défaut peu prononcé). La striction
de la paroi se produit de facon homogene et I’endommagement (quel que soit son méca-
nisme) est diffus. Ainsi I’énergie a dissiper en volume pour 1’accroissement de la fissure
est faible car la paroi est déja mince et I’endommagement diffus déja effectif au moment
de la propagation. Ainsi, R est faible et la propagation est rapide (cas B, I, K, M).

A TI’opposé, si la rupture initie tot (cas d’un défaut important), une striction et un en-
dommagement tres localisés sont responsables de I’initiation. Pour que la fissure avance,
il faut d’abord que la paroi en amont de la fissure strictionne suffisamment et donc qu’elle
dissipe de 1’énergie inélastique. Ainsi R est grand et la propagation est lente (cas D, F, H,
E). Il est a noter que, dans le cas d’une localisation précoce, et d’un volume de gaz plus
important et donc plus représentatif du cas réel, il est possible que la nuance de 1’éprou-
vette joue un rdle plus important sur la vitesse de propagation de fissure. Cette affirmation
reste cependant tres scénario-dépendante car elle varie suivant I’importance du “défaut”.

L’influence du défaut est d’autant plus prononcé dans le cas des essais, que I’initiation
de la fissuration entraine la modification du chargement de I’éprouvette a cause de la
dépressurisation. Le chargement mécanique diminue et la paroi refroidit localement ce
qui freine d’autant plus la propagation. Pour une bonne transposition au cas réacteur, la
représentativité des défauts des éprouvettes vis-a-vis de ceux du fond de cuve reste donc
a éclaircir.

Discussion sur la représentativité des défauts

On remarque que le chargement (contrainte équivalente appliquée ramenée a la
contrainte a rupture du matériau) a une influence importante sur la dépendance aux dé-
fauts. Plus le rapport est important, moins la propagation est sensible a 1’influence des
défauts. En effet, la dispersion des résultats d’essais a 1000°C semble bien moins forte
qu’a 900°C (méme si un plus grand nombre d’essais aurait été nécessaire pour confirmer
cette hypothese). Cette dépendance est, par ailleurs, accentuée par le fait que plus la pro-
pagation est rapide, moins le phénomene de refroidissement local des levres de la fissure
par la dépressurisation est important. Il faut cependant nuancer ces propos par le fait que
I’homogénéité circonférentielle du chargement thermique a 900°C est moins bonne que
celle des essais a 1000°C.

Il est donc important de rappeler nos choix de modélisation. Nous avons utilisé une
géométrie tubulaire et nous avons gardé une pression de chargement identique au cas
réel. Ce choix conduit a un chargement en contrainte de la paroi plus important. Nos
éprouvettes sont donc moins soumises a I’influence des défauts. En effet, nous avons
émis I’hypothese que 1’état initial de 1I’éprouvette correspondait a un état pour lequel le
fond de cuve aurait commencé a fluer. Si le fond de cuve a strictionné et s’est endommagé
de facon homogene (pas de défauts importants), la représentativité reste bonne. Mais
il est aussi possible que le fond de cuve ait déja commencé a localiser sous 1’effet
d’un défaut. Alors notre état initial n’est plus tres représentatif et la propagation au-
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rait été plus lente que dans le cas des essais. Les essais sont donc, sur ce point, pessimistes.

Enfin, I’hypothese de I’influence des défauts nécessite une étude probabiliste avec un
plus grand nombre d’échantillons pour conclure de facon certaine sur une probabilité de
rupture. Nous avons mis en évidence que la vitesse de propagation de la fissure n’est
pas simplement induite par des caractéristiques intrinseques au matériau mais aussi a
des problemes de faibles disparités structurelles et de chargement. Il faut donc prendre en
compte les défauts de la structure réelle dans la conception du modele. En effet les défauts
doivent étre équivalents du fait qu’ils sont promoteurs de I’initiation et de la propagation
de la fissure.

2.5.2.5 Influence du volume de gaz pressurisé sur la propagation de la fissure

Par rapport a la mise a 1’échelle initiale, le volume de gaz pressurisé est plus faible
dans nos essais.

Les résultats expérimentaux ont cependant montré que la variation de volume induite
par le fluage de I’éprouvette est négligeable devant le volume de gaz pressurisé. Ainsi, la
pression reste constante jusqu’a I'initiation ; les phases de fluage et d’initation de fissure
sont donc représentatives des choix initiaux.

Pour ce qui est de la propagation de fissure, I’augmentation du volume de gaz entrai-
nerait un ralentissement de la dépressurisation. Lors des essais a 1000°C, Ia fissuration
s’est produite avant dépressurisation complete de 1’éprouvette. Le niveau de pression au
moment du début de la phase instable de propagation était environ de 2MPa pour toutes
les éprouvettes sauf 1’éprouvette E (au lieu d’au maximum 2.5MPa si le volume avait
été plus important). Ainsi les ordres de grandeur de la vitesse de propagation de fissure
n’auraient pas €ét€ modifiées considérablement. Les essais a 900°C sont, par contre,
beaucoup plus pénalisés par I’absence de mise a I’échelle du gaz pressurisé.

Ainsi, pour les essais a 900°C, si nous ne pouvons pas nous prononcer sur la cinétique
de breche, nous pouvons nous positionner sur la question du décallotage complet des
éprouvettes lors de la dépressurisation.

Pour cela, nous effectuons un calcul simplifié de dépressurisation de 1I’éprouvette.
La loi de dépressurisation a été fournie par I’IRSN. Elle correspond aux hypotheses de
détente adiabatique d’un gaz compressible par une fente de section S dans une bouteille
de volume V.

p_p¥ @S (2.12)
Iy 1+0.51
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avece T
_r=11
0= 7 B (2.13)
Y+l
2 2.(v-1)
I'= (—) , (2.14)
v+ 1
et v
EER— (2.15)
B nvYx.T

Dans ces équations, P correspond a la pression, ¢ au temps, T a la température (supposée
égale a 20°C). Les constantes 7Y, M, ¥ représentent respectivement 1’exposant de la loi
des gaz parfaits (1.66), le coefficient de perte de charge par le trou et le rapport entre
la constante 8314 et la masse atomique de 1’argon (40) sensé remplir la cavité qui
dépressurise.

En premiere approximation, le coefficient de perte de charge est considéré constant
et vaut 0.4, le volume de gaz vaut 0.4dm>. Nous avons calculé la loi de dépressurisation
de I’éprouvette D. En effet, le suivi optique de la propagation a permis de suivre 1’aire
fissurée en fonction du temps lors de la dépressurisation. La loi est représentée sur la
figure 2.24 page suivante.

L’extrapolation est réalisée en utilisant les parametres de la loi précédente pour un vo-
lume de chargement de 20dm?, en supposant une augmentation linéaire de 1”aire fissurée
en fonction du temps. Nous constatons sur les figures 2.25 et 2.26 page ci-contre que,
dans ces conditions, la dépressurisation aurait été beaucoup plus lente et n’aurait pas été
terminée au moment du décallotage complet de 1I’éprouvette, observé lors de 1’essai (axe
haut sur la figure). Si cette observation est loin d’étre une preuve absolue (il existe un fort
couplage entre la dépressurisation et la variation d’aire fissurée), elle implique une forte
probabilité de rupture sous pression de I’éprouvette.

2.6 Conclusion

A partir d’'une problématique d’accident de fusion du coeur d’un réacteur a eau
pressurisée, conduisant a la rupture par fluage du fond de cuve, un modele expérimental
simplifié a été développé. L’ objectif de ce modele est de caractériser les seuils d’initia-
tion de fissure, la vitesse de propagation de fissure ainsi que d’établir des courbes de
dépressurisation en fonction du temps et de la surface fissurée.

Le modele simplifié s’appuie sur les aspects suivants :

* Equivalence du comportement du matériau. Deux nuances d’acier I6MNDS ont été
testées : la nuance Rupther (ductile a chaud) et la nuance krakatoa (plus fragile a
chaud).
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« Equivalence du paramétre géométrique prépondérant. L’ éprouvette tubulaire com-
porte une valeur du rayon ramené a I’épaisseur similaire a celle du fond de cuve
hémisphérique. Les dimensions ont cependant été diminuées d’un ordre de gran-
deur d’environ 175 pour des raisons économiques.

« Equivalence de I’état de contrainte. L’ éprouvette est soumise  une pression interne
de 2.5MPa (cas d’un scénario d’accident qui comprend une pression interne modé-
rée) et a un effort de traction constant tel que le rapport des contraintes nominales
de membrane soient égales a 1.65 (au lieu de 1 a 1.6 dans le cas réel). L’ état initial
des essais correspond a un état pour lequel le fond de cuve a commencé a fluer.

* Application d’un chargement thermique permettant d’étudier la variabilité du com-
portement du matériau suivant sa nuance. Le chargement thermique est homo-
gene dans la zone utile de 1’éprouvette. Deux températures ont été testées : 900
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et 1000°C.

« Equivalence du volume de gaz pressurisé. L’énergie de chargement disponible dans
le volume de gaz pressurisé ramenée a 1’énergie nécessaire au décallotage complet
de la structure est équivalent au cas réel.

Dans ce contexte, des essais biaxiaux (pression interne + traction) sur tubes pressuri-
sés a haute température ont été mis en oeuvre. Le dispositif expérimental permet le suivi
optique de I’initiation et de la propagation de la fissure. Ainsi, il est possible d’obtenir
un bon ordre de grandeur de la vitesse de propagation circonférentielle. Les courbes de
dépressurisation en fonction du temps qui sont corrélées a ’aire fissurée en fonction
du temps sont un autre aspect tres intéressant des résultats. Elles ont permis de vérifier
qu’une loi de dépressurisation simple sous 1I’hypothese de détente adiabatique permet de
retrouver la dépressurisation expérimentale pendant la propagation stable de la fissure.
Les essais ont été effectués avec un volume de gaz pressurisé plus faible que celui prévu
au départ lors de la mise a I’échelle. La transférabilité des résultats n’est donc pas assurée
mais les résultats restent tres intéressants car ils permettent une caractérisation originale
des deux nuances d’acier 1l6MNDS5.

Chaque association température-nuance a fait 1’objet d’essais doublés. Les résultats

en termes d’initiation et de propagation de fissure sont les suivants :

* Une grande influence de la température de chargement est constatée sur les temps
d’initiation et sur la propagation de la fissure. A 1000°C, I’initiation est plus pré-
coce et la propagation est plus rapide. Ainsi, toutes les éprouvettes testées a cette
température se sont rompues completement au cours de la dépressurisation. La pro-
pagation a été tellement rapide que I’on peut supposer qu’un volume de chargement
plus important n’aurait pas eu de grandes conséquences sur la cinétique de breche.
A 900°C, trois éprouvettes sur quatre n’ont que tres peu propagé pendant la dépres-
surisation. Pour ces essais, un volume mis a I’échelle aurait eu des conséquences
certaines sur la propagation de fissure.

* Pour une méme température, une grande dispersion du temps a initiation et de la
vitesse de propagation de la fissure a été constatée.

* En ce qui concerne les mesures globales (déplacements, temps d’initiation, vitesse
de propagation), I’influence de la variabilité du comportement du matériau n’a pas
été mis en évidence a température donnée. En effet, I’éprouvette n’est pas préfis-
surée et la variation de volume induite par la déformation de I’éprouvette lors du
fluage n’entraine pas de chute de la pression. Dans ce cas précis, I’influence de la
nuance est négligeable devant I’influence de I’état de déformation et d’endomma-
gement de la structure au moment de I’instabilité qui provoque la fissuration.

* L’hypotheése retenue est donc I’influence des défauts (épaisseur de la paroi,
point chaud, défaut métallurgique local) pour expliquer la disparité des résultats
constatés dans tous les programmes d’essai. En effet, les défauts sont responsables
d’une localisation des déformations de 1’éprouvette jusqu’a initiation de la fissure
étant donné que la structure n’est pas préfissurée.

Un défaut important (réduit) conduit a une initiation plus précoce (tardive) et a
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une propagation lente (rapide). Cette influence est d’autant plus importante que
le chargement mécanique global et le chargement thermique local de 1’éprouvette
sont modifiés par la dépressurisation.

Par ailleurs, méme si le volume de gaz pressurisé avait été mis a I’échelle, la transpo-
sabilité des essais au cas réel n’est pas directe. Plusieurs hypotheses simplificatrices ont
été utilisées :

La paroi ne comporte aucun gradient de température dans son €paisseur. Les essais
OLHF ont montré que ce gradient a tendance a retarder I’initiation et a ralentir la
propagation de la fissure.

Lors de la dépressurisation de I’éprouvette, I’argon a tendance a refroidir les levres
de la fissure et donc a renforcer localement les propriétés du matériau ce qui ralentit
la propagation de fissure a chargement mécanique constant. Ce refroidissement est
d’autant plus important pour des vitesses de propagation lentes.

Dans le cas réel, les levres de la fissure sont en contact avec, d’une part, le corium
tres chaud et d’autre part, la vapeur d’eau a 300°C (qui sera en train de se détendre
et donc de refroidir).

L’interaction chimique et mécanique du bain de corium fondu avec le matériau du
fond de cuve est mal connue et n’est pas prise en compte.

La présence de corium de part sa masse volumique et sa viscosité aurait tendance a
ralentir I’écoulement de 1’ensemble vapeur d’eau/corium.

L’hypothese de I’influence des défauts nécessite une étude probabiliste avec un plus
grand nombre d’échantillons pour conclure de fagon certaine sur une probabilité
de rupture. Nous avons mis en évidence que la vitesse de propagation de la fissure
n’est pas simplement induite par des caractéristiques intrinseques au matériau
mais aussi par des problemes de faibles disparités structurelles et de chargement.
Rappelons sur ce point que 1’état de surface des éprouvettes est probablement
beaucoup plus sain que celui de la cuve. Il faut donc prendre en compte les défauts
de la structure réelle dans la conception du modele. En effet les défauts doivent
étre équivalents vu qu’ils sont promoteurs de I’initiation et de la propagation de la
fissure.

Ces essais analytiques ont été suffisamment bien instrumentés pour que leur simula-
tion numérique soit abordable. A partir d’une géométrie simple d’éprouvette, toutes les
conditions mécaniques et thermiques sont connues pendant la totalité des essais (fluage,
initiation de la fissure et propagation).

Pour étre menée a son terme, la simulation doit cependant prendre en compte :

Une bonne caractérisation du comportement du matériau de son état sain a son
état rompu pour une large gamme de températures (500-1000°C) et de vitesses de
déformation (€.ony > 5.E — 35~ 1).

Un outil permettant de modéliser la rupture ductile dans le cadre des grandes défor-
mations.
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3. Modélisation de la rupture ductile

3.1 Introduction

Ce chapitre constitue une synthese ciblée et non exhaustive de la simulation de la
rupture ductile ou de la rupture par fluage des métaux. Les deux mécanismes de rupture
sont pilotés par le phénomene d’amorcage, de croissance et de coalescence de cavités.

Dans une premiere partie, les approches locales sont présentées. Elles permettent de
bien comprendre les facteurs influants sur la propagation de la fissure dans le cas d’un
métal a température ambiante mais aussi pour les températures étudiées (800-1100°C).

La deuxieme partie consiste en un état de 1’art de la simulation de la rupture ductile
des métaux par des modeles cohésifs. Nous verrons les avantages mais aussi les limites
de I'utilisation de ce type de modele simplifié pour notre cas d’étude.

3.2 Approche locale

Dans la section 1.5.1 page 22, il a été rapporté que deux mécanismes différents d’en-
dommagement ont pu étre observés lors d’essais de caractérisation de plusieurs nuances
d’aciers 16MNDS pour des températures comprises entre 800 et 1100°C.

La nuance Rupther, contenant un faible pourcentage massique de soufre, est soumise
a un endommagement transgranulaire ductile alors que la nuance krakatoa, contenant
un plus fort taux massique de soufre, a un comportement a rupture caractérisé par un
endommagement intergranulaire de fluage.

Pour ces deux types d’endommagement, les mécanismes entrant en jeu peuvent étre
décomposés en trois étapes (voir figures 3.1 et 3.2 page ci-contre) :

* Amorcage de cavités

* Croissance des cavités

» Coalescence des cavités

Les deux nuances sont hautement viscoplastiques du fait de la température. Les deux
mécanismes d’endommagement sont donc dépendants du chargement, de la vitesse de
chargement et du temps. Nous allons cependant rapidement présenter les modélisations
relatives 2 un métal a température ambiante puis nous étendrons notre point de vue a un
métal soumis a des températures caractéristiques de 1’accident grave.

3.2.1 Initiation des cavités

Les inclusions et les particules de seconde phase sont en général a 1’ origine des cavités
dans les deux types d’endommagement. L’initiation des cavités est due a I’incompatibilité
de déformation entre ces particules dures et la matrice métallique. L’ amorgage est soit lié
a la décohésion de I’interface entre ces particules et la matrice soit a la rupture de ces
particules.

Dans le cadre de la rupture ductile, I’amorcage se situe sur des particules a I’intérieur
du grain alors que la localisation traditionnelle, dans le cas du fluage, se situe aux joints
de grain sur des précipités ségrégés (induite par glissement des joints de grains, par des
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Approche locale

| a) Amorgage des cavités | |b) Croissance des cavités | | c) Coalescence des cavités

L 000

Rupture Décohésion Vide pré-existant

Striction Cisaillement

F1G. 3.1: Endommagement ductile [MIA 95]

Coupled Cavity Growth
) A A
- R
Creep surface Creep
plasticity ‘\ diffusion /‘ plasticity
boundary boundary
diffusion diffusion
2a
}”s
(o
107 ~
'
f ) :(quﬁﬂu \‘;
L <« al\,=0.02 Kie )
NORMALIZED CAVITY —  Prediction of Chen and
GROWTH RATE 10% Argon
(vae)
104 |
108 |- <«— alA, =02
grain boundary or Approx region of coupled
interface 102 growth
C) 10 \M =1l
DCCG Plastic Growth
Y cavity 1 L ) L L |
v 103 102 107 1 10 102
>/ NORMALIZED CAVITY

RADIUS

(ain)
DCCG : Diffusion controlled cavity growth

F1G. 3.2: Endommagement de fluage [KAS 03], a) glissement des joints de grains, b)

concentration de contrainte, c) entassement de dislocation, d) particules au joint de grain,

localisation favorable de formation d’une cavité, ) modele couplé de croissance par dif-
fusion et plasticité, f) Vitesse de croissance [CHE 81a, CHE 81b]
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3. Modélisation de la rupture ductile

concentrations de contrainte, par entassement de dislocation : mécanisme de Zener-Stroh
[STR 54]).

Le groupe frangais Beremin [BER 81] propose la relation semi-empirique 3.1 pour
caractériser I’intiation de cavités dans un métal a température ambiante :

6. =06;+C.(6—0p) 3.1

ou C est fonction du chargement considéré, 6; représente la contrainte principale maxi-
male, G la contrainte équivalente au sens de Von-Mises et G la limite d’élasticité.

3.2.2 Croissance et coalescence des cavités

La croissance et la coalescence de cavités des métaux a température ambiante sont
simplement soumises a I’état de contrainte alors qu’a haute température, elles sont aussi
dépendantes du temps, via des mécanismes de diffusion.

Pour de faibles vitesses de déformation, la croissance des cavités par fluage est sou-
mise a la diffusion de lacunes. La diffusion se produit par migration de la surface de la
cavité [CHU 73] et par transport de vide le long des joints de grain [HUL 59]. Un autre
phénomene important pour la croissance des cavités est le glissement des joints de grains
[EVA 69] qui apparaitrait plutdt lors du fluage tertiaire.

Pour des vitesses de déformation plus importantes, la croissance de cavités se produit
exclusivement par plasticité (dépendante du temps) [HAN 76].

Finalement, les deux phénomenes peuvent étre couplés [CHE 81a, CHE 81b] sur une
certaine gamme de température et de vitesse de déformation (voir figure 3.2 page précé-
dente).

Un résumé de 1’état de 1’art sur I’initiation et la croissance des cavités en fluage a été
apporté par Kassner et Hayes [KAS 03].

3.2.2.1 Meétal a température ambiante

De nombreux modeles mathématiques ont été proposés pour décrire la croissance des
cavités. Tous ces modeles montrent le réle prédominant de la triaxialité des contraintes. Le
plus répandu est certainement le modele de Rice et Tracey [RIC 69] pour lequel on consi-
dere une cavité sphérique dans un milieu infini constitué d’un matériau rigide plastique.
En exprimant I’expansion de la cavité dans les trois directions principales, les auteurs
proposent une relation entre la taille de cette cavité (via un rayon moyen) et les champs
de contraintes et de déformations :

R € (3 omy _ _
In(=) = oc/ e\ dgp oir R = RirReths (3.2)
RO €0

ou R; représente les rayons dans les directions principales, Ry le rayon initial, 6, =
%Tr(a') la contrainte hydrostatique, 6 la limite d’élasticité et €” la déformation plastique
équivalente.

66



Approche locale

Des modeles couplés dits poreux ont été par la suite proposés [GUR 77, TVE 84,
ROU 87] : ces modeles prennent en compte I’endommagement (fraction volumique de
cavités f) dans le potentiel plastique, et donc son influence sur le comportement global
du matériau. Le plus utilisé de ces modeles est le modele de Tvergaard et Needleman
(GTN) [TVE 84] qui ont modifié le potentiel établi par Gurson [GUR 77] pour prendre en
compte I'interaction des cavités, notamment pendant la phase de coalescence. Le potentiel
@ résultant s’écrit :

=2
4] 3 o 2

D= —+2f"gy.cosh(=.gp—)—(1+q1f7)=0 3.3
% S q1.cos (261260) ( QIf) (3.3)

ou G est la contrainte équivalente de Von Mises, G la contrainte d’écoulement de la ma-
trice, G,, la contrainte hydrostatique. f* est une fonction permettant de représenter 1’accé-
lération de I’endommagement pendant la phase de coalescence.

= F<
Fr=fotd(f—f) F>fo 4)

ou f, correspond au début de la coalescence.

3.2.2.2 Meétal a haute température

Modéeles couplés poreux

Des modeles couplés poreux ont aussi été proposés a haute température. Ils ne
prennent en compte que le mécanisme de croissance de cavités par écoulement visco-
plastique. On peut, par exemple, citer le modele de Leblond, Perrin et Suquet [LEB 94]
dont la “gauge function” ¥y pg (équivalent de la fonction seuil en plasticité, fonction 2
partir de laquelle on peut calculer le tenseur de taux de déformation D) a été déterminée
dans le cas de cavités sphériques ou cylindriques et d’un matériau visqueux non-linéaire :

"l = (1+1|x|”#)n
n+17 "7 - n

(3.5)
ou S est le tenseur macroscopique des contraintes, f la porosité, n I’exposant de la loi
de Norton sans seuil a laquelle obéit la matrice sans cavités. Q et H sont des contraintes
réduites définies, pour un chargement axisymétrique, par :

M=1LrS cavités sphériques,
Qz%—&gﬂz{lSS i S oprerd: (3.6)
3Saa (G0 =12x,y) cavités cylindriques.
Par ailleurs les coefficients C et x valent :
1+ 2 cavités sphériques, % cavités sphériques,
C= 3 e = L (3.7)
1 cavités cylindriques, V3 cavités cylindriques.
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3. Modélisation de la rupture ductile

Ainsi, on peut voir que le taux de triaxialité joue, comme a température ambiante, un
role prépondérant sur le phénomene de croissance de cavités. Cet aspect a aussi été montré
expérimentalement [TAK 09]. Des améliorations de ce type de modeles ont, par ailleurs,
été proposées récemment en prenant en compte la forme de la cavité [FLA 05b, FLA 05a]
et le phénomene de coalescence [FLA 05c].

Modele viscoplastique couplé a de I’endommagement [LEM 96]

Dans le cadre de notre problématique d’accidents graves, un modele de comportement
viscoplastique a écrouissage isotrope multiplicatif couplé a un mécanisme d’endomma-
gement isotrope est utilisé par le CEA Saclay. Les équations du modele, proposé par
Lemaitre et Chaboche [LEM 96], sont les suivantes :

* Partition des taux de déformations :

é=ét¢) (3.8)

ou € représente le tenseur de taux de déformation, .. la partie €lastique et ., la partie
viscoplastique.
* Taux de déformation élastique :

. 14+v o v Tr(o)
€, = - =
¢ E 1-D E1-D”

(3.9

ou E représente le module d’Young, v le coefficient de poisson, o le tenseur de
contrainte, D la variable d’endommagement.
* Taux de déformation viscoplastique :

€p=2 % (3.10)

1
oup= (%ép : ép) ? représente le taux de déformation viscoplastique cumulée, G la
contrainte équivalente au sens de Von Mises et o’ le déviateur des contraintes.
* Ecrouissage multiplicatif isotrope et loi de Norton généralisée :

B N
F=p(l-D)= (—6 1> (3.11)
(1—-D)Krm

ou r est la variable d’écrouissage isotrope
* Taux d’endommagement isotrope (Loi de Kachanov [KAC 86], endommagement
viscoplastique fragile) :

D={(% R1 D) ©) 3.12
=\ (1-D) (3.12)
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Le modele a été identifié a partir d’essais de fluage réalisés lors du programme Rupther
[GEN 99]. 1l a été¢ implémenté dans le code de calcul éléments finis Cast3M [CAS] et a été
utilisé pour simuler les essais sur tubes du programme RUPTHER jusqu’a I’initiation de
la fissure [NIC 96, NIC 01]. II a aussi été utilisé pour simuler les essais LHF, fissuration
comprise. Lors de ces calculs, la fissuration de la cuve est simulée par érosion successive
au cours des pas de temps des éléments endommageés.

3.2.3 Le probleme de la localisation [BOR 04]

D’un point de vue numérique, les approches locales présentent certaines difficultés
de mise en oeuvre. Les simulations effectuées avec des matériaux adoucissants ou des
matériaux endommageables donnent des résultats qui ne sont pas objectifs vis a vis du
maillage. Cela se traduit en général par une localisation artificielle de la déformation ou
de I’endommagement dans une zone dont la taille tend vers zéro lorsque le maillage est
raffiné (voir figure 3.3).

Ainsi, le probleme majeur est que 1’énergie dissipée par endommagement tend vers 0
quand on raffine le maillage, simplement parce que le volume dans lequel le processus

de rupture a lieu, tend aussi vers 0. D’un point de vue physique, cette observation est
inacceptable.

Load (N) (x107%)

3.0

| —4— Coarse mesh

2.0+ \ ===== Medium mesh

Fine mesh

T T
0.0 0.25 05 0.7 1.0
Displacement (um)

deformed SIC/C specimen beyond

load line displacement curves for SIC/C specimen obtained
peak load exhibiting a localized failure mode

with a standard softening plasticity model

F1G. 3.3: Approche locale : dépendance au maillage [BOR 04]

Pour remédier a ce probleme de sensibilité au maillage, la technique généralement uti-
lisée est de considérer que les contraintes en un point matériel ne peuvent plus étre décrites
de maniere locales, mais qu’elles doivent prendre en compte une longueur ou un temps
interne traduisant I’interaction d’un point avec ses voisins. Cela permet de conserver en
mémoire au niveau macroscopique des informations sur le comportement microscopique

(longueur d’influence, vitesse d’évolution maximale,...). Ainsi plusieurs méthodes ont été
développées :
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3. Modélisation de la rupture ductile

* Le modele du second gradient [BOR 04] : Le principe générale de ce modele est
d’introduire le second gradient de la déformation plastique dans les équations, ce
qui permet d’assujettir la déformation locale en un point a celle de ses voisins.

* Les modeles non-locaux (application au modele de Rousselier : [SAM 07]) : Ce
type de modele régularise le probleme en moyennant les variables internes sur une
zone dont la taille est donnée par des justifications microscopiques, imposant du
méme colt une taille de localisation non-nulle.

* Les modeles a effet retard [SUF 04] : Ce type de modele s’applique plus spécifi-
quement aux matériaux endommageables. Il s’agit, dans ce cas, de limiter le taux
d’endommagement, introduisant par la méme occasion un temps caractéristique
dans la définition du matériau.

3.2.4 Bilan

L’approche locale vise a modéliser les mécanismes d’endommagement d’un matériau.
Dans le cas de la déchirure ductile ou par fluage d’un métal, ces modeles sont basés sur
I’initiation, la croissance et la coalescence de cavités.

L’approche locale est une méthode appropriée pour I’étude phénoménologique des
mécanismes d’endommagement conduisant a la rupture du matériau. Elle permet de si-
muler de nombreux phénomenes qui ne sont pas pris en compte par des approches “sim-
plifiées”. Cependant, si elle est basée sur des concepts physiques, elle reste contestée
dans sa mise en oeuvre numérique. Les temps de calculs sont importants, les modeles
comportent de nombreux parametres, les résultats sont dépendants de la taille de maille.
Sur ce dernier point, des méthodes de régularisation existent.

3.3 Modélisation de la rupture ductile par un modéele co-
hésif

Les modeles cohésifs visent a refléter les effets mécaniques de la fracture process
zone en pointe de fissure par une vision macroscopique, sans décrire explicitement les
phénomenes locaux d’endommagement. La fracture process zone est une zone limitée en
pointe de fissure dans laquelle I’endommagement passe d’un état diffus a un état loca-
lisé. L’endommagement peut s’accompagner d’une forte déformation suivant le matériau
étudié.

La zone est modélisée par deux surfaces initialement coincidentes. Pendant le
chargement, les deux surfaces se séparent jusqu’a décohésion totale. Elles simulent alors
les levres de la fissure. Une loi de traction-séparation contrdle la traction reliant les deux
surfaces en fonction de leur séparation et modélise ainsi les phénomenes de rupture
associés au matériau étudié (nucléation, croissance et coalescence de cavités pour les
métaux ; microfissures pour les matériaux quasi-fragiles comme le béton ; craquelures et
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Modélisation de la rupture ductile par un modele cohésif

fibrillation pour les polymeres...). La figure 3.4 présente le modele.

Par rapport aux modeles locaux, les modeles cohésifs offrent une alternative tres
conviviale et pratique. Parmi les principaux avantages, nous pouvons citer leur robus-
tesse numérique, leur économie en temps de calcul [NEG 05], leur non-dépendance 2 la
taille de maille et la nécessité d’un faible nombre de parametres pour décrire le modele
(dans la plupart des cas, 2 parametres a comparer aux 7 parametres du modele GTN de
plasticité des métaux poreux).

Par rapport aux approches plus conventionnelles (c.a.d I’extension de la mécanique li-
néaire de la rupture au cas ductile par des méthodes basées sur I'intégrale J [RIC 68a] et au
cas viscoplastique par des méthodes basées sur I’intégrale C* [RIC 68a, RIE 91]), les mo-
deles cohésifs n’ont pas besoin d’une fissure pré-existantes. Ils peuvent gérer le passage
de la localisation a la fissuration. Pour plus d’informations sur les méthodes appliquées a
la rupture ductile, basées sur I’intégrale J, se référer a la these de S. Marie [MAR 99]. En
ce qui concerne I'intégrale C* se référer a la these de M.R. Kabiri [KAB 03].

Schéma des processus d’endommagement localisé
(Attention : longueurs caractéristiques non réalistes)

Modele cohésif
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F1G. 3.4: Modele cohésif
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3. Modélisation de la rupture ductile

3.3.1 Historique

Le concept de zone cohésive a été proposé indépendamment par Barenblatt [BAR 62]
et Dugdale [DUG 60] au début des années 60. Il avait pour but de régulariser la singularité
en pointe de fissure prédite par la mécanique €lastique linéaire de la rupture [IRW 57]. Ba-
renblatt a suggéré que pres de la pointe de fissure, les forces interatomiques qui attirent les
deux surfaces en cours de séparation ne peuvent pas étre ignorées dans 1’analyse. Dugdale
a considéré une plus grande zone en pointe de fissure afin de limiter le développement de
contraintes a quelques multiples de la limite d’élasticité. Dans les deux modeles, 1’état
de contrainte le long de la process zone n’est plus dépendant du chargement. L’état de
contrainte devient donc une propriété du matériau.

La premiere application du modele de zone cohésive a été réalisée par Hillerborg en
1976 [HIL 76] pour représenter I’endommagement du béton.

L’application au cas des métaux a été initiée principalement par Needleman, Tver-
gaard et Hutchinson. La premiere analyse de I’endommagement microscopique des ma-
tériaux ductiles (décohésion d’une particule dans une matrice ductile) a été réalisée par
Needleman en 1987 [NEE 87]. La premiere avancée de fissure macroscopique dans un
matériau ductile a été analysée par Tvergaard et Hutchinson [TVE 92].

Ainsi, les modeles cohésifs ont été utilisés pour la simulation de la rupture de nom-
breux matériaux comme le béton [HIL 76, PLA 99, BAZ 02], les polymeres [RAH 99,
ALL 98, TIJ 00], les céramiques [FOO 86, CAM 96, SWA 05], les métaux [TVE 96,
TVE 02, TVE 04, SIE 00]...

Par ailleurs, en dehors de la rupture quasi-statique sous sollicitation monotone, les
modeles cohésifs ont aussi été appliqués au cas de la fatigue [LAV 09], au cas de la dyna-
mique [ORT 99] et plus récemment a la fragmentation [MOL 07].

3.3.2 Lois de traction séparation
3.3.2.1 Les parametres caractéristiques et leur signification physique

Les lois de tractions séparations, ou “lois cohésives”, lient la traction T a laquelle
est soumise I’interface, a la séparation O qui représente le saut de déplacement des deux
faces, initialement coincidentes (voir figure 3.5 page suivante).

L’interface rompt lorsque la séparation atteint une valeur critique &, valeur spécifique
au matériau considéré. La contrainte est alors nulle, ce qui simule la décohésion totale
de l’interface. &y pourrait &tre interprété comme la hauteur de la zone endommagée au
moment de la rupture (par exemple, la longueur des fibriles au moment de leur rupture
dans le cas des polymeres, le diametre de la cavité au moment de sa coalescence avec la
fissure pour les métaux...). On peut aussi rapprocher ce parametre a la valeur du CTOD
(crack tip opening displacement) pendant la propagation.

Un autre parametre important est la traction maximale atteinte dans la loi de traction
séparation Ty qui est aussi un parametre matériau.
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Modélisation de la rupture ductile par un modele cohésif

La forme de la loi est souvent considérée comme étant de seconde importance par
rapport aux deux parametres précités. Cette hypothese reste tres valable pour I'initiation
de la propagation, nous verrons qu’elle a des effets tres significatifs sur la vitesse de
propagation pour notre matériau. La figure 3.5 représente les lois les plus communément
utilisées (rupture fragile ou quasi-fragile c) et d), rupture ductile a) b) e) et f)).

F1G. 3.5: Lois typiques de traction-séparation [SCH 09] : a) Needleman [NEE 87], b)
Needleman [NEE 90], Hillerborg [HIL 76], d) BaZant [BAZ 02], e) Scheider [SCH 03],
f) Tvergaard and Hutchinson [TVE 92]

Un troisieme parametre caractéristique peut étre mis en place. Le taux de restitution
d’énergie surfacique (énergie cohésive) I :

)
To— /O T(8)dd (3.13)

Cette énergie correspond a 1’aire sous la loi de traction séparation. c’est 1’énergie néces-
saire pour la création d’une surface rompue valant 1’unité.

Dans le cas général, la définition du taux de dissipation d’énergie dissipé R au sens de
Turner [TUR 94] la met bien en évidence. Pour rappel :

B ld(U—Ee) B ldEdiss
"B da " B da

R 1T, (3.14)
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3. Modélisation de la rupture ductile

ou U correspond a I’énergie interne, E, a I’énergie élastique, B a 1’épaisseur de 1’éprou-
vette, Eg;s a I’énergie inélastique dissipée en volume, a a I’avancée de fissure.

R représente 1’énergie dissipée nécessaire a I’extension de la surface fissurée d’un incré-
ment Bda. Cette énergie est séparée en deux contributions : une énergie dissipée inélas-
tiquement en volume % et une énergie surfacique I’y dissipée dans la fracture process
zone, lors de la création des deux levres de la fissure qui correspond a 1’énergie cohésive.

Ainsi, on peut constater que dans le cas d’un matériau élastique (% =0), I’énergie
cohésive correspond au taux de restitution d’énergie critique G, [GRI 20].

Le lien entre la LEFM (Linear Elastic Fracture Mechanics) et le modele cohésif peut
alors étre vu de la maniere suivante. La LEFM peut étre considérée comme un cas limite
de modele cohésif si on fait tendre la longueur critique &y vers 0 en gardant constante la
valeur de I’énergie cohésive I'\) = G.. La valeur de la contrainte d’initiation tend alors vers
I’infini (singularité prédite par la LEFM [IRW 57]) et on obtient une courbe de traction-
séparation ayant la forme d’un Dirac. En cela, la taille de la process zone tend vers 0, c’est
une ligne qui correspond au front de fissure.

Par conséquent, dans le cadre de la mécanique fragile (quasi-fragile), quand la taille
de la fracture process zone est négligeable devant la taille de la fissure, seul le parametre
'y = G, est prépondérant pour caractériser la propagation. L utilisation de la LEFM est
donc suffisante. Par contre, si la taille de la process zone n’est pas négligeable devant les
dimensions de la fissure (cas d’une petite préfissure voir d’un matériau non fissuré), alors
I’utilisation de la LEFM sera mise a défaut. C’est la valeur de la traction maximale Ty
ainsi que 1’adoucissement qui s’ensuit, qui joue un role prépondérant dans le processus
de rupture [ELI 02].

Dans le cadre de la mécanique de la rupture ductile, si I’'influence de Tj est plus pro-
noncée pour de faible taille de breche, la traction maximale reste cependant un parametre
déterminant durant toute la propagation. A partir de 1’équation 3.14 page précédente,
considérons une loi de comportement du matériau élastoplastique avec un écrouissage
quelconque. A T’y fixée, plus la traction maximale #,,,, est importante devant la limite
d’élasticité du matériau, plus le parametre R augmente car le taux d’énergie dissipée
plastiquement en volume augmente [LI 03]. A #,,,, fixée, plus I’énergie surfacique 1'0
augmente plus R augmente, de fagon intrinseque, mais aussi parce que la fracture process
zone s’agrandit et provoque 1’augmentation du taux d’énergie dissipée plastiquement
(Voir annexe L page 279 pour plus de détails).

Finalement, étant donné une loi de traction séparation, la caractérisation de deux para-
metres sur les trois précités (Ty, g et I'g) permet d’identifier totalement une loi. Il apparait
souvent utile d’utiliser 1’énergie cohésive dans le cas de la rupture des métaux.

3.3.2.2 Les lois de type intrinseque et extrinseque

Deux types de lois peuvent €tre rencontrées dans la littérature. Les lois extrinseques
comportent une traction nulle et une pente positive a 1’origine (cas des lois a), b), e) et f)
de la figure 3.5). Les lois intrinseéques comportent une traction non nulle a 1’origine (cas
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Modélisation de la rupture ductile par un modele cohésif

des lois c) et d) de la figure 3.5 page 73).

Les lois extrinseques (a traction initiale nulle) sont contraires a I’hypothese fondatrices
des zones cohésives qui ne simulent que le processus “dissipatif localisé” conduisant a la
rupture. Ainsi puisque 1’épaisseur de 1’interface est initialement nulle, le déplacement
élastique correspondant doit aussi étre nul (sous peine de modifier la raideur de la struc-
ture). Si on considere la séparation initiale commme étant inélastique, ce type de lois
implique qu’une tres faible contrainte entraine I’ouverture d’une fissure dans un matériau
ce qui n’est pas physique. [JIN 05, ELI 02, CHA 06]

En allant plus loin, dans le cas d’'un matériau homogene isotrope, une pente initiale
positive (méme pour une traction initiale non nulle 7p) ne peut étre utilisée. Si on fait
I’hypothese d’une loi comprenant un écrouissage initial suivi d’un adoucissement, une
fissure cohésive commence a s’ouvrir quand la contrainte atteint 7p. Puisque la contrainte
doit augmenter pour continuer a ouvrir la fissure, les points voisins subissent aussi
une augmentation de leur contrainte qui atteint 7p. Ainsi d’autres fissures cohésives
vont s’initier et commencer a s ouvrir. Le résultat donne des fissurations cohésives
qui s’étendent dans une zone finie avec des ouvertures infimes ce qui conduit a une
impossibilité de localiser la fissure. Ce phénomene est inconsistant avec le modele
cohésif [ELI 02, PLA 03].

D’un autre coté, les modeles cohésifs sont utilisés pour leur simplicité d’implémen-
tation. Dans le cadre de I’implémentation la plus courante : les éléments finis cohésifs
(voir section 3.3.3.2 page 78), des développements doivent étre mis en oeuvre pour utili-
ser une loi de traction séparation, comportant une pente initiale infiniment rigide, dans un
solveur de type Newton-Raphson. Par conséquent, une loi extrinseque est plus pratique
pour éviter les problemes numériques. De plus, I'influence néfaste des lois extrinseques
sur la raideur apparente de la structure peut €tre atténuée par le choix d’une pente initiale
tres raide par rapport a la raideur de la structure. De méme, si les zones cohésives sont
placées sur une trajectoire unique de fissure, I’effet de la pente intiale est négligeable. Ce
n’est plus le cas lorsque des éléments cohésifs sont placés entre chaque élément continu
du maillage, cas ou 1’on ne connait pas a priori le trajet de fissuration.

3.3.2.3 Les modes de rupture

Tous les modes de rupture (voir figure 3.6 page suivante) ainsi que les modes mixtes
peuvent étre représentés par les modeles cohésifs. Dans notre cas d’étude, du moins au dé-
but de la fissuration, la structure n’est pas sollicitée en mode mixte. Nous donnerons donc
seulement quelques références de leur prise en compte dans une formulation cohésive.

Considérons un maillage 2D (I’extension au 3D est directe), 1’interface cohésive
considérée a une normale qui la définit (voir figure 3.7 page suivante). La séparation de
I’interface peut donc étre décomposée suivant la composante tangentielle §, (mode II) et
normale 3, (mode I).
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3. Modélisation de la rupture ductile

élement déformé
9 €n mode mixte Repére local
N

¢ 1
Mode I Mode 1I Mode IIIT )
Fi1G. 3.7: Elements cohésifs
F1G. 3.6: Les 3 modes de ruptures [RAN 08] déformés en mode mixte

En général le déplacement qui en résulte s’écrit :

8res = 1/ 02 + 87 (3.15)

Il est a noter qu’il y a autant de formulation de mode mixte pour les zones cohésives que
de lois de traction séparation. Dans le cas de la formulation la plus simple, la traction
résultante est calculée par 1’utilisation d’une séparation effective 9J, ff> 1l Ores = O, ff
o d
T =T (87 5n+g’t) (3.16)
ou n et t sont les vecteurs unitaires normal et tangentiel de I'interface. Une formu-
lation similaire est donnée par 1’ajout d’une pondération [ pour la séparation tangen-

tielle [CAM 96] :
)

)
T= T(Seff)(g”nﬂs%t) (3.17)
Il existe d’autres formulations prenant en compte ’interaction entre les modes de
séparation sans le calcul d’une séparation effective. La dépendance peut étre explicite
dans le calcul des composantes de la traction [XU 93] :

Ty = To.c.exp (_5_) [glge p(_S_)2+(1—q) [1—exp( 0) } gﬁ} (3.18)

=2t (-8) (1 §) () ()

Encore une autre approche a été présentée par [SCH 03], dans laquelle une décompo-
sition multiplicative de la dépendance sur les modes de séparation a été utilisée :

Iy = Tn,0f(8n)g(r)
Tr =Trof(87)8(dw)
Dans ce cas, la formulation de la loi de traction séparation dans le cas unidimensionnel

f(9), est complétement découplée de la fonction d’interaction g(J) et peut étre choisie
de facon indépendante.

(3.19)

Il est a noter que pour une propagation suivant un mode mixte, la fissure a tendance
a tourner. Si le modele est implémenté a I’aide d’éléments cohésifs, le trajet de la fissure
dépend explicitement du maillage car la mixité dépend de I’orientation de la normale a
I’élément joint considéré. Une mauvaise orientation de maillage peut alors provoquer des
zigzags de la fissure non physiques.
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Modélisation de la rupture ductile par un modele cohésif

3.3.3 Implémentation du modele dans un formalisme éléments finis

Deux méthodes sont utilisées pour implémenter un modele cohésif dans un forma-

lisme éléments finis :

* Incorporer le modele cohésif dans la formulation d’un élément continu, par exemple
avec la méthode des éléments finis étendus ou la méthode des discontinuités fortes
[BOR 04]. La direction de la propagation est alors indépendante du maillage.

» Définir I’interface a partir d’éléments joints, disposés entre des éléments continus,
qui simulent le matériau en volume. Cette méthode est la plus communément utili-
sée de par sa simplicité de mise en oeuvre. Cependant, la direction de la fissuration
est alors dépendante du maillage. Elle est tout a fait raisonnable quand le trajet de
la fissure est connu a 1’avance.

3.3.3.1 Eléments finis étendus : XFEM

La méthode des éléments finis étendus [MOE 99, BEL 99], permet, via un enrichis-
sement des fonctions d’interpolation, de prendre en compte une discontinuité mobile in-
dépendamment de la discrétisation. L’enrichissement est basé sur la propriété de parti-
tion de I'unité des éléments finis. Ainsi elle permet de simuler la propagation de fissure
sans remaillage. La méthode a déja été appliquée au cas d’un matériau élasto-plastique
[ELG 07, PRA 07].

La premiere utilisation de cette méthode dans le cadre d’un modele cohésif a été pré-
sentée par [MOE 02].

i
[
/(4 / )
/ ¢
[—
fissure
enrichissement saut B enrichissement singulier

F1G. 3.8: Maillage XFEM et enrichissements [RAN 08]

Le déplacement en chaque point de 1’élément est calculé a partir de I’approximation

77



3. Modélisation de la rupture ductile

éléments finis enrichis suivante :

v = Zuiq),- + + Z Dy Z CiF/(X) (3.20)
icl keK =1

ou [ est ’ensemble de tous les noeuds du maillage, u; est le degré de liberté en déplace-
ment (vectoriel) classique et ®; la fonction de forme classique associé au noeud i.

La premiere fonction d’enrichissement représente la discontinuité par une fonction saut
H(.):

—1six>0
H(x) _{ lsix<0 (3.21)

et f(x) est la fonction distance signée a la fissure (le signe détermine si x est d’un c6té ou
de I’autre de la fissure). Cette fonction est attribuée aux noeuds des éléments complete-
ment coupés par la fissure, ensemble J en vert sur la figure 3.8 page précédente.

A partir de cet enrichissement, il est possible d’interpoler le déplacement en tout point
des éléments coupés et donc de calculer le saut de déplacement au niveau de la fissure
(représenté par un segment 1D sur lequel on ajoute des points de Gauss). La séparation de
la zone cohésive est ainsi définie. Une traction, dépendante de la loi de traction séparation
considérée, peut étre calculée tout comme le travail associé.

Le second terme additionnel modélise le déplacement en pointe de fissure. Il inter-
vient sur I’ensemble K des noeuds dont I’élément contient la pointe de la fissure (noeuds
en magenta sur la figure 3.8 page précédente). Dans le cadre de la LEFM, les fonc-
tions Fj(x) = F(r,0) sont en /rg(0) du fait de la singularité de la contrainte. En ce
qui concerne les modeles cohésifs, la singularité en pointe de fissure est éliminée. Les
fonctions F;(r,0) peuvent étre choisies de la forme rg(0) ou r2 2(8) ou r’g(8). Ces enri-
chissements ne seront pas forcément utilisés par la suite [WEL 02].

Dans [MOE 02] et [WEL 02], deux méthodes différentes sont utilisées pour caracté-
riser la direction de la propagation. Moés s’appuie sur le critere de contrainte circonfé-
rentielle maximum, utilisé fréquemment en LEFM. 1l est calculé a partir d’une estimation
des facteurs d’intensité des contraintes. Wells, pour sa part, s’appuie sur un critere de
contrainte équivalente maximale stipulant que la localisation aura lieu dans la zone ou
I’état de contrainte est le plus défavorable.

3.3.3.2 Eléments cohésifs

La formulation d’un élément cohésif ne sera pas présentée ici car I’implémentation
d’un élément cohésif 3D en grand déplacement (formulation la plus compléte) sera
détaillée dans la section 4.3.2 page 96.

Les éléments cohésifs sont des éléments d’interface composés de deux surfaces initia-
lement coincidentes. Ils sont disposés entre les éléments continus qui simulent le matériau.
Leur principal inconvénient vient du fait que I’on doit mailler explicitement le trajet de la
fissure. Si le trajet de la fissure est connu a I’avance, leur utilisation devient tres pratique
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car tres facile a mettre en oeuvre. Si ce n’est pas le cas, il faut alors introduire des éléments
d’interface entre tous les éléments continus. Cette étape peut se faire soit au début de la
simulation [SCH 03] soit lors de la propagation de fissure [PAN 02]. Quoi qu’il en soit, a
moins de mettre en place une procédure de maillage adaptatif [BIT 92], la direction de la
propagation de la fissure est contrainte par 1’orientation du maillage initial.

Choix de la dimension spatiale

Les éléments cohésifs sont des éléments d’interface. Ainsi, si les éléments du modéele
continu sont tridimentionnels, les éléments cohésifs sont surfaciques [COR 03, ROY 01].
Si la structure est modélisée en 2D ou avec des coques [SCH 06], les éléments cohésifs
sont réduits a des segments. Les éléments coques, contrairement aux éléments en
contrainte/déformation plane (CP/DP), sont définis dans un espace tridimensionnel. Par
conséquent, la séparation peut avoir lieu dans le plan ou hors-plan. Ces directions doivent
donc étre définies par I’utilisateur.

On s’intéresse maintenant a la simulation de la fissuration dans un métal (ductile).
Dans le cas des structures de faible épaisseur, I’utilisation des éléments cohésifs incor-
poré dans un maillage 2D en CP ou dans un maillage réalisé a partir de coques ne permet
pas de simuler une propagation réaliste de la fissure. En effet, la formulation convention-
nelle des éléments cohésifs ne permet pas de rendre compte d’une diminution d’épaisseur.
La déformation plastique hors plan de I’élément en CP en pointe de fissure n’est pas trans-
mise a 1’élément cohésif : la loi de traction séparation relie une contrainte a un saut de
déplacement et non a une déformation. Ainsi la traction calculée au niveau des éléments
cohésifs est plus faible que la traction réelle car le calcul de la traction a été effectué sur
une surface trop importante. La propagation est donc ralentie.

Si Tutilisation d’éléments cohésifs tridimensionnels veut étre évitée, Scheider
[SCH 06] propose une formulation d’éléments cohésifs améliorés qui integre une
variation d’épaisseur hors plan. La variation d’épaisseur est obtenue a partir de la valeur
de la déformation hors-plan des éléments en CP voisins.

Dans le cas de structures d’épaisseur plus conséquente, Chen et al. [CHE 05] ont
montré, lors d’une analyse de la déchirure d’éprouvettes CT, qu'une simulation en DP
n’est pas capable de reproduire 1’état de triaxialité en pointe de fissure obtenu au niveau
de la section moyenne du modele 3D pour une loi de traction séparation identique. Il en
résulte que les deux formulations ne prédisent pas la méme propagation de fissure. On en
déduit qu’une analyse 3D est nécessaire.

Si les déformations au niveau du front de fissure ne sont pas négligeables, une formu-
lation en grands déplacements [CHE 05, ROY 02, ORT 99] est nécessaire pour obtenir
une bonne propagation de fissure. En effet, si la géométrie de 1’élément n’est pas réac-
tualisée, on se retrouve dans le cas des éléments en CP détaillé ci dessus, pour lequel
la contrainte de traction responsable de 1’ouverture de la fissure est sous-estimée car la
surface d’intégration n’est pas la bonne.
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Cependant des formulations en grands déplacements posent le probleme du choix de
la surface de référence a partir de laquelle sont définies les composantes de la séparation
(voir figure 3.9).
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F1G. 3.9: Influence du choix de la surface de référence pour le calcul des composantes
de la séparation : Calcul de la séparation normale en fonction du temps au niveau du point
d’intégration 1 de la déformée [BOS 08]

Choix de la taille des éléments :

L’introduction d’une longueur caractéristique dans le modele (dy) permet de s’affran-
chir en grande partie de la dépendance a la taille de maille. Quelques regles acquises par
expérience doivent néanmoins étre respectées [SCH 09] :

La taille de I’élément dans le sens de la propagation doit étre suffisamment petite
pour rendre compte d’un éventuel gradient de contrainte. Dans tous les cas, la taille doit
étre suffisamment petite comparée a la longueur caractéristique de la fracture process
zone, c’est a dire le rayon de la zone plastique ou la taille des champs HRR (Hutchinson,
Rice, Rosengren) [HUT 68, RIC 68b]. Ainsi, la taille des éléments dans la direction de
la propagation doit étre comprise entre 50 et 250um pour les matériaux ductiles. Dans le
cas d’un probleme 3D, Ia taille dans la direction du front doit étre choisie de telle sorte
qu’elle permet de représenter 1’effet “tunneling”. Un rapport des tailles des éléments dans
les directions du front et de la propagation supérieur a 5 doit aussi étre évité.

3.3.4 Détermination des parametres de lois de traction séparation
ductiles
Les méthodes de détermination des parametres des lois de traction séparation sont un

point clé pour I'utilisation des modeles cohésifs. Pour les matériaux fragiles (PMMA) et
quasi-fragiles (bétons), ces méthodes sont bien définies [ELI 02].
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Pour la rupture ductile des métaux, les choix ne sont pas aisés. Les limitations pro-
viennent de la simplification du modele cohésif par I'idéalisation surfacique de la fracture
process zone (nucléation, croissance et coalescence de cavités) qui est un processus
intrinsequement volumique (plus de détails seront donnés dans la section 3.3.5.2 page 88).

Ainsi, une loi de traction séparation doit etre caractérisée a partir d’essais numériques
ou expérimentaux représentatifs de 1’état de contrainte du cas considéré.

3.3.4.1 Les méthodes SIAM, travaux de Schwalbe, Scheider et Cornec [SCH 09,
COR 03]

La méthode s’applique a la déchirure ductile en mode I ou assimilée. Le terme
“assimilée” s’applique a la rupture de structures plates (d’épaisseur fine). En effet, dans
ce cas, la fissure propage dans un plan incliné a 45° (“slant fracture”) par rapport a
la direction de sollicitation. La rupture locale est due aux deux modes I et III. Cette
fissuration est modélisée, ici, par la séparation d’un élément cohésif dans la direction de
la traction.

La méthode consiste en la caractérisation des parametres Ty et [y de la loi de traction
séparation e) de la figure 3.5 page 73 définie par :

2
{2% — (8—81> } pour & < 91
T(S) =Ty 1 pour 01 <0< (3.22)
3 2
[2 <—85(;8522) -3 (—85*%22) + 11 pour &) < & < dy

ol 8; = 0.0018 et 8, = 0.758. La loi permet de dissiper une grande quantité d’énergie
en limitant la valeur du CTOD (cas d’une rupture ductile).

L’identification se passe en deux temps :
* Une premiere approximation expérimentale de Ty et 1.
* Une caractérisation plus fine par optimisation numérique.

Approximation expérimentale (figure 3.10 page suivante)

Pour une structure d’épaisseur non négligeable conduisant a une rupture dans un plan
normal a la direction de la sollicitation, la caractérisation est réalisée a partir de deux
essais.

La traction maximale 7j est déterminée a partir d’un essai de traction sur une éprou-
vette comportant un congé. Les résultats de 1’essai doivent fournir I’effort et la réduction
de section de I’éprouvette en fonction du temps. Une analyse éléments finis, non linéaire,
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F1G. 3.10: Méthode SIAM de caractérisation expérimentale des parametres d’une zone
cohésive ductile [COR 03]
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en grande déformation, est ensuite menée pour déterminer la contrainte principale maxi-
male au centre de I’éprouvette au moment de la localisation (diminution brutale de 1’effort
et du rayon de I’éprouvette). Cette contrainte sera égale a 7.

L’énergie cohésive 'y est déterminée par un essai de déchirure sur éprouvette CT en-
taillée. L’énergie cohésive est alors assimilée a la valeur de I'intégrale J au moment de
I’initiation de la fissure. Les procédures d’essai suivent les normes internationales stan-
dards ISO IS 12135 [NorO7] ou la procédure ESIS P3-09 [Nored]. A partir d’au moins
3 éprouvettes rompues, la valeur de I'intégrale J a I'initiation correspond a I’intersection
de la courbe J — Aa pour une avancée de fissure égale a la taille d’émoussement critique
SZW, (déterminée par microscopie électronique a balayage).

L’utilisation d’une telle approximation est criticable. En effet, la définition de
I'p ne correspond pas a J;. L’énergie cohésive rend compte du processus localisé de
décohésion alors que la valeur de J; contient une grande part d’énergie dissipée par
plasticité. Ainsi, cette approximation est raisonnable dans le cas d’une plasticité confinée
mais ne 1’est plus du tout dans le cas d’une plasticité étendue caractéristique de nos essais.

Si I’on considere une structure fine conduisant a une rupture inclinée, seule la valeur
de la traction maximale 7y est obtenue expérimentalement. Les essais de caractérisation
sont des essais de tractions sur éprouvette plate. La contrainte est supposée constante
dans toute la section de I’éprouvette, on obtient donc simplement 7j par le rapport entre
I’effort a rupture et la section vraie a I'instant de la rupture. La section doit donc étre
mesurée pendant la totalité de I’essai.

Optimisation numérique

A partir d’essais de déchirure, une optimisation numérique des parametres est ef-
fectuée. Pour qu’elle soit menée a bien, les données expérimentales doivent fournir les
courbes effort en fonction du déplacement (déplacement global, CMOD ou méme CTOD)
et des R-curves obtenues a partir du calcul de I’intégrale J ou de la mesure du CTOD.

Lutilisation des éprouvettes de traction comme les éprouvettes M(T) sont a prioriser
par rapport aux éprouvettes de flexion (CT...). En effet, elles permettent d’obtenir une
pente plus raide pour la R-curve. Elles seront donc plus sensibles a la variation des para-
metres de la loi de traction séparation.

Trois méthodes sont ensuite proposées :

* Une optimisation empirique par essai erreur : la plus communément utilisée mais
la plus lente.

* Une optimisation par minimisation de I’erreur a 1I’aide d’une méthode par gradient.

* Une optimisation a 1’aide d’un réseau de neurones.
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3. Modélisation de la rupture ductile

3.3.4.2 Détermination de I’énergie cohésive Iy a partir de la définition du taux de
dissipation d’énergie R au sens de Turner

La méthode précédente approxime I’y par J; ce qui n’est pas raisonnable si la plasticité
est étendue en pointe de fissure. Des méthodes de détermination expérimentale du taux
de dissipation d’énergie surfacique Iy que I’on retrouve dans la définition du taux de
dissipation d’énergie R d’un matériau ductile au sens de Turner (voir I’équation 3.14
page 73) peuvent étre trouvées dans la littérature. Comme nous 1’avons vu précédemment,
ce taux de dissipation d’énergie surfacique est la définition méme de I’énergie cohésive.

Détermination par mesure de I’état de surface du faciés de rupture [STA 00]

Stampfl et Kolednik (voir figure 3.11 page suivante) proposent de mesurer le facies
de rupture par microscopie électronique a balayage. La surface contenant une multitude
de cupules peut ainsi étre reconstituée en 3D par stéréophotogrammétrie. Ils proposent
ensuite de calculer le taux de restitution d’énergie surfacique Ry,r(=10) enI’assimilant a
une estimation de I’énergie de déformation calculée dans la process zone W), g, r ramenée
a la surface initiale A :

mAh), (A
Ryurf = ;ﬁ%i—z'/ <(%)dh (3.23)

ou A(h) est la section effective (sans comptabiliser les espaces vides des cupules) au
niveau de la hauteur h. Cette section est connue grace a la photogrammétrie. G est une
valeur moyenne de la contrainte estimée par :

5— g Pn)

g (3.24)

en utilisant 1’approximation ¢ = 6p€" pour la courbe contrainte déformation, qui com-
porte un exposant d’écrouissage n et une limite d’élasticité c.

Détermination expérimentale par I’Approche G, [MAR 99]

S. Marie introduit le taux de restitution d’énergie G,. Ce parametre peut s’interpréter
géométriquement a partir de I’énergie dissipée pour 1’extension Aa d’une fissure, sur une
courbe effort déplacement d’un essai de déchirure (voir figure 3.12 page 86). Il approxime
G au taux de restitution d’énergie surfacique I'y.

Pour une extension de fissure de a a a + Aa, si I’on décrit la propagation de la fissure
de facon discontinue par les deux phases suivantes :

* Une phase d’extension de la fissure a déplacement imposé constant. (A—B)

* Une phase d’endommagement a longueur de fissure constante : Le chargement

augmente progressivement jusqu’a ce que 1’énergie dissipée en pointe de fissure
conduise a la ruine du matériau (B—C).
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F1G. 3.11: M¢éthode de détermination du taux de dissipation d’énergie surfacique par

reconstitution de 1’état de surface du facies de rupture [STA 00]. a) Parametre du mo-

dele pour le calcul de I’énergie de déformation, b) reconstitution du facies de rupture par
stéréophotogrammétrie

S’il n’y avait pas eu de propagation, 1’état de la structure pour le déplacement corres-
pondant au point C serait représenté par le point D. Par différence entre les deux trajets,
I’énergie dissipée Uy, correspond donc a la partie plastique de 1’aire bleutée. Gz, peut
étre relié a 1’énergie dissipée entre les deux courbes force-déplacement stationnaires cor-
respondant aux deux longueurs de fissure considérées (voir figure 3.12).

Par ailleurs, Iinterprétation géométrique du produit JAa est représentée par la surface
toilée sur la figure 3.12. Ainsi on peut relier Gy, a la partie plastique de I’intégrale J par :

Gfr = Ad?l- (Jpl,a (5a+Aa) _Jpl7a (Ba)) s (3.25)

ou Aa représente la mesure sans dimension de I’extension de fissure considérée, J,; 4
la composante plastique de J calculée dans la configuration avant extension de fissure
et 0 le déplacement imposé. Les indices a et a + da font référence aux deux longueurs
de fissures considérées et représentent les états de la structure réelle pour ces deux fissures.

En interprétant I’intégrale de Ernst Jy; [ERN 92] a partir de G,, S. Marie propose de
déterminer expérimentalement G, par la pente de la courbe Jy ,; — Aa a partir d’essais
sur éprouvette CT entaillée :

G
JM,pl - ( 8];) Aa""JM,pl,amorcagey (3.26)
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F1G. 3.12: Interprétation géométrique de Gy, [MAR 99]

ou Aa correspond a 1’avancée de fissure, d, est une extension de fissure unitaire et
I plamorcage €St 1a valeur de la partie plastique de Iintégrale de Ernst a I'initiation de
la fissure.

3.3.4.3 Détermination de la forme de la loi de traction séparation complete a partir
de modéeles locaux [SIM 09, CAZ (09a]

F. Cazes et A. Simatos proposent de déterminer numériquement la forme complete de
la loi de traction séparation a partir de modeles d’endommagement (modele de porosité
de Rousselier [SIM 09]), modele plastique endommageable [CAZ (09a]).

Cette approche est basée sur I’hypothese que pendant la localisation, I’énergie dissipée
dans le probleme continu de référence doit €tre égale a 1’énergie dissipée par un modele
cohésif équivalent. A partir d’essais numériques simples, la loi de traction séparation peut
alors étre déterminée (voir figure 3.13 page suivante).

3.3.5 Lois de traction séparation plus évoluées

Une simple loi de traction séparation comportant les 3 parameétres oy, I'g et Ty n’est
pas forcément capable de reproduire la physique de la fracture process zone du maté-
riau considéré. Dans notre cas d’étude, d’un métal a haute température, au moins deux
phénomenes ne sont pas représentés par les lois décrites précédemment :

* La dépendance au temps. Nous avons vu dans la section 3.2.2.2 page 67 que la

formation et la croissance des cavités dans un métal a haute température (visco-
plastique) est dépendante du temps.
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F1G. 3.13: Détermination de la forme de la loi de traction séparation a partir de modeles
locaux [CAZ 09b]

* La dépendance au taux de triaxialité. Le processus de croissance de cavités est
dépendant de 1’état de contrainte de la fracture process zone.
En général, dans la littérature, pour répondre a ce type de problématique, la loi de trac-
tion séparation n’est plus simplement dépendante de la séparation mais d’autres variables
représentant le phénomene étudié :

T = f(£,8,8,&(x),...) (3.27)

avec t le temps, d la vitesse de séparation et &;(x) des variables dépendant de la position
(la température...).

Une méthode simple pour prendre en compte ces dépendances est de rendre dépendant
les paramétres caractéristiques de la loi de traction séparation, Ty et /ou Iy.

3.3.5.1 Dépendance au temps

A notre connaissance la rupture des métaux a haute température n’a pas été investi-
guée par des modeles cohésifs. Par contre, la rupture des polymeres vitreux (exemple de
matériaux visco-€lastoplastiques) I’a fréquemment été. On peut citer le travail d’Estevez
et al [EST 00] qui proposent une loi complexe mais physiquement fondée caractérisant
les phénomenes d’initiation de craquelures et d’élargissement des fibriles jusqu’a une
taille critique.

De fagon plus pragmatique, I’approche la plus simple pour prendre en compte la dé-
pendance au temps de la loi de traction séparation, est de séparer la loi en deux termes,
I’un dépendant de la séparation et 1’autre de la vitesse de séparation :

T = fi(8)+ f2(9), (3.28)

ou

T =g1(8)g2(9), (3.29)
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3. Modélisation de la rupture ductile

Une loi cohésive de ce type a été proposée par [COS 97] pour simuler la propagation
dynamique d’une fissure dans un matériau élastique.

T=Ty+nd (3.30)

3.3.5.2 Dépendance au taux de triaxialité

Dans le cas des métaux, nous avons vu que le modele cohésif est une condensation
d’un processus d’endommagement intrinsequement volumique en un modele surfacique.
En effet, le processus d’amorcgage, de croissance et de coalescence de cavités dépend de
I’état de contrainte en volume (caractérisé par la triaxialité). Dans le modele de zone co-
hésive, I’état de contrainte 3D (6 composantes pour les métaux homogenes isotropes) est
condensé en une traction surfacique (3 composantes). Il en résulte une perte d’information
critique dans le cas des métaux.

Cette remarque est, par ailleurs, transposable a tous les modeles de rupture surfa-
ciques (extension de la LEFM au cas de la rupture ductile, modele Gy,...), et explique les
problémes de transférabilité rencontrés lors de 1’utilisation de ces méthodes.

Ainsi, plusieurs auteurs proposent de rendre dépendants au taux de triaxialité les pa-
rametres Ty et I'g (voir figure 3.14).

Comme les €léments cohésifs ne permettent pas intrinsequement de calculer le taux de
triaxialité local, Siegmung [SIE 00] propose de le déterminer a partir des éléments voisins
a I’élément cohésif considéré (voir figure 3.15).

Chen [CHE 05], lors de 1a modélisation de la déchirure d’une éprouvette CT, fait varier
les parametres 1y et Tp en fonction de la position des éléments en postulant par avance la
carte spatiale du taux de triaxialité.
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F1G. 3.15: Méthode de Détermination du

taux de triaxialité utilisée par Siegmund
[SIE 00]

F1G. 3.14: Dépendance de Ty et Iy au taux
de triaxialité [SIE 00]
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Conclusion

3.3.6 Bilan

Les modeles cohésifs sont des modeles simples et tres performants pour la simulation
de la rupture de nombreux matériaux.

Par rapport aux modeles dérivés de la mécanique linéaire de la rupture, ils permettent
de simuler le passage de la localisation a la propagation car ils décrivent phénoménologi-
quement la fracture process zone par I’intermédiaire d’une loi de traction séparation.

Leurs avantages par rapport aux modeles locaux résident plutdt dans leur facilité de
mise en oeuvre, dans leur indépendance a la taille de maille et dans leur performance au
niveau des temps de calcul.

De nombreux auteurs les ont utilisés pour simuler la propagation de fissure dans les
métaux. Cependant, le modele comporte les mémes limites que les modeles surfaciques
dérivés de la LEFM. La transférabilité d’une loi de traction séparation, déterminée a partir
d’un essai mécanique, n’est plus valide si le chargement mécanique n’est pas équivalent.
En effet, le mécanisme local d’amorcage, de croissance et de coalescence de cavités est
un phénomene volumique qui ne peut étre représenté de facon complete par une approche
surfacique. Quelques auteurs ont cependant proposé des méthodes pour remédier a ce
probléme.

3.4 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons présenté une synthese ciblée de la rupture des métaux par
cavitation (des températures ambiantes aux températures conduisant a un comportement
viscoplastique du matériau).

Les phénomenes locaux d’endommagement qui induisent la rupture ont été détaillés.
Ces phénomenes ont été modélisés finement a partir d’approches locales qui, bien que
tres performantes, sont malheureusement tres coliteuses en temps de calcul. Ainsi, elles
constituent un trés bon outil de laboratoire mais leur utilisation dans le cadre d’une
structure industrielle reste encore utopique.

Vis a vis de notre problématique d’accident grave, nous devons étre capable de
simuler le processus de rupture de la localisation des déformations sur un défaut a
I’initiation et la propagation d’une fissure dans un métal a haute température. L’ approche
C* ne permet de simuler que la propagation de fissure a partir d’une préfissure dont la
taille est grande par rapport a la process zone. Nous nous sommes donc dirigés vers
des modeles cohésifs qui sont une solution simple et économique en temps de calcul
permettant de rendre compte de la totalité du processus de rupture.

L’initiation et la propagation d’une fissure sont représentées comme des processus
dissipatifs continus. En effet, la fracture process zone est idéalisée par deux surfaces
initialement confondues qui se séparent. Une traction s’oppose a cette séparation et
permet ainsi de dissiper de 1’énergie. Cette énergie correspond a I’énergie de rupture. Les

phénomenes locaux d’endommagement de la fracture process zone sont, par conséquent,
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3. Modélisation de la rupture ductile

modélisés macroscopiquement par une loi de traction séparation. La rupture est simulée
par la perte totale de cohésion des deux surfaces qui a lieu pour une certaine séparation
critique. Les deux surfaces symbolisent alors les levres de la fissure.

Ces modeles sont communément utilisés pour la simulation de la rupture des métaux
a température ambiante. Un des points clés de leur utilisation réside dans notre capacité
a déterminer des lois de traction séparation représentatives des phénomenes dissipatifs
mis en jeu. La forme de la loi de traction séparation est usuellement considérée comme
étant de seconde importance. Ainsi étant donné une forme de loi de traction séparation,
les parametres qui la caractérisent sont la traction maximale, la séparation critique et le
taux de dissipation d’énergie surfacique. Seuls deux parametres sur les trois doivent étre
déterminés. Plusieurs méthodes de détermination ont été€ proposées (a partir d’essais de
tractions et de déchirure couplés a une analyse numérique, Gy,, a partir de la mesure
du facies de rupture, a partir d’'un modele d’endommagement non-local). Cette derniere
approche parait €tre, par ailleurs, des plus prometteuses.

Dans notre recherche, le matériau est viscoplastique, et le processus d’endommage-
ment localisé est lui aussi dépendant du temps. La rupture des métaux a haute température
par des modeles cohésifs n’a pas €té investiguée a notre connaissance. Cependant, des
lois de traction séparation dépendantes du temps ont déja été utilisées et fournissent ainsi
quelques pistes.
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Chapitre 4

Propagation stable de fissure dans un
acier a 900°C : Expérimentation et
simulation a I’aide d’éléments cohésifs

3D en grands déplacements
[TAR 09a, TAR 09b].
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Introduction

4.1 Introduction

Dans ce chapitre, nous proposons d’étudier 1’initiation et la propagation quasistatique
(et stable) de fissure en mode I dans I’acier de cuve (16 MNDS5) a 900°C [KOU 08]. Cette
étude a fait ’objet d’essais de fissuration sur éprouvette CT entaillée (side grooves CT
specimen) [MAT 06]. Une simulation numérique de ces essais est proposée a 1’aide d’un
modele éléments finis 3D dans le code de calcul abaqus6.6-1 [aba]. L’initiation et la pro-
pagation de la fissure sont modélisées a 1’aide d’éléments cohésifs surfaciques en grands
déplacements et grandes déformations.

Le role des modeles de zone cohésive est de refléter les effets mécaniques de la frac-
ture process zone en pointe de fissure. La zone est modélisée par deux surfaces initiatia-
lement coincidentes. Pendant le chargement, les deux surfaces se séparent jusqu’a déco-
hésion totale. Elles simulent alors les levres de la fissure. Une loi de traction-séparation
contrOle la traction reliant les deux surfaces en fonction de leur séparation et modélise
ainsi les phénomenes de rupture associés au matériau étudié.

En ce qui concerne les métaux, peu d’études ont été réalisées a 1’aide d’élé-
ments cohésifs dans une formulation 3D [COR 03, ROY 01] et en grandes déformations
[CHE 05, ROY 02, ORT 99]. Chen et al. [CHE 05] ont cependant montré, lors d’une ana-
lyse de la déchirure d’éprouvettes CT, qu’une simulation en déformation plane n’est pas
capable de reproduire 1’état de triaxialité de la fracture process zone, en pointe de fissure,
obtenu au niveau de la section moyenne du modele 3D pour une loi de traction séparation
identique. Il en résulte que les deux formulations ne prédisent pas la méme propagation
de fissure. On en déduit qu’une analyse 3D est nécessaire. Par ailleurs, la forte ductilité
de notre matériau a haute température nécessite 1’utilisation d’une formulation en grandes
déformations et grands déplacements.

Il est communément admis que 1’énergie et la contrainte cohésive sont les seuls pa-
rametres influants pour caractériser la propagation de fissure dans un matériau ductile.
Quelques auteurs ont mis en doute cette hypothese [LI 03, JIN 05, SCH 09]. Nous allons
montrer que dans notre cas (Matériau a 900°C, viscoplastique et fortement ductile) la
forme de la loi de traction séparation influence de facon non négligeable la propagation.

La section 1 présente les essais sur éprouvettes CT. Le matériau, la géométrie d’éprou-
vette, I’instrumentation et les résultats sont décrits.

Dans la section 2, le modele de zone cohésive est proposé. La formulation 3D en
grands déplacements des éléments cohésifs est détaillée. Nous argumentons aussi la mo-
dification de la forme de la loi de traction séparation de Tverggard et Hutchinson vis a vis
du comportement visqueux du matériau.

Le modélisation des essais est ensuite abordée dans la section 4.

La section 5 présente les résultats optimaux de fittage de la loi de traction-séparation
pour reproduire les essais. A partir de ce résultat, différentes hypotheses sur les choix
de simulation et sur la loi de traction séparation (nécessité d’introduire une viscosité,
dépendance au taux de triaxialité) sont validées.

La section 6 démontre que dans le cadre des essais de déchirure d’une éprouvette
CT20, a haute température (900°C), la forme de la loi de traction séparation a une in-
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fluence non négligeable localement, dans la fracture process zone, mais aussi sur la ré-
ponse globale des essais de déchirure.

4.2 Matériau et Expérimentation

Le matériau étudié est un acier I6MNDS de nuance “Krakatoa” dont 1’analyse chi-
mique est reportée dans le tableau 4.1.

Les essais ont été effectués au CEA Saclay par P. Materon [MAT 06] dans 1’optique
de déterminer la valeur de I'intégrale J a I’initiation J; et la valeur de Gy, pour la
propagation. La méthode utilisée est explicitée dans la section 3.3.4.2 page 84).

C Si Mn | P|S| Ni | Cr | Mo |V |Cu| Co Fe
140 | 160 | 1310 | 10 | 7 | 790 | 190 | 490 | 7 | 50 | 10 | balance

TAB. 4.1: Analyse chimique de I’acier de cuve 16MNDS5 nuance “Krakatoa” en millieme
de % massique [MAT 06]

L’éprouvette a une géométrie hors norme (figure 4.1), basée sur une CT20 : certaines
dimensions ont été¢ augmentées pour diminuer 1’effet de striction a haute température. Des
entailles latérales ont été réalisées pour se rapprocher d’un état de déformations planes.
Une préfissure dont le profil est décrit dans le tableau 4.2 est obtenue par fatigue.

Epaisseur (mm) 00 | 25|50 |75 100|125 15 |17.5| 20 | 225

25

Préfissuration (mm) | 3.39 | 245 | 2.23 | 2.16 | 2.12 | 2.15 | 2.11 | 2.13 | 2.20 | 2.47

3.57

TAB. 4.2: Profil de préfissure référencé par rapport a 1’entaille initiale [MAT 06]

“
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FI1G. 4.1: Géométrie de I’éprouvette [MAT 06]

Les essais sont menés sous vide primaire dans un four composé d’une enceinte étanche
a double paroi refroidie par circulation d’eau. La température est controlée a I’aide d’un
thermocouple de type B, son homogénéité est mesurée a 1’aide de trois thermocouples de
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type K. Le chargement en température est d’abord appliqué 2 une vitessse de 1200°C.A2~!
jusqu’a 900°. Durant cette phase, la valeur de I’effort est constante et compense la dépres-
surisation.

Pour I’essai de déchirure proprement dit, le pilotage en déplacement est imposé a
Smm.min~! pour éviter autant que possible toute relaxation de 1’effort. La consigne en
déplacement est stoppée a 15mm de déplacement du vérin. L’effort et le déplacement sont
mesurés a 1’aide des capteurs de la machine.

La propagation de la fissure est déterminée a partir d’un suiveur de fissure. Il injecte
un courant dans I’éprouvette via des fils soudés et permet de mesurer une différence de
potentiel de part et d’autres du défaut. La propagation d’une fissure conduit a une réduc-
tion de section qui se caractérise par une élévation de la résistance électrique et donc de la
DDP [SCH 81]. Cette méthode a été calibrée lors d’essais préliminaires réalisés pour dif-
férentes valeurs finales de déplacement du vérin. Par ailleurs, le signal obtenu est bruité.
Il est post-traité par I’intermédiaire d’un lissage linéaire. Dans notre cas, ce lissage se fait
a partir d’une avancée de fissure de 2mm. Les résultats a I’initiation et au début de la
propagation ont donc été extrapolés.

Les essais ont été doublés. Ils présentent des courbes effort-déplacement et avancée
de fissure similaires. La figure 4.2 illustre les résultats d’un essai. La figure 4.3 montre la
déformée et le facies de rupture a la fin de I’essai.

Time (s)
0 20 40 60 80 100 120 140 160 180
7000 T T T T T T T T — 7
Force
vy Crack’s progression -«
6000 Raa = 6
5000 / “"M\ 5 £
— kel
Z 4000 / 4 2
[0} o
g g
£ 3000 3 5
K%
X
2000 e 2 5
1000 1
0 0
0 2 4 6 8 10 12 14

Load line displacement (mm)

F1G. 4.3: Eprouvette déformée
FI1G. 4.2: Courbe effort et avancée de la fissure en en fin d’essai

fonction du déplacement imposé

A partir des mesures réalisées et en utilisant les regles de I’annexe A16 du RCC-MR
[AFC 02], les évaluations de I’intégrale J a I’amorcage ainsi que du parametre énergétique
Gy sont :

_ -2
{ Ji = 125kJ.m @1

Gyr = 47kJ.m™>

On peut noter que 1’ utilisation de formules adaptées a des matériaux élastoplastiques (pour
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4. Simulation de la fissuration dans un acier a 900°C a I’aide d’éléments cohésifs

la séparation de I'intégrale de Ernst en une partie élastique et une partie plastique) afin de
caractériser un matériau viscoplastique peut étre discutable.

4.3 Modele de zone cohésive

[’élément cohésif ainsi que sa loi de traction sé€paration sont implémentés dans une
subroutine fortran User Element du code de calcul abaqus standard.

4.3.1 Principe des travaux virtuels en grands déplacements

Un solide est soumis 2 I’instant t 2 des efforts surfaciques F sur 0B ,, et 4 des déplace-
ments impos€s W;y,, sur an oxr- 11 st traversé par une surface cohésive S; ., (figure 4.4).
SiI’on néglige les termes relatifs aux forces volumiques et a I’inertie et si la configuration
de référence correspond a la configuration a I’instant t du solide, le principe des travaux
virtuels s’écrit :

fB+uB* T : D(Au*)dv + fs " t.3(Au*)ds = faBl F.Au*ds
! ! tco I ext 40
avec Au* € Uyq = {M cU:u |aB,2exf: Wimp 4.2

ou d représente la séparation dans la zone cohésive, D le tenseur de taux de déformation,
T le tenseur des contraintes de Cauchy.

St coh

FI1G. 4.4: Probleme de référence

4.3.2 Formulation des éléments cohésifs surfaciques en grands dé-
placements et grandes déformations

Initialement sans épaisseur, 1’élément isoparamétrique et bilinéaire d’interface com-
porte 8 noeuds et 4 points d’intégration. Les noeuds sont répartis en deux surfaces de 4
noeuds qui représentent une partie des levres inférieures et supérieures de la fissure en
cours de décohésion.

Le mouvement des parties supérieures et inférieures de la partie volumique induit
un déplacement des noeuds de 1’élément d’interface. Seuls les déplacements relatifs qui
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Modele de zone cohésive

représentent les trois modes de ruptures sont pris en compte dans la formulation. Nous
nous concentrons ici sur le seul mode I (ouverture), mode de sollicitation des essais. Ils
génerent une traction qui s’oppose a leur développement. Cette traction est pilotée par la
loi de traction-séparation décrite dans la section suivante.

Dans une formulation en grands dépacements et grandes déformations, le choix de la
surface de référence est primordiale pour caractériser le mode de séparation de 1’élément
(voir section 3.3.3.2 page 79). Pour définir le repere local de séparation, Ortiz et Pandolfi
[ORT 99] proposent d’utiliser la surface médiane S; calculée a partir de la position des
noeuds des surfaces supérieures et inférieures. Par ailleurs, la formulation en grandes
déformations permet de tenir compte de la diminution de surface due a la striction des
éléments continus lors de I’avancée de la fissure.

F1G. 4.5: élément d’interface dans sa configuration initiale (a), sa configuration déformée
(b) et caractérisation de la séparation de deux noeuds dans la configuration déformée (c)

La figure 4.5 montre la géométrie de 1’élément. Les noeuds 1-4 sont attachés a
la surface inférieure de 1’élément alors que les noeuds 5-8 sont attachés a la surface
supérieure. Les deux surfaces sont initialement confondues. Chaque noeud a 3 degrés de
liberté en translation.

Les déplacements des noeuds de 1’élément dans le repére global (U,V,W) peuvent
étre décrits par un vecteur U de taille 24 ou I’indice représente le noeud considéré :

Unyx1 = (U, Vi, Wi, ..., U, Vg, W)™ . (4.3)

Le calcul de la séparation en tout point de I’élément est associé a un repere local de
référence attaché au centre du plan médian de 1’élément dans sa configuration déformée
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4. Simulation de la fissuration dans un acier a 900°C a I’aide d’éléments cohésifs

(figure 4.5). Ce repere de référence (&,1,() est déterminé par rotation R, du repere
global. { est la normale a ce plan moyen et § et 1 les deux vecteurs tangents :
(§7n7C)T :R:Z;XS(UuVaW)T' (44)

Nous pouvons alors déterminer la valeur de la séparation relative §1; des surfaces en
chacun des 4 points de Gauss G de coordonnées (§g,1,) dans le repere local de I’élément :

d12x1(Eg,Mg) =
( N (G MR 5, —Aa(EgMe)RE, 5, —A6(EgMe) R 3, —Na(Eg,Me)RY, 3, )U24 |
Ni(Geme)R, 3 Ao(EeMRE 5 AG(Eemg)RE s, AG(Egmg)R], 5 )

Bujzzt(ﬁg,ﬂg)-

4.5)

Les fonctions A correspondent aux 4 fonctions d’interpolations bilinéaires polyno-

miales usuelles exprimées dans le repere local de 1’élément. Il est a noter qu’on aurait pu
aller plus loin et définir un repere local a chaque point de Gauss.

Le vecteur traction ty>, peut alors étre calculé au point de gauss a partir de la loi de
traction séparation C présentée dans le chapitre suivant :

tinx1 = C.012x1. (4.6)

Apres linéarisation du principe des travaux virtuels (eq. 4.2 page 96) et une discréti-
sation par une méthode éléments finis, le calcul des forces internes est écrit sur la confi-
guration de fin de pas n+ 1. Appelons J le jacobien permettant de passer des coordonnées
locales propres a I’élément (domaine [0) aux coordonnées cartésiennes.

F= B,{thﬂds:/DB,{thHJanD. (4.7)

St coh
En utilisant une méthode de Gauss pour I’intégration numérique, on obtient les forces
nodales :

Faax1 = Sn1 ), 0By 1 (&g Me)tas1(Eg,My), (4.8)
8

ou § représente la surface de I’élément et ®, le poids d’intégration du point de Gauss g.

La matrice de raideur tangente Kr s’écrit :

Kt = : B,{HDTBans:/DB,{HDTBMJanD, (4.9)
t coh
. dt
Kr24%04 = Snt1 Z(’)anJrl(&g»ﬂg)%n+l<§g7ng)Bn+l (E.ag;ng)- (4.10)
8
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Modele de zone cohésive

Dans cette matrice, Dt est la loi de comportement tangente qui relie le taux de
contrainte au taux de déformation. L’expression de Kt donnée ici est une version allé-
gée valable uniquement en petites déformations et en petites rotations. Cette définition
suffit pour le cas considéré dans cette recherche ou la zone cohésive reste dans le plan de
symétrie et ne tourne pas.

4.3.3 Loi de traction séparation

La loi de traction séparation représente, a une échelle macroscopique, les phénomenes
dissipatifs conduisant a la décohésion totale des levres de la fissure dans la fracture pro-
cess zone, en pointe de fissure. Dans le cas de la rupture d’un métal, la loi de traction
séparation représente donc les phénomenes locaux de nucléation, croissance et coales-
cence de cavités.

La forme de la loi de traction-séparation n’est a priori pas connue. Tvergaard et Hut-
chinson [TVE 92] ont proposé la loi décrite dans la figure 4.6(a). Cette loi est relativement
simple (4 parametres), et cohérente avec une déformation irréversible de la loi cohésive
et une plasticité parfaite du matériau qui I’entoure.

t t to
tmam
31
5l 11N
Ty = [ tds
1
o= [,°tdd
0 5 5
61 52 50 51 (52 (5(:
(a) Tvergaard et Hutchinson (b) Modifiée

FI1G. 4.6: Lois de traction séparation

Les mémes auteurs ont montré que, dans le cas d’un matériau élasto-plastique non
visqueux, la forme globale de leur loi n’a que peu d’influence sur la propagation de la
fissure. Seuls les deux parametres, la traction maximale t,,,, et le taux d’énergie dissi-
pée lors de la décohésion des deux surfaces I’y ont une influence (voir annexe L page 279).

Dans notre recherche, le comportement du matériau dépend fortement de la vitesse
de déformation du fait de la température (900°C). En conséquence, le comportement de
I’interface devrait étre visqueux. Cependant nous ne disposons que d’essais pour lesquels
la vitesse de déformation est constante. Le modele de zone cohésive sera donc élastoplas-
tique sans dépendance a la vitesse d’ouverture.

Les vitesses de déformation augmentent et provoquent un renforcement des proprié-
tés mécaniques du matériau du fait de la singularité. Ce renforcement est cependant atté-
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4. Simulation de la fissuration dans un acier a 900°C a I’aide d’éléments cohésifs

nué par ’endommagement dans la région proche de la pointe de fissure. Pour en rendre
compte simplement au niveau de la zone cohésive, nous avons modifié la loi de compor-
tement de Tvergaard et Hutchinson par 1’ajout d’une pente durcissante comme le montre
la figure 4.6(b) page précédente.

Par ailleurs, le mode de fissuration de 1’éprouvette CT est un mode I. La mixité n’a
donc pas été implémentée. Les déplacements parasites en mode mixte sont controlés a
I’aide d’une simple raideur élastique et n’affecte aucunement la réponse en mode I.

L’interface est considérée comme rompue lorsqu’elle perd toute cohésion. La sépara-
tion est alors supérieure a J,.

4.4 Modele éléments finis

4.4.1 Maillage et conditions aux limites

Le maillage de I’éprouvette CT est représenté sur la figure 4.7 page suivante (au total :
environ 46000 éléments).

Les éléments continus sont des éléments “brick” a intégration réduite (8 noeuds et
1 point d’intégration). Les raccords entre taille de maille et les raccords au niveau des
congés de 1’éprouvette sont effectués a I’aide d’éléments “Wedge” (6 noeuds et 2 points
d’intégration).

Les éléments de la zone cohésive sont disposés de telle sorte qu’ils suivent le profil de
la pré-entaille. La surface est quadrillée par 43 éléments dans la direction de la propaga-
tion et 20 dans la direction du front (860 éléments). Deux noeuds en vis-a-vis, au niveau
de la position centrale de la pré-entaille sont bloqués en déplacement dans le sens de la
propagation (Uy).

Les goupilles sont modélisées par des éléments coques rigides dont le point de ré-
férence est situé sur ’axe de la goupille. Les rotations des goupilles, autres que celles
suivant leur axe (U,), et la translation suivant leur axe ne sont pas permises. Le déplace-
ment u(¢) de ’axe de chaque goupille est imposé a 2.5mm.min~! suivant la direction de
la traction (U3). Le plan médian de la zone cohésive reste donc orthogonal a (Us) et ne
subit aucune rotation (cf section 4.3.2 page 96).

4.4.2 Procédure de calcul

Le calcul est effectué en quasi-statique mais la vitesse de chargement est respectée
afin de bien prendre en compte les pénomenes visqueux associés au matériau.

La sous-intégration des €éléments continus provoque des modes de dépacements
“hourglass”’[BEL 00] au niveau des éléments adjacents a la zone cohésive. Ces modes
de déplacement peuvent perturber la propagation de la fissure. En effet ils provoquent
la formation de sillons dont I’amplitude augmente avec le chargement. On a choisi une
stabilisation de ces modes Hourglass en raideur.
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F1G. 4.7: Maillage et conditions aux limites

4.4.3 Loi de comportement des éléments continus

Le comportement du matériau est fortement dépendant de la vitesse de déformation du
fait de la température (900°C). Cette dépendance est prise en compte par la donnée, a dif-
férentes vitesses de déformation logarithmique, d’un nuage de courbes élasto-plastiques
a écrouissage isotrope. Le code de calcul réalise une interpolation linéaire pour définir le
comportement aux vitesses de déformations non connues.

Le module d’élasticité E du matériau ne dépend pas de la vitesse de déformation et
vaut a 23466MPa.

Les caractéristiques élastoplastiques, prises dans la modélisation, sont données dans
le tableau 4.3 page suivante et dessinées sur la figure 4.8 page 103. Des remarques sur la
validité de la modélisation du comportement du matériau seront apportées en annexe L
page 279.
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Vitesses de déformation logarithmique (s~1)
1.E-5 5.E4 1.E-3 5.E-3
s;’q cgq €eq Oeq €eq Oeq €eq Ceq

0.000 1993 | 0.000 |3533| 0.000 |41.01 0.000 46.81
1.422E-3 | 22.73 | 2.050E-3 | 43.17 | 6.778E-3 | 50.63 | 9.320E-3 | 63.86
3.147E-3 | 26.13 | 2.232E-2 | 52.58 | 2.522E-2 | 59.64 | 1.647E-2 | 71.08
5.699E-2 | 29.21 | 4.655E-2 | 58.52 | 5.294E-2 | 66.12 | 3.218E-2 | 79.17
1.001E-1 | 29.93 | 7.119E-2 | 62.29 | 7.998E-2 | 71.08 | 4.686E-2 | 84.37
3.000E-1 | 29.93 | 9.334E-2 | 64.59 | 1.096E-1 | 75.6 | 7.521E-2 | 91.88
1.067E-1 | 66.32 | 1.438E-1 | 79.55 | 1.139E-1 | 98.53
3.000E-1 | 66.32 | 1.733E-1 | 82.21 | 1.738E-1 | 105.18
3.000E-1 | 85.17 | 1.904E-1 | 106.33
2.500E-1 | 107.49
3.000E-1 | 107.49

¢ Contrainte (Cauchy) de von Mises (MPa)
° Déformation (logarithmique) plastique cumulée

TAB. 4.3: Partie plastique du comportement des éléments continus

4.4.4 Loide comportement de ’interface

Pour les simulations, certains parametres caractérisant la forme de la loi de traction
séparation, donnée sur la figure 4.6(b) page 99, sont fixés.
Le paramétre §; est choisi de tel sorte que :

h E

En effet, quelques auteurs ont montré les limites de la validité d’une loi de traction-
séparation comportant une traction initiale nulle [JIN 05, CHA 06]. Les modeles de zone
cohésive avec une réponse initiale élastique prédisent un comportement a fissuration qui
dépend du maillage et est donc différent des modeles possédant une raideur initiale infinie
[JIN 05]. Nous ne pouvons pas nous affranchir de ce type de loi du fait du solveur uti-
lisé par abaqus (Newton Raphson). Cependant, nous avons minimisé€ son influence par le
choix d’une raideur la plus grande possible par rapport a celle de 1’éprouvette en volume
(limite de convergence). Par ailleurs, le fait de forcer le passage de la fissure par une seule
zone cohésive, réduit les effets non désirables de ce type de loi.

La valeur de 9, est choisie d’apres Cornec et al. [COR 03] :

6, = 0.758, (4.12)

Dans ces conditions, la valeur de 8, peut étre calculée a partir du choix des 3 autres
parametres t1, t,17 :
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Nous allons maintenant étudier I’influence des parametres #; et t, sur la simulation de
rupture.

(4.13)

4.5 Simulation des essais

Nous présentons, dans cette section, la meilleure simulation des essais qui corres-
pond au choix des parametres suivant : I'g = G, = 47000/ / m? (paramétre déterminé par
I’expérimentation, cf section 4.2 page 94), t; = 164.52MPa, t, = 197.43MPa. La loi de
traction séparation correspondante est représentée sur la figure 4.9.
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F1G. 4.9: Loi de traction séparation
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4.5.1 Comparaison avec les résultats d’essais

Les courbes globales effort-déplacement et avancée de fissure-déplacement montrent
une tres bonne concordance avec les résultats expérimentaux (figure 4.10 page suivante).
La différence entre la simulation et 1’essai, au début de la propagation de fissure, résulte
de la simplification des résultats expérimentaux (cf section 4.2 page 94).

4.5.2 Résultats en termes énergétiques, validation du controle des
modes de déplacement hourglass

La figure 4.11 page suivante montre la répartition de 1’énergie interne au cours de
la propagation. Deux échelles sont utilisées pour rendre la lecture plus aisée. Les lignes
utilisent 1’échelle de gauche et les points I’échelle de droite. La principale source de dis-
sipation d’énergie est inélastique en volume (88.9% de I’énergie interne a la fin du calcul)
alors que 1’énergie dissipée pour la création des levres de la fissure dans la zone cohésive
ne représente que 9.3% de I’énergie interne a la fin du calcul. Par ailleurs, on peut remar-
quer que I’énergie utilisée pour le contrdle des modes “Hourglass™ est négligeable devant
I’énergie dissipée dans la zone cohésive (~0.4% de 1’énergie interne a la fin du calcul) ce
qui conforte I’utilisation de ce mode de contrdle dans le cas de notre simulation.

La figure 4.12 page ci-contre montre la répartition du taux de dissipation d’énergie
R au cours de la propagation. Le calcul numérique est effectué par fittage des courbes
de I’énergie inélastique dissipée en volume Upyy et de I’énergie dissipée dans la zone
cohésive Uczys en fonction de 1I’avancée moyenne de la fissure a. La largeur de 1’avancée
de fissure considérée est approximée a 1’épaisseur initiale de I’éprouvette B; (25mm dans
la zone utile) :

1
(dUUN +dUCZM) 4.14)

R=—
B; da da

Nous pouvons vérifier que le taux d’énergie dissipée dans la zone cohésive correspond
bien a I'y dans la partie stationnaire de la propagation.

4.5.3 Validation de ’hypothese de vitesse d’ouverture constante dans
la simulation de I’essai

La vitesse de séparation des levres de la fissure est calculée par moyennage sur les
points de gauss, situés sur une ligne dans la direction de la propagation (= Uj), au niveau
de la position médiane de la largeur de 1I’éprouvette. Seuls les points de Gauss compor-
tant une séparation comprise entre % < 8 < J, sont pris en compte dans le calcul. La
figure 4.13 page suivante montre que la valeur de la vitesse de séparation est constante
durant la totalité de 1’essai (2.1072 < V < 4.1072). Il n’est donc pas nécessaire d’utiliser
une loi de traction séparation visqueuse pour mener a bien la modélisation de cet essai.
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4.5.4 Loi de traction séparation dépendant du taux de triaxialité

Il a été démontré que le processus local de nucléation, croissance et coalescence de
vide, propre a la rupture ductile, est dépendant de 1’état de contrainte [GUR 77]. La me-
sure du taux de triaxialité H est appropriée pour rendre compte de ce phénomene. Il est
calculé a partir de la contrainte moyenne G,, et de la contrainte équivalente de Von Mises
G:

H= GTm (4.15)
g

Dans les travaux de Siegmund et Brocks [SIE 00], la loi de traction séparation de la
zone cohésive dépend du taux de triaxialité. Le taux de triaxialité est supposé égal a celui
de la couche adjacente des éléments continus. Les parametres taux de dissipation d’éner-
gie surfacique et contrainte maximale sont alors modifiés. A partir d’une analyse 2D en
déformation plane, Siegmund et Brocks ont montré que dans le cas d’une éprouvette CT
(high constraint specimen), il n’est pas nécessaire de prendre en compte cette dépendance.
Ce résultat n’est plus admissible pour des éprouvettes MT (low constraint specimen).

Cependant Chen et al. [CHE 05] ont montré lors d’une analyse 3D sur des éprouvettes
CT10, que la variation du taux de triaxialité le long du front de la fissure, dans I’épaisseur
de I’éprouvette, doit etre pris en compte pour représenter correctement la propagation de
la fissure et en particulier I’effet tunneling.

Nous avons effectué les calculs de taux de triaxialité pour notre géométrie d’éprou-
vette (side groove CT 25). La figure 4.14 page précédente montre le taux de triaxialité
maximum calculé au niveau des points de gauss de la couche supérieure des éléments
continus adjacents a la zone conhésive. La figure 4.15 page précédente illustre la position
des points de Gauss correspondants et la position du front de fissure dans le plan (U1,U2)
(figure 4.7 page 101). Le taux de triaxialité est constant sur 80% de la largeur de notre
éprouvette contre 50% dans le cas de 1’éprouvette CT10 calculé par Chen et al. Par consé-
quent, nous avons choisi de ne pas faire dépendre la loi de traction séparation au taux de
triaxialité.

4.6 Dépendance a la forme de la loi de traction sépara-
tion

Comme nous I’avons dit dans la section 4.3.3 page 99, pour un matériau ductile, il
est communément admis que seuls le taux de restitution d’énergie surfacique I'y et la
contrainte maximale #, influencent la propagation de la fissure.

Cependant, il a été nécessaire pour la simulation des essais d’ajouter une pente sup-
plémentaire a la loi de tration-séparation développée par Tvergaard et Hutchinson. Nous
allons donc étudier I'influence de cette pente sur les résultats de propagation pour une loi
de comportement des éléments continus identique sans changer les valeurs de Iy et 7;.
Nous montrons les résultats pour 3 valeurs de ¢;. Les lois de traction-séparation corres-
pondantes sont représentées sur la figure 4.16 page ci-contre.
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Dépendance a la forme de la loi de traction séparation

Position of the crack’s tip a (mm)

= 2 4 -
To=50,000 J.m ™2, t, = 183MPa 3 4 5 6 7 s 9 10
4 20
200 Rty =107 s =
Unrecoverable _ 2
180 i . CZM ©
e " ty =150 s 2
160 o e E =183 wwum | 45 E
© S
140 =] z
—_ ~ 2
© o @
% 120 © %
= c 10 >
< 100 = =
2 = S
3 = s
S 80 a °©
= 3 s
60 ) 5§
o
3
40 il g
Case 1:t; =107 MPa S
20 Case2:t;=150 MPa - : ]
Case 3 :t; = 183 MPa - LN 0 0
0 - 1.5 2 25 3 35 4
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 Ratio between the current and initial positions of the crack’s tip a/a;

Séparation (mm)

F1G. 4.16: Etude de I’influence de la se- FIG. 4.17: Influence sur la ténacité (I'yp =

conde pente de la loi de traction séparation 50kJ.m™2, t, = 183MPa)
7000 @ A 9 20
6000 5 o 18 150

5000 i/ T % £ 100
/ / SREE - g
. X [u]
- = 3
S 4000 e P s %
Y \Kx ¥ o s
I} ) w0 ) S
& 3000 ” o pg 4 5 g 0
¥ o o £
/ ™ {3 P
2000 Vi G -50
Nalw {2
S FPZuze2
1000 e t, =107 -1
e T 1y e I
e 1y =150 -ooee
e ty =183 -x FPZize1
0 . . o -150
0 2 4 6 8 10 12 14 16 0 5 10 15 20
Load line displacement (mm) U1 (mm)

Fi1G. 4.18: Inflence sur la courbe effort FI1G. 4.19: Répartition de la traction
déplacement globale et sur la propagation  (environ 4mm de propagation, 'y =
(To = S0kJ.m™2, t, = 183MPa) 50kJ.m~2, t, = 183MPa)

200
t, =107 ——
ty =150 e
« ty =183 %
150 ook
; A
nes : ¢ Von Mises HE el
linespoints : o, S
©
o
£ =
s 0
£ 123
g g
8 &
=
-50 ﬁv;,;'f"‘{/
-100
-1 4 0 5 0 pp %
0 s 10 1 20 U1 (mm)

U1 (mm)

F1G. 4.21: Répartition des contraintes

moyennes et équivalentes (environ 4mm

de propagation Iy = 50k/.m™2, 1 =
183MPa)

F1G. 4.20: Répartition du taux de triaxia-
lit¢ (environ 4mm de propagation, I'y =
50kJ.m™2, t) = 183MPa)

107



4. Simulation de la fissuration dans un acier a 900°C a I’aide d’éléments cohésifs

4.6.1 Influence sur le comportement global de I’éprouvette

La figure 4.18 page précédente et le tableau 4.6.1 montrent que I'influence de la se-
conde pente est loin d’étre négligeable. L’initiation de la fissure n’est pas affectée. Par
contre, la vitesse de propagation est influencée par ce parametre. Plus la pente est pronon-
cée, plus la vitesse de propagation est importante. Ceci induit une diminution de la rigidité
globale de I’éprouvette. Par ailleurs, la figure 4.17 page précédente illustre 1I’'influence de
la pente sur I’évolution du taux de dissipation d’énergie dissipée R lors de la propagation.
A taux de dissipation d’énergie surfacique constant, le taux d’énergie dissipée en volume
est d’autant moins important que la pente de la loi de traction séparation est prononcée
ce qui induit une diminution du taux de dissipation d’énergie dissipée. On remarque, par
ailleurs, une diminution du taux de dissipation d’énergie au cours de la propagation de
fissure. Elle est d’autant plus rapide que la pente de la loi de traction séparation est faible.

Cas 1 Cas 2 Cas 3
= lOO.X"X;IX1 Valeur | Gain* | Valeur | Gain
(%)
Vitesse de propagation (10~ 2mm.s~1) | 5.3 48 | 94 | 38 |-283
10 < load line displacement < 12mm
Effort maximal (N) 5966. | 6374. 6.8 6830. | 144
Déplacement correspondant (mm) 326 | 4.58 40.5 7.37 | 126.1

TAB. 4.4: Variations globales

4.6.2 Influence locale

La fracture process zone est définie comme la zone ou la séparation est comprise entre
01 et .. La figure 4.19 page précédente montre 1’évolution de la traction dans la position
médiane de la largeur de la zone cohésive. Cette évolution est tracée pour une avancée de
fissure similaire d’environ 4mm. On peut remarquer, localement, une grande variation de
la répartition de la contrainte de traction. Par ailleurs, la taille de la fracture process zone
est elle aussi modifiée. Plus la traction 71 est petite, plus la taille de la process zone est
importante. On remarque que la taille de la fracture process zone n’est pas négligeable
devant la taille de la fissure. Ceci peut expliquer I'importance de la forme de la loi de
traction séparation sur la propagation de la fissure et sur la courbe effort déplacement.

La figure 4.20 page précédente illustre I’'influence de la pente sur le taux de triaxia-
lité (calculé de la méme facon que dans la section 4.5.4 page 106). On peut voir que la
forme de la loi n’a pas d’influence sur la valeur maximale du taux de triaxialité. Le taux
de triaxialité est faible en pointe de fissure. Il augmente brutalement en amont et reste
constant sur la longueur résiduelle de la zone de processus de rupture. La partie constante
est donc plus étendue pour une traction #; faible.

La figure 4.21 page précédente expose les résultats en terme de contrainte moyenne
et de contrainte équivalente. La contrainte moyenne est tres dépendante de la valeur de
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Conclusion

t1. Elle suit la méme évolution que la traction calculée au niveau de la zone cohésive
(figure 4.19 page 107). En effet, c’est la contrainte maximale principale des éléments
continus qui pilote la traction au niveau de la zone cohésive. La contrainte équivalente est
maximale au niveau du front de fissure 8 = &, ce qui explique que le taux de triaxialité est
faible a cet endroit. La valeur maximale de la contrainte équivalente est assez dépendante
de la forme de la loi de traction séparation. Par contre dans le reste de la zone du processus
de rupture, I’influence de la pente est négligeable.

4.7 Conclusion

Le chapitre propose une simulation de la déchirure d’une éprouvette CT a 900°C. La
fissuration est modélisée par des éléments cohésifs. La spécificité d’une telle analyse ré-
side dans le caractere viscoplastique du matériau et dans les fortes déformations, induites
par la température d’essai. Ces spécificités sont prises en compte au niveau des éléments
cohésifs a différents stades.

Leur formulation est tridimensionnelle. Nous avons défini un repere local a partir du
plan médian calculé dans la configuration déformée de 1’élément [ORT 99]. En effet, le
choix du repere de décomposition de la séparation est tres important. 11 définit le mode
de rupture de I’élément. Ainsi, du fait des grandes déformations, il doit suivre la configu-
ration déformée de I’élément et tenir compte de la réalité physique de la rupture. Enfin,
la formulation prend en compte la modification de géométrie induite par les fortes défor-
mations en effectuant le calcul du résidu et de la matrice de raideur dans la configuration
déformée de 1’élément, en considérant sa variation de surface.

La loi de traction séparation représente, de facon macroscopique, les phénomenes
dissipatifs locaux conduisant a la création des levres de la fissure. Nous avons utilisé
une loi de traction séparation de type Tvergaard et Hutchinson [TVE 92] modifiée par
I’ajout d’une pente durcissante a la place du plateau. En effet, les propriétés mécaniques
du matériau sont renforcées plus on se rapproche du front de fissure car la vitesse de
déformation augmente du fait de la singularité. Ce phénomene est néanmoins atténué par
I’endommagement localisé au niveau de la singularité. Cette approche est validée par le
fait que la vitesse de séparation des levres de la fissure est, en moyenne dans la fracture
process zone, constante tout au long de I’essai

Le choix de la forme de la loi de traction séparation est souvent arbitraire, En effet,
dans le cadre de la rupture ductile, il est communément admis que seuls les parametres
de taux de restitution d’énergie surfacique et de traction maximale ont une influence sur
la propagation de la fissure. Dans le cadre de notre recherche, cette hypothese n’est pas
vérifiée. Il est montré que la forme de la loi de traction joue un role non négligeable.

A taux de restitution d’énergie surfacique et traction maximale fixés, la pente
durcissante influence la vitesse de propagation de la fissure. Si on mesure le taux de
dissipation d’énergie dissipée au sens de Turner et Kolednik [TUR 94], plus la pente de
la loi de traction séparation est prononcée, moins I’éprouvette est tenace. Ainsi, plus
la pente est prononcée, plus la vitesse de propagation est importante et plus la rigidité
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4. Simulation de la fissuration dans un acier a 900°C a I’aide d’éléments cohésifs

globale de I’éprouvette diminue.

Il reste maintenant a discuter de la transférabilité de cette approche vis a vis du cas
réacteur. Les essais de caractérisation sur éprouvette CT entaillée ont été effectués pour
donner un premier ordre de grandeur du taux de dissipation d’énergie surfacique G, que
I’on assimile a I'y.

La valeur de ' estimée a partir des essais sur éprouvette CT permet de représenter la
fissuration dans les conditions des essais. Ainsi, 1’utilisation de la méthode de détermina-
tion du parametre G, dans le cadre de la rupture (a vitesse constante) d’un métal a haute
température semble étre validée.

Deux points sont, par contre, critiques vis a vis de la transférabilité du parametre :

» La vitesse de propagation de fissure n’est, a priori, pas constante dans le cas ré-
acteur. Les essais sur tubes pressurisés montrent une gamme de vitesse de propa-
gation allant de 0.1mm.s~! jusqu’a 10m.s~!. 1l serait étonnant que la valeur de I'y
reste constante sur une telle gamme de vitesse de propagation. Ainsi, les données
expérimentales doivent fournir une caractérisation plus conséquente du parametre
I'g. Par ailleurs, I’approche simplifiée d’une loi de traction séparation avec pente
durcissante doit étre remplacée par une approche plus convaincante pour laquelle
les valeurs de I'y et de Ty dépendent de la vitesse de séparation.

» Le taux de triaxialité des essais sur éprouvette CT entaillée n’est pas représentatif
de celui du cas réacteur. Si les observations du facies de rupture des essais sur tubes
ne montrent pas de fissuration inclinée “slant fracture”, le taux de triaxialité des
contraintes reste cependant différent et influe sur la valeur du taux de dissipation
d’énergie surfacique.

Ainsi, les méthodes de détermination de la forme d’une loi cohésive a partir de modeles
d’endommagement non locaux (présentées en section 3.3.4.3 page 86) étendues au cas
d’un métal viscoplastique seraient utiles pour une détermination plus précise de la loi de
traction séparation (a taux de triaxialité comparable au cas réacteur, pour des vitesses de
séparation & comparables aux essais sur tubes pressurisés).

En conclusion, un outil numérique a été développé pour la rupture d’un matériau hau-
tement ductile. Il reste maintenant a ajouter plus de physique a la loi de comportement de
I’élément implémenté.
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5. Caractérisation du comportement du 16MNDS5

5.1 Introduction

La simulation numérique des essais sur tubes pressurisés (chapitre 2 page 27) néces-
site une caractérisation plus approfondie de 1’acier de cuve 16 MNDS5 du fait des fortes
vitesses de déformation.

En effet, le comportement du matériau est connu a 900 et 1000°C pour des vitesses
de déformations conventionnelles de la gamme de 1.107>s~! 24 5.1073s~!. Ces vitesses
sont représentatives du début des essais. Mais, lors du fluage tertiaire, au moment de
la localisation, les vitesses de déformation sont beaucoup plus importantes (vitesse de
déformation vraie > 1s~!).

Par ailleurs, lors de la simulation des essais sur éprouvette CT, il a été nécessaire
d’extrapoler le comportement pour les déformations supérieures a celle de la localisation
(voir figure L..9 page 282). Il serait souhaitable de suivre le comportement jusqu’a rupture
pour avoir une caractérisation plus fine.

Lors d’un essai de traction, une fois la localisation atteinte, I’état de contrainte devient
complexe si bien que 1’on ne peut plus relier simplement la contrainte normale a la défor-
mation longitudinale. On identifie alors un comportement faisant intervenir des quantités
“équivalentes” :

ou G représente la contrainte équivalente (Von Mises ou Tresca pour les métaux), € la
déformation équivalente, € la vitesse de déformation équivalente, T la température et &;
d’autres variables influant sur le comportement du matériau tel que le taux de triaxialité
pour les métaux ...

Lors d’un essai de traction simple, jusqu’au moment de la localisation, la contrainte
équivalente est directement égale a la contrainte imposée. En négligeant les déformations
élastiques et en utilisant la condition d’incompressibilité des déformations plastiques,

cette contrainte s’ écrit : F F(l )
+ £-:ZZ

0=—=—" 5.2

S S (5.2)

ou F représente 1’effort de traction imposé, €, la déformation conventionnelle qui rend
compte de 1’allongement dans la direction de la traction, S la surface effective et Sy la
surface initiale. La formule n’est plus valide apres localisation des déformations. En ef-
fet, la géométrie de I’éprouvette et par conséquent I’état de contrainte sont modifiés. La
contrainte équivalente n’est alors plus aussi aisée a déterminer.

Bridgman [BRI 44, BRI 64] a proposé une solution analytique simple pour calculer
la contrainte équivalente au sens de Von Mises au niveau de la section minimale du
congé d’une éprouvette de révolution. Ce congé représente la striction ayant lieu lors de
la localisation des déformations. Les seules données nécessaires sont, en plus de 1’effort
appliqué, la valeur du rayon de courbure du congé ainsi que la valeur du rayon de la
section minimale. Une amélioration a été apportée par Valiente [VAL 01] qui a déterminé
analytiquement une relation liant le rayon du congé et le rayon de la section minimale
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Formule analytique de Bridgman

au cours d’un essai de traction sur éprouvette de révolution comportant initialement un
congé. Ainsi, la contrainte de Von Mises peut étre déduite uniquement de 1’effort et du
rayon local de I’éprouvette.

A partir de 1a, une procédure d’essais a été développée afin de déterminer le
comportement des deux nuances d’acier 1l6MNDS5 pour des vitesses de déformations
logarithmiques allant de 15~ a4 50s~! et des températures de 900 et 1000°C [LIN 09].
Le dispositif expérimental permet de suivre 1’évolution de la géométrie de I’éprouvette
a I’aide d’une méthode optique. Par manque de temps, la conception du systeme de
chauffage ne s’est pas révélée suffisamment robuste (I’homogénéité et I’obtention de
la valeur de consigne de température ne sont pas suffisamment controlées). Ainsi, si
les essais n’offrent qu'une premiere approximation du comportement du matériau, ils
permettent de valider la procédure.

La premiere partie constitue un rappel de la formule initialement proposée par Bridg-
man et de ses hypotheses. La seconde section décrit le dispositif expérimental. La troi-
sieme apporte un récapitulatif des résultats. Enfin, 1a méthode de post-traitement des es-
sais est détaillée.

5.2 Formule analytique de Bridgman

[’analyse de Bridgman s’applique a des éprouvettes de révolution (avec ou sans congé
initial) constituées d’un matériau homogene isotrope. Le matériau est plastique (critere de
plasticité de Von Mises, écrouissage isotrope, équations de Prandtl-Reuss). L’éprouvette
est chargée en traction dans la direction de son axe €, (voir figure 5.1).

0
SR
o~

ood X,

F1G. 5.1: Profil initial et déformé (Valiente [VAL 01])
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5. Caractérisation du comportement du 16MNDS5

Les premieres hypotheses spécifiques concernent le déplacement au niveau de la sec-
tion minimale de I’éprouvette. A partir d’observations expérimentales, Bridgman suppose
que le taux de déformation axial €, est uniforme dans la section minimale. A partir de 1a,
les conditions d’axisymétrie et d’incompressibilité (partie élastique négligée) impliquent
I’homogénéité de la vitesse de déformation dans toute la section :

) ) 1, 1. a
Err = Epp = _ESZZ = _Egp = ;7 (5.3)
1 1_ a
Er =80 = —58 = —5& = In (a_o) ; (5.4)

ou € représente le tenseur de déformation dans la base cylindrique associée a I’éprouvette,
€, la déformation plastique équivalente duale a la contrainte de Von Mises, a le rayon, ag
le rayon initial.

Dans la section minimale, G,., Ggg et G, sont les contraintes principales du fait de la
symétrie axiale et de la symétrie par rapport au plan contenant la section. Il découle de
I’hypothese sur le taux de déformation que :

G, = Ogg car €, = €gp. (5.5)
Dans ces conditions la contrainte de Von Mises s’écrit :
G =Gz —Orr, (5.6)

€ étant uniforme dans la section minimale, & 1’est aussi si I’on suppose que le matériau
comporte un écrouissage isotrope (courbe G = H (&) bijective). Cette hypothése conduit
aux limites de la validité de notre utilisation de la formule de Bridgman car la contrainte
équivalente sera aussi calculée lors de 1’adoucissement.
A T’aide de ces observations, en écrivant 1’équilibre le long de I’axe €, qui est une
ligne isostatique du plan (€,;¢€;), on obtient :
do,, ©

ar + E =0, 5.7

et par intégration (conditions aux limites 6,,(r = a) = 6 car 6,.(r =a) =0) :

Ga:60+/w%>, (5.8)

ou r représente le rayon du point considéré, p le rayon de courbure de la ligne isostatique
normale a la section minimale au point considéré.

La seconde hypothese spécifique de Bridgman rend compte de la variation du rayon
de courbure p le long de I’axe €,. La relation proposée prend la forme générale suivante :

pzaf<25>7 (5.9)
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Dispositif expérimental

ou R représente la valeur du congé effectif de 1’éprouvette.
En intégrant la contrainte G, sur la section minimale, on obtient 1’expression de la
contrainte équivalente a partir de 1’effort de traction appliqué F :

G:SgFWavecg<%>: (1+2;R) ln<l+%>, (5.10)

R

ou S représente la section effective.

Pour une éprouvette comportant un congé initial, Valiente a démontré que le rapport
entre le rayon de congé et le rayon de I’éprouvette reste constant tout au long de 1’essai :

R a
— = — 5.11
R = a (5.11)

ainsi la contrainte équivalente est réduite a :
F 2R
6:—avecg(a—0) = <1—|——0> ln(l—kﬂ). (5.12)
0

5.3 Dispositif expérimental

Les éprouvettes sont représentées sur le plan 5.2 page suivante. Le rayon du congé
initial vaut 75mm et le diametre de la section minimale 10mm. Les essais sont réalisés
sur les nuances krakatoa et rupther. Le dispositif expérimental doit permettre de suivre la
géométrie de I’éprouvette chauffée et soumise a une traction.

Le chauffage est appliqué par induction. Il est assuré par un générateur CELES de
6kW avec refroidissement par eau de la source de puissance, du coffret d’adaptation et
de I'inducteur. Les températures étudiées sont 900 et 1000°C. La bobine d’induction ne
présente pas une forme garantissant I’homogénéité de la température sur la circonférence
de I’éprouvette. Couplée avec le générateur de puissance Celes, elle ne permet pas non
plus d’atteindre la valeur cible pour les essais a 1000°C. Les essais ne sont donc que des
essais de validation de la méthode.

La température est mesurée par 5 thermocouples de type K soudés par point sur une
génératrice de I’éprouvette (voir figure M.1 page 285). Le thermocouple soudé au niveau
de la section minimale de I’éprouvette sert de retour nécessaire a 1’asservissement.

Les essais sont réalisés sur une machine hydraulique (Schenck) a vitesse de déplace-
ment imposée. Deux vitesses sont investiguées : 10mm.s~! et 100mm.s~!. La capacité
est de 250kN et la course £50mm. Les mors de la machine sont refroidis par circula-
tion d’eau. L’effort et le déplacement du vérin sont mesurés par les capteurs de la machine.
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5. Caractérisation du comportement du 16MNDS5

L’idée de I’essai consiste a déterminer la géométrie réelle de 1’éprouvette en filmant
celle-ci avec une caméra numérique rapide (Motionscope). Les essais sont filmés a 250
ou 500 images par seconde selon la vitesse de déplacement du vérin. Des fils de thermo-
couples sont soudés sur une génératrice de I’éprouvette qui servent de reperes physiques
pour suivre I’évolution d’une section autre que la section minimale. Un trigger per-
met d’arréter la prise de vue et synchronise les mesures optiques avec le reste des mesures.

La consigne de chargement est une rampe a vitesse imposée (figure 5.3). Des photos
du banc d’essai sont montrées sur la figure 5.4.
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10s 45mm
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44444444444444"44
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FIG. 5. F1G. 5.3: Consignes en température et déplacement

Eprouvette

camdéra

— -’ '

F1G. 5.4: Banc d’essai
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Post-traitement des essais

5.4 Post-traitement des essais

Outre les mesures habituelles, 1’objet du post-traitement est de nous fournir le dia-
metre instantané de I’éprouvette a partir des photos. La méthode développée est illustrée
sur la figure 5.5, celle-ci a été programmée avec la toolbox SIP de scilab4.1.2-4.
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contour intérieur

interpolation du
contour extérieur

¥y (pX)

Y2

Kk
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X (PX)

d) Détermination de
la forme du congé
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e) Calcul des
diametres

0 10 20 30 40 50 60 70
diamétre (px)

F1G. 5.5: Méthode de traitement des images

117



5. Caractérisation du comportement du 16MNDS5

La méthode comprend plusieurs étapes :
a) Découpage de I'image dans la région d’intérét.
- Définition du repere associé a I’image (O, x1,y;).
- Détermination des coordonnées de chaque repere physique qui permettent de
suivre une section différente de la section minimale.
b) Seuillage du contour a I’aide d’un filtre de Sobel.
- Détermination des coordonnées des points du contour intérieur et extérieur de
I’image seuillée dans le repere (O,x;,y1).
¢) Détermination de 1’axe de révolution dans le repere (O, xy,y1).
- Détermination des coordonnées de I’axe réel de chaque contour.
- Détermination de 1’axe théorique de chaque contour : minimisation du carré de
I’écart des points de I’axe réel a I’axe théorique suivant xj.
- Application de la transformation affine permettant de passer du repere (O, x1,y1)
au repere (A,xz,y2) ol y; est I’axe théorique de chaque contour
d) Détermination de la forme du congé dans le repere (O, x>,y>) de chaque contour
(voir figure 5.6).

\F—” M g

FIG. 5.6: Obtention du profil par minimisation

- Partitionnement de I’ensemble des points du contour en k zones.

- Sur chaque zone, minimisation de I’écart e¢; des points du contour par rapport a
un polynéme d’interpolation. La minimisation est réalisée au sens des moindres
carrés. Ce qui s’écrit pour la zone k :

nb nbd [ n ‘i 2 nbg n L 2
d Zelz d Z Zaix;_)’l +Z —d;x; =Y
daf B dak B '

1
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Post-traitement des essais

ou nb représente le nombre total de points du contour de la zone k, nbd (nbg) le
nombre de points du contour droit (gauche), e; I’écart du polyndme d’interpola-
tion au point M; considéré suivant I’axe y, af le coefficient d’ordre i du polyndme
d’interpolation d’ordre n au niveau de la zone k, x; 1’abscisse du point considéré,
y; 'ordonnée du point considéré.

- Les polyndmes d’interpolation doivent aussi respecter la condition de continuité
du contour entre chaque zone, ce qui s’écrit entre les zones k — 1 et k :

n n
Y afx_ 1k = ) af_lx;c—l/k (5.14)
i=0 i=0

ou x; 1/ représente 1’abscisse frontiere des deux zones.
- La minimisation du probleme donne le systeme 5.15. La résolution du systeme
linéaire nous donne le vecteur des coefficients des polyndomes [Vi] sur chaque

zone k :
[Vl] [Azonel] 0 [C] rt [Rl ]
[Vk] N 0 . [Azonek] [Rk] (5 15)
[A] €] 0 [0]

ol [A oner| et [Ri] correspondent aux équations de minimisation sur la zone k, et
[C] correspond aux équations de continuité.
e) Calcul des diametres
- Détermination du diametre et de son intervalle de tolérance au niveau de la sec-
tion minimale et au niveau des reperes physiques.
- Il aurait été possible de déterminer la valeur du rayon de courbure R du polyndme
P au niveau de la section minimale x;,;, par la formule :

(1198}

14 P! (Xpmin)?
R= ( ”< in) ) (5.16)
P (xmin)
Ceci n’a pas été fait au moment du post-traitement, une détermination visuelle
(moins propre) a été réalisée, par la suite, a ’aide du logiciel Gimp.

Il est possible ensuite de tracer les courbes d’évolution du diametre en fonction du
temps au niveau de chaque section étudiée (par exemple figure M.4 page 286). Il est
intéressant de constater qu’a partir d’un certain temps les diametres calculés au niveau
des reperes physiques n’évoluent plus. Cette observation est a mettre en relation avec la
localisation des déformations. Elle permet ainsi de caractériser le temps a localisation
(méme si cette donnée est de seconde importance car la localisation est structurelle plutdt
que matérielle).
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5. Caractérisation du comportement du 16MNDS5

A partir de 13, le calcul de la déformation équivalente (équation 5.4 page 114) et de
la contrainte équivalente (équation 5.10 page 115) au niveau de la section minimale est
possible. Le taux de déformation a lui aussi été déterminé par interpolation linéaire de
I’évolution de la déformation au cours du temps.

5.5 Résultats

Les résulats sont représentés dans I’annexe M page 285. Le tableau 5.1 présente
quelques données significatives sur les niveaux de déformation, de vitesse de déforma-
tion et de contrainte atteints lors des essais

Aie — - _ig - KN =
EP | nuance | 6%2 e | Eup | Omax | E1 | €2 | E3 | page
°C % MPa |s 1] s 1|71t

12 | Rupther | 93171 | 802 [2.21]350%0 | 6.2 | 22.7 | 43.1 | 286

13 | Rupther | 93858 | 86™> | 2.9 | 2257 [ 06| 1.6 | 4.6 | 287

16 | Rupther | 9628 [ 76%> [ 193] 187% | 05| 2 4 | 288

22 | Rupther | 871F! | 68> [ 1.73 | 35010 | 4.6 | 18.3 | 36.7 | 289

18 | Krakatoa | 9211 | 75%2 | 1.79 | 312*12 [ 5.1 | 16.4 | 33.1 | 290

19 | Krakatoa | 8677 | 79%2 | 221 | 200%° | 0.7 | 2.7 | 44 | 291

20 | Krakatoa | 962*T | 762 [2.05| 340%> | 3.2 109 | 35.5 | 292

— 0 : Température.

— .rup - Valeur a rupture (plus précisément au niveau du dernier point postraité).

— Qmes - Valeur du diametre mesuré au pieds a coulisse sur les éprouvettes post-mortem
(Estimation de I’erreur a 0.4mm).

— ag : Diametre initial (10mm).

— Omax - Contrainte équivalente maximale.

— & : Vitesse de déformation plastique équivalente calculée par interpolation linéaire de
I’évolution de la déformation sur la période 1 (les essais sont décomposés en 3 périodes
temporelles).

TAB. 5.1: Récapitulatif des résultats

5.6 Conclusion

Des essais ont été réalisés pour caractériser le comportement des deux nuances de
16MNDS5, Rupther et Krakatoa, a hautes températures et fortes vitesses de déformation.
Les vitesses de déformation étudiées (taux de déformation vraie de 1 a 505~ 1) sont re-
présentatives des vitesses de déformation qui ont lieu lors du fluage tertiaire (localisation
des déformations).
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Conclusion

Un systeme de suivi optique de la géométrie de I’éprouvette a été mis en place ce
qui permet de calculer la contrainte équivalente a partir de la formule de Bridgman. La
formule s’applique a des éprouvettes de révolution. Elle lie la contrainte équivalente au
niveau de la section minimale de 1’éprouvette a la valeur de I’effort appliqué, au rayon
effectif et au rayon de courbure du congé de I’éprouvette.

Les résultats, bien qu’approchés (par manque de contréle du chargement en tempé-
rature), montrent une influence tres nette de la vitesse de déformation. Si la contrainte,
équivalente a 900°C, au moment de la striction, était de I’ordre de 110MPa pour des
vitesses de déformation conventionnelles de 5.1073s~1, elle est de 1’ordre de 350MPa a
des vitesses de déformation vraie de 1’ordre de 20s~!...

Par ailleurs, cette méthode est applicable a I’étude de I’influence du taux de triaxialité
en modifiant les rayons de congés initiaux de 1’éprouvette. Ceci n’a pas été réalisé dans
le cadre de la these. En associant les résultats expérimentaux a des calculs éléments finis,
des valeurs de la contrainte cohésive maximale pourront étre déterminées pour différents
taux de triaxialité (voir section 3.3.4.1 page 81).

Enfin, les résultats pourront servir a I’identification d’une loi de comportement valide
sur une gamme de vitesses de déformation plus étendue ce qui évitera des extrapolations
hasardeuses...
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Conclusions et perspectives

Les risques encourus lors d’un accident grave, comprenant la fusion du coeur du
réacteur et I’épanchement, en fond de cuve, des produits tres calorifiques de cette fusion,
nécessitent d’améliorer la prédiction de chaque phase critique de 1’accident considéré,
afin de prévoir des stratégies de gestion efficaces. L’analyse des scénarios d’accident
grave constitue un vaste probleme étudié par de nombreuses équipes de recherche. Dans
notre recherche, nous nous sommes concentrés sur la prédiction de I’initiation et de la
propagation de la fissure qui pourrait éventuellement survenir apres une longue phase de
déformation par fluage du fond de cuve.

Des essais réels étant inenvisageables, nous avons, tout d’abord, con¢u un banc d’essai
destiné a simuler les conditions thermo-mécaniques représentatives d’un accident grave
sur une éprouvette tubulaire a une échelle “économique”. Le banc d’essai permet ainsi
d’étudier le couplage entre la fissuration et la dépressurisation de 1’éprouvette par une
instrumentation exhaustive. Ainsi un ordre de grandeur des vitesses de propagation de
fissure, ainsi que d’évolution de la dépressurisation et de 1’aire fissurée en fonction du
temps a été déterminé.

Le plan d’expérience a permis de discriminer les facteurs influant au premier ordre
sur I'initiation et la propagation de fissure dans de telles conditions. Ainsi, nous avons
pu constater I'importance de la température. L’intiation est d’autant plus précoce et la
propagation de fissure est d’autant plus rapide que la température est importante. A 1’in-
verse, I’influence de la variabilité du comportement mécanique de I’acier de cuve suivant
sa nuance n’a pas été mise en évidence, étant négligeable devant la dispersion observée a
nuance et température fixées. L hypothese formulée pour expliquer de tels écarts est cor-
rélée a I’'influence des défauts (chargements, structure, métallurgie). Cependant, du fait
des écarts observés, un plus grand nombre d’essais auraient été nécessaires afin de mener
une approche stochastique.

La représentativité des essais comporte certaines limites dont les principales sont
les suivantes. Le volume de gaz pressurisé doit étre mis a 1’échelle pour obtenir une
cinétique de breche représentative dans le cas ou la vitesse de propagation de fissure est
lente devant la dépressurisation. Le corium, mélange d’oxydes et matériaux de structure
fondus, n’a pas été représenté. Il peut jouer un role par son interaction chimique et
mécanique avec la paroi de la cuve. La représentativité des défauts, qui jouent un role
prépondérant sur la fissuration, n’est pas non plus assurée (état de surface du fond de
cuve, défaut de forme, scénario avec point chaud...). Ces points nécessiteraient donc
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d’étre simulés expérimentalement, et intégrés dans un plan d’expérience plus complet
avec un plus grand nombre d’échantillons. Par ailleurs, la représentativité du circuit
de mise en pression doit aussi €tre investiguée, les pertes de charge jouant un role
prédominant sur la dépressurisation.

En parallele du travail expérimental, un modele numérique de zone cohésive a été for-
mulé et implémenté dans un formalisme éléments finis tridimentionnel en grands déplace-
ments et grandes déformations. Il permet ainsi de simuler I’initiation et la propagation de
fissure dans un milieu hautement ductile comportant de fortes déformations en pointe de
fissure, caractéristiques de notre cas d’étude. Nous avons choisi ce type de modele pour
leur simplicité de mise en oeuvre et leur performance au niveau des temps de calculs,
propriétés nécessaires a I’utilisation d’un modele dans le cadre de I’“ingénierie”.

L’élément cohésif a été appliqué au cas de la propagation stable d’une fissure, ob-
tenue a partir d’essais de déchirure sur une éprouvette CT, en acier de cuve, a 900°C.
La spécificité d’une telle analyse réside dans le caractere viscoplastique du matériau. Par
conséquent, nous avons choisi une loi de traction séparation adaptée a la rupture duc-
tile des métaux [TVE 92] a laquelle nous avons ajouté une pente durcissante pour rendre
compte de la viscoplasticité. La forme de la loi permet ainsi de représenter les effets anta-
gonistes de I’endommagement et du renforcement des propriétés mécaniques du matériau
a proximité du front de fissure (du fait de I’augmentation de la vitesse de déformation in-
duite par la singularité). Cette approche est validée par le fait que la vitesse de séparation
des levres de la fissure est, en moyenne dans la fracture process zone, constante tout au
long de I’essai.

Lors de cette étude, nous avons montré I’importance non négligeable de la forme
de la loi de traction séparation sur la propagation de fissure. Par conséquent, un axe
de recherche important, a poursuivre pour les simulations futures, est la détermination
d’une loi de traction séparation physiquement fondée capable de rendre compte des
mécanismes d’endommagement localisés dans la fracture process zone. La dépendance a
la température, a la vitesses de chargement, et a 1’état de triaxialité des contraintes sont les
principaux facteurs a prendre en compte pour une bonne modélisation des phénomenes
mis en jeu. Les approches numériques basées sur I’équivalence énergétique entre un
modele endommageable continu et un modele cohésif [CAZ 09a, SIM 09] apportent une
piste accessible pour ce type de détermination.

Enfin, nous avons complété la base de données expérimentales de caractérisation des
nuances Rupther et Krakatoa de I’acier de cuve. En utilisant une méthode optique et les
solutions analytiques de Bridgman, nous avons déterminé des courbes de traction a 900
et 1000°C pour des vitesses de déformations vraies supérieures 2 0.1.s~! jusqu’a rupture.
Ces vitesses de déformations sont représentatives du fluage tertiaire de la cuve. Des essais
complémentaires restent cependant nécessaires pour évaluer les marges d’incertitude. Il
faudra aussi réaliser des essais dont le taux de triaxialté est représentatif de celui de la
cuve. A partir de 13, une loi de comportement élasto-viscoplastique endommageable (en-
dommagement diffus) pourra étre déterminée sur la gamme de vitesse de déformation et
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de température de notre cas d’étude. Le couplage de cette loi avec une zone cohésive (qui
simule I’endommagement localisé de la fracture process zone ainsi que la fissuration)
nous permettra de modéliser les essais sur tube pressurisé et par la suite, d’envisager une
modélisation a 1’échelle de la cuve.
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Annexe A

Plan d’ensemble de I’assemblage de la
partie mécanique du banc d’essai

Beaucoup de pieces ont été rajoutées pour obtenir une isolation électrique de 1I’éprou-
vette vis-a-vis de la machine de traction. Cette conception est due a la volonté initiale de
réaliser un suivi électrique de la propagation de la fissure qui n’a pas été mis en place par
la suite.

Nomenclature :
Numéro Piece
1 Plateau attache mors
2 Mors supérieur
3 Raccord du capteur de pression
4 Manchon plastique
5 Raccord isolé
6 Isolant
7 Centreur : isolant électrique
8 Centreur : isolant électrique
9 demi enceinte (inducteur)
10 demi enceinte
11 Isolant électrique
12 Chapeau
13 Rallonge-éprouvette
14 Indexeur
15 Mors inférieur
16 plots isolants électriques
17 plots isolants électriques
18 Eprouvette
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A. Plan d’ensemble de I’assemblage de la partie mécanique du banc d’essai
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FI1G. A.1: Assemblage de la partie mécanique
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Annexe B

Procédures d’essai

B.1 Procédure de montage

Les éléments fixes (les mors, la demi-enceinte supportant 1’inducteur, les tuyaux de
refroidissement, le tuyau de pression interne, et le tuyau d’évacuation des gaz) ont été
préalablement installés.

B.1.1 Temps de chauffe

1. Brancher la caméra infrarouge 4H au moins avant son utilisation.

2. Mettre en marche la machine de traction et cycler en déplacement 2H avant son
utilisation.

B.1.2 Vérification des thermocouples
1. Si besoin, souder les thermocouples sur les fiches en prenant soin de laisser plus de
longueur de fil du c6té de I’enceinte a fermer.

2. Vérifier chaque thermocouple a I’aide du boitier de mesure.

B.1.3 Préparation de I’éprouvette
Les étapes de couleur bleue ne sont valables que pour les essais a 900°C.

1. Fixer I’éprouvette sur les rallonges éprouvettes en y intercalant les joints d’étan-
chéité. Graisser les filetages a 1’aide de la graisse cuivrée pour éviter tout grippage
pendant les essais.

2. Nettoyer I’éprouvette dans la zone utile (alcool).

3. Coller sur la circonférence de I’éprouvette deux rubans adhésifs de part et d’autre
de la préfissure (cache pour la peinture).

4. Faire un schéma de I’emplacement des thermocouples.
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5. Souder par point les thermocouples sur I’éprouvette.

Encercler les thermocouples d’un fil de cuivre au niveau de I’extrémité haute de
I’éprouvette (cela évite de les arracher dans la suite de la manipulation).

. Peindre I’éprouvette a ’aide de graphite.

8. Enlever les rubans adhésifs en prenant soin de ne pas dessouder les thermocouples.

9. Nettoyer les rallonges éprouvette a 1’aide d’alcool.

F1G. B.1: Préparation d’une éprouvette (essais a 900°C)s

B.1.4 Mise en place de I’éprouvette dans les mors

1.

e A T

10.

11.
12.

Afficher sur I’oscilloscope du systeme de pilotage 1’effort mesuré avec une base de
temps de 2H.

Nettoyer I’ensemble des hublots a I’aide d’alcool.
Nettoyer les manchons hydrauliques ETP a I’aide d’alcool.
Enlever le joint torique.

Le nettoyer et le graisser a I’aide de la graisse Molykote.
Remettre le joint torique.

Fixer la demi-enceinte vitrée.

Fixer le bati supérieur de la machine de traction sur les glissieres et effectuer un
cyclage en déplacement pour chauffer les joints (jusqu’a diminution de 1’effort de
frottement).

Démonter la demi-enceinte vitrée.

Remonter le bati supérieur de la machine de traction en position haute a ’aide de la
vis de maneuvre.

Commander la position du mors inférieur en 55 (fin de course basse).

Placer un joint torique au fond du mors inférieur.
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13.

14.
15.
16.
17.
18.
19.

20.
21.
22.

23.

24.
25.

26.

27.

28.

29.

30.
31.
32.
33.
34.

Faire glisser I’éprouvette dans le mors inférieur en prenant soin de ne pas déformer
I’inducteur.

Faire passer les fiches des thermocouples a I’intérieur de 1’inducteur.
Commander la position du mors inférieur en 0 (Position de début d’essai).
Placer un joint torique sur la rallonge éprouvette.

Faire descendre le bati supérieur jusqu’a compression des joints toriques.
Disposer la cale sous le mors inférieur.

Serrer les manchons hydrauliques ETP supérieurs et inférieurs a I’aide de la clé
dynamométrique a 16Nm.

Fixer le bati supérieur de la machine de traction sur les glissicres.
Insérer les fiches des thermocouples sur la demi-enceinte supportant I’inducteur.

Poser la demi-enceinte vitrée sur le capteur de pression du mors inférieur et insérer
les fiches des thermocouples correspondantes.

Raccorder les fiches des thermocouples au boitier MTS et vérifier la connection
pour chaque thermocouple. Noter la position de chaque numéro de thermocouples.

Couper le fil de cuivre encerclant les thermocouples.

Prendre en photo la disposition de I’éprouvette ou réaliser un schéma (position de
la préfissure).

Fixer la demi-enceinte vitrée (vis du dessus sans serrer, vis enceinte-enceinte sans
serrer, serrer vis de dessus en quinconce, serrer vis enceinte-enceinte en quinconce).

Fixer la bobine d’induction sur la boite de capacité et les raccorder au circuit de
refroidissement.

Fixer les tuyaux du balayage sur I’enceinte vitrée, et vérifier le tuyau de chargement
et d’évacuation (position stable sur la boite de capacité).

Noter I’effort de compression maximum atteint durant 1’opération de montage (cf
nil : oscilloscope).

Piloter la machine en effort a ON.

Démarrer le circuit de refroidissement et vérifier que 1’eau n’est bloquée nulle part.
Fermer et mettre en marche la hotte d’évacuation d’argon.

Mettre en marche le générateur Celes.

Appuyer sur le bouton record des caméras numériques rapides.

B.1.5 Mise en place de la caméra infrarouge et de la caméra numé-

rique rapide

Vérifier le trigger de la caméra numérique rapide.
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B.2 Procédure d’essai

La procédure des essais est présentée sur la figure B.3 page ci-contre.

L’essai comporte différentes phases :

Initialisation des consignes a 0.

Balayage de I’atmosphere de I’enceinte avec de 1’argon.
Montée en température.

La transition entre phases s’effectue par I’opérateur a 1’aide de boutons au niveau de
I’interface de commande. Ces transitions sont nécessaires car elles correspondent a des

Chargement mécanique (pression, température) et maintien du chargement ther-

mique.

Mise a zéro des consignes au moment de la rupture, et arrét de la caméra numérique

rapide.

manipulations :
O_balayage : Ouverture de la vanne de balayage.
F_balayage : Fermeture de la vanne de balayage.
O_chargement : Ouverture de la vanne de chargement.
AU3 : Arrét d’urgence 3 au moment de la rupture.

La sécurité est assurée par trois boutons (AU1, AU2, AU3) qui commandent la mise a

z€ro des consignes pendant chaque phase critique comme le montre la figure B.2.

—

o

—|—1

- avtoasexa
1 AU1_pression_a_0
A

_—I— procedure_interruption

Phase de balayage

—

0
- avaxar

1 [HAU2_temperature_a_0
A
T

2 AU1_maintien_pression_a_0 2 -IAU27maintien7temperatureiaio |

_—I— procedure_interruption

Phase de montée en température

o

—I— AU3-(X18+X20+21+X22+X23)

\ 1 2 3 -IAU37piIotageien7dep\acement 4 -IAUBitriggeriaﬁVl
T T T T
5 -IAU3_mamtien_temperature_a_o | 6 7 -IAU3_maintien_deplacement 8 -IAus_maintien_tngger
—|— procedure_interruption —|— procedure_interruption —|— procedure_interruption —|— procedure_interruption

Phase de Chargement mécanique

F1G. B.2: Sécurité
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—T— Procedure_demarrer

pilotage_temperature

maintien_temperature_a_0

pilotage_en_pression

—I— O_balayage

13 montee_balayage

|
|
—

16

f_balayage

—|— mz-oichargement

18 chargement_maintien_a_X

-1 AU3

24 AU3_temperature_a_0

1

—1— O_chargement

3 pilotage_en_effort

1

1

11 maintien_effort_a_0

—1— O_chargement

20 -Ichargementﬁpressionfa)(bar

>

+ o

21 chargement_effort_a_XN

+ s

22 -Ichargement_maintien_a_xbar

T

25

I

23 -Ichargement_maintien_a_XN |

s

1

12 maintien_trigger_a_0

-1 AU3

26 -IAU3_pi|otage_en_deplacement

27 -IAU 3_trigger_a_6v|

I

28 -IAU37maintienitemperatureiafo |

29 -IAU37maintienfpressionfafo |

procedure_interruption

—I— procedure_interruption

1

30 -IAU37rnaintien7depIacement

31 -IAU37maintien7trigger

—I— procedure_interruption

procedure_interruption

F1G. B.3: Procédure
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Annexe C

Post-traitement de la mesure optique du
suivi de fissure

Cette annexe présente la méthode de dépouillement des résultats des 2 caméras numé-
riques rapides et de la caméra infrarouge. L’ objectif est d’obtenir un ordre de grandeur de
la vitesse de propagation circonférentielle de la fissure en fonction du temps et un ordre
de grandeur de ’aire fissurée en fonction du temps lors de la dépressurisation de 1’éprou-
vette. Cette méthode a été implanté dans le logiciel scilab4.1.2-4 en utilisant la toolbox
Scilab Image Processing (SIP).

C.0.1 Hypotheses simplificatrices

La distance caméra-éprouvette (>1m) est tres grande devant le rayon de I’éprouvette
(12mm). Nous assimilons donc le diametre du cylindre vu au diametre effectif du cy-
lindre (voir figure C.1). Si I’on quantifie I’erreur pour le rayon effectif R = 0.012m, la

distance caméra-éprouvette (d=1m), le rayon vu vaut R, ~ R; s> = 0.011999m
1+ E

(pour d=0.15m, cas de la caméra infrarouge, R, ~ 0.011962m)

diametre effectif

diametre vu

F1G. C.1: Hypothese sur le diametre effectif de 1’éprouvette
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C. Post-traitement de la mesure optique du suivi de fissure

La position de la fissure est observée sur une demi-circonférence, la distance du point
observé au plan focal varie donc du rayon de I’éprouvette. Les phénomenes d’agrandisse-
ment décrits sur la figure C.2 seront négligés. Si 1’on quantifie I’erreur pour g1 = 1.012m,
g2 = 1.0m, le facteur d’agrandissement pour deux objets d’une méme taille p; = p, est
de % = 1.012, qui correspond a un agrandissement de 1.2% de I'image p), par rapport a

I'image p/ (pour d=0.15m, cas de la caméra infrarouge 1’agrandissement vaut 8%).

plan objet| gpy

plan focal 6[6

/ e P

q f

b1
P2
\_/ P2

’UI”S
5
[
=1

e

CIERETE

R GEEN

F1G. C.2: Hypothese sur la profondeur du champ

Les lentilles des caméras, par leur symétrie sphérique, provoquent une distorsion,
c’est-a-dire une déformation de I’'image réelle. Ce phénomene ne sera pas pris en compte.
La distorsion est plus importante sur les bords de I’'image. Le post-traitement s’effectue
plutot au centre de I’'image.

C.1 Meéthode de détermination de la position circonfé-
rentielle de la fissure

Lors du chargement mécanique, I’éprouvette gonfle sous I’effet de la pression interne.
Ce gonflement n’est pas toujours homogene sur la circonférence de 1’éprouvette (distri-
bution de température, localisation des déformations sur un défaut...). Nous cherchons a
déterminer dans la configuration déformée la position de la pointe de fissure a chaque
instant.

La premiere partie de la méthode correspond a I’identification de 1’axe de symétrie de
I’éprouvette et de la valeur du coefficient de proportionnalité permettant le passage des
pixels au millimetre. Le programme est appliquée sur une image de référence qui corres-
pond a une image de I’éprouvette a la température finale avant le chargement mécanique.

La deuxieme partie de la méthode permet de déterminer la position circonférentielle
de la fissure (6,R) sur I’éprouvette, a partir de la position de la pointe de fissure dans le
repere de I’image.

Il reste ensuite a coordonner les résultats des 3 caméras pour obtenir la position de la
fissure sur la totalité de la circonférence de 1’éprouvette.
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Méthode de détermination de la position circonférentielle de la fissure

C.1.1 Image de référence

Le traitement de 1’image de référence suit la démarche suivante (figure C.3) :

g
¢ A
O Y
m contour extérieur
m contour intérieur
, = contour seuillé
X

F1G. C.3: Traitement de I’image de référence

* Découpage CROP de la partie utile de I’éprouvette. Repere (O,)? Y ) associé a la
nouvelle image apreés découpage.

* Seuillage du contour gauche et droit de 1’éprouvette (Filtre de Sobel).

* Récupération des points du contour extérieur et intérieur.

* Calcul de I’axe réel.

* Détermination de I’axe de symétrie (droite des moindres carrés sur I’ensemble des
points de I’axe réel : Y = tan(a)X + b).

* Détermination de la transformation affine TA permettant de passer du repere de
I'image (0,X,Y) au repére local au tube (4,%,) :

x=Xcos(do') —Ysin(a)

TA: y = Xsin(o) +Ycos(a) —1

(C.1)
ot of = —aett = becos(a)

* Calcul de I'intervalle de tolérance sur la position de 1’axe Az. Soit y e ; I’ordonnée

Lyn

n ~i=
de tolérance Ar est approximé a 46 (95% des points si la distribution suit une loi
normale).

 Détermination de la valeur du rayon moyen R, en pixel et de I'intervalle de to-
lérance (AR = 40) calculés sur les points du contour extérieur et intérieur apres
TA.

e Calcul du coefficient de passage des pixels au millimetre p iy mm €t de son intervalle
de tolérance Ap pix mm-
Le rayon effectif de 1’éprouvette est calculé a partir de la déformation thermique
induite par un échauffement de 900°C (1000°C) :

€ = OLATId, (C.2)

des points i de I’axe réel apres TA, 6 = 1 ¥2., ; est 'écart type. L’intervalle
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C. Post-traitement de la mesure optique du suivi de fissure

ot o coefficient de dilatation vaut 1.214E5C~1 2 900°C (1.332E > a 1000°C).

En considérant que 1’éprouvette est chauffée de fagon homogene dans la zone utile,
nous obtenons :

AR
€0 th = 5 = 0AT, (C.3)
d’ol Rogg ~ 12.13mm (Rygop ~= 12.16mm).

Ppix mm €St calcul€ a partir du rayon réel 12.13+£0.02mm et du rayon en pixel R,y &=
AR

5 -

C.1.2 Détermination de la position de la fissure

La méthode de détermination de la pointe de fissure est illustrée sur la figure C.4 :

axc de référence
contour de référence

—

i gy
E’i"
X
pointe de figsure

—}k}-}-}——‘—-lﬁ contour droit

Yooy
Bnoy

contour gauche [{—

—

Ynaa
Romes

Y0min
R

min

=y

Z
g

: meo
arcsm(—”—Rsmy )

F1G. C.4: Détermination de la position de la fissure

Application de la transformation CROP a I’image. L’image est alors référencée par

rapport au repere (0,X,Y).

 Détermination de la position de la pointe de fissure (X;,Y;,AY;) dans le repére
(0,X.Y).

Détermination de la position du rayon droit Xgg,Ygs et gauche Xg,,Yg, dans le

repere (0, X,Y) au niveau de la fissure.

Application de la transformation TA a chaque point. On obtient dans le repere
(A,X.5)
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Meéthode de détermination de la position circonférentielle de la fissure

1. le rayon gauche R, + incertitude AR = 2 (choix)
2. le rayon droit R; + incertitude AR
3. la position de la pointe de fissure yg,,, + incertitude Ayg,,, .

Calcul de 8y,0y.et de Rg,,,, : On choisit de calculer le rayon moyen par interpolation
linéaire sur la position suivant y de la pointe de fissure :

ainsi
Omoy = arcsin (M) (C.5)
Re,,,,
Par la suite on calcul I’incertitude sur les rayons par :
Re,,, = Max(Ry4,R,) + ATR — % (C.6)

et en prenant pour valeur minimale de rayon, le rayon de 1’éprouvette a
900°C (1000°C) :

At
Ro,.0c = Rooo(1000) + - (C.7)

On détermine ensuite I’incertitude sur la position angulaire par :

0,0ax = arcsin (—yG’”‘”‘ ) , (C.8)
emax
avec A
V0,0 AL
yemax = yel‘ﬂ(}y + 2 : + ?; (C.9)
et
0,,in = arcsin (—yemi” ) , (C.10)
Remin
avec A
V6,0y Al
yemin:yemoy_ 2 - _7 (Cll)
La valeur du rayon est ensuite calculé en mm :
Fmin = 12.13 (12.16), (C.12)
Tmoy = Remoy X Ppix mm (C.13)
Appi
Fimax = (Reyy + At) X (Ppix mm + —=—0). (C.14)

2
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C. Post-traitement de la mesure optique du suivi de fissure

C.1.3 Optimisation de la position relative des caméras

Les étapes précédentes nous permettent d’obtenir la position de la pointe de la fissure
dans un référentiel attaché a la caméra. Il faut maintenant pouvoir relier les résultats
de chaque caméra entre eux. Il y a 3 thermocouples répartis sur la circonférence de
I’éprouvette. Un thermocouple est vu par 2 caméras simultanément. Ainsi nous utilisons

ces thermocouples pour situer chaque caméra 1’'une par rapport a

a lautre (figure C.5

page 142). Cette étape est réalisée sur I'image de référence de chaque caméra (voir

section C.1.1 page 137).

* Détermination de la position des 3 thermocouples dans les référentiels (0,)? ,17)
associés a chaque caméra :

T hermocouplel :

T hermocouple? :

T hermocouple3 :

Y T1_CAM1'*

min

Y T1_CAM2

min

Y T2 CAM1

min

Y 12 cre

min

Y T3_Cr

min

Y_T3_CAM2'*™

min

* Détermination de la position angulaire des 3 thermocouples dans les référentiels
(A,X,¥) associés a chaque caméra :

T hermocouplel :

T hermocouple? :

T hermocouple3 :

O_T1_CAM1"™

nmin

O_T1_CAM2"

nmin

O T2 CAM1"™

nmin

e_T2 CI'™

min

O_T3_CI

nmin

O®_T3_CAM2"

nmin

Le couple d’angle (8¢ jcam2s Ocami /CI) positionne angulairement la caméra 2
et la caméra infrarouge par rapport a la caméra 1. Nous optimisons le couple d’angles
(Ocam Jcam2y Ocam /CI) pour obtenir le recouvrement maximum de chaque thermo-
couple dans le repere global (figure C.5 page 142).

Ainsi, pour chaque couple d’angles (Ocan1/cam2; Ocami/cr) testé, on calcule :

* La position angulaire de chaque thermocouple dans le repere global :

T hermocouplel :

T hermocouple? :

T hermocouple3 :

0_T1_CAM1™ = ©_T1_CAM17™

min

0_T1_CAM21 = ©_T1_CAM2™ — Ocup1 ican
0_T2_CAM1"% = ©_T2_CAM1"
0_T2_CIn = ©_T2_CINe 4 Ocam jc1
0_T3_CLy" = O_T3_CILi¥ + Ocam /cr
0_T3_CAM2"® = ©_T3_CAM2" —Bcan11 jcana
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Détermination de 1’ aire fissurée

* On calcule pour chaque thermocouple le recouvrement (figure C.5 page suivante). 11
est normé par rapport a son recouvrement potentiel maximum (intervalle angulaire
correspondant au plus petit arc de cercle).

* On fait la somme des 3 recouvrements normés.

Le couple d’angles optimisé (8capr1/cam2, Ocami/cr) est celui qui conduit au maxi-
mum du recouvrement minimum des trois thermocouples. S’il reste plusieurs solutions,
on utilise le critere de somme des recouvrements maximum.

Nous ne donnons pas d’intervalle de tolérance a ce couple d’angle. Sa valeur n’a pas
d’influence sur la vitesse de propagation a part au moment du passage de la pointe de
fissure d’une caméra a 1’ autre.

C.1.4 Calcul de la part et de la longueur circonférentielle d’éprou-
vette fissurée

Dans le cas ou il y a plusieurs fissures, on somme la contribution angulaire de chacune
pour calculer la part d’éprouvette fissurée. Le calcul est effectué en prenant en compte les
incertitudes sur les positions angulaires (8,4in, 00y, Omax)-

On calcule ensuite la longueur de fissure en multipliant I’espacement angulaire par le
rayon (mini= Rog(1000) » MOYEN= Ty, MaXi= max(Fmax))-

C.2 Détermination de I’aire fissurée

L aire fissurée est calculée en comptant les pixels qui décrivent la surface fissurée.

Les limites de la fissure ne sont pas toujours claires. Nous colorons les pixels corres-
pondant a I’aire fissurée minimale et maximale de deux couleurs différentes.

Certaines parties de 1’aire fissurée est vue par deux caméras simultanément. Pour évi-
ter de les comptabiliser deux fois, on réalise la somme des pixels sur un espace limité
(voir figure C.6 page suivante et la section C.1.3 page précédente)

Une intégration dans un repere cylindrique est ensuite utilisée en se placant dans le
repere (A, X,y) associé a la caméra :

npx
aire = Y R x A8(i) x h(i), (C.15)
i=1

1=

avec npx nombre de pixel, R le rayon en mm, A la variation angulaire correspondant
a un pixel, & = ppix mm la variation de hauteur correspondant a un pixel en mm. A0 est
calculée a partir de la position du pixel dans le repere d’étude et d’un rayon moyen. Le
rayon moyen est déterminé a 1’aide d’une image de référence correspondant a un instant
juste avant la dépressurisation. Pour le calcul de airepin, R vaut Rooo(1000)- Pour airepay,
R est déterminé a partir de la valeur maximale du rayon de 1’image de référence.

Il ne reste plus qu’a effectuer la somme des aires fissurées sur chaque caméra.
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C. Post-traitement de la mesure optique du suivi de fissure

BCAMI/CAMZ

0_T3.Crnes

min

0.T3. CAM 2mae

min

ﬁ--ﬁn CAMITS

nn

82 CITes

min

0.T1.CAMIT

min

0.T1.CAM2S® ‘

doamisor

Y T1.CAMITES

man

Y T2 CAMITES

min

F1G. C.5: Optimisation de la position relative des caméras

aire miniHE
aire maxi

YT1CAM1eax Y T2 CAM1,4n
limite pour le calcul de I'aire mim1 ™

limite pour le calcul de I'aire maxi
I 1
Y T1.CAM1min Y T2.CAM 1oz

F1G. C.6: Détermination de I’aire fissurée (exemple d’une image de la caméra 1)
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Annexe D

Eprouvette B, Rupther, 900°C

Vue de dessus

Inscription B vers le haut

CAM
1000i/s

diaphragme 16

120mm

Omm:TC m:REF
10mm:TC4 mm:TC6
30mm:TC7?7

CAM1
1000i/s
diaphragme 16

L'éprouvette a subi un effort de compression
de 3500N pendant le montage

F1G. D.1: Disposition
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D. Eprouvette B, Rupther, 900°C

D.1 Résumé

Initiation : L’initiation de la fissure s’est déroulée du coté de la caméra infrarouge.
Visuellement, elle est apparue a 1 >~ 681.988s (= 1, = 230.935s, 13 = —1785ms) pour un
déplacement du vérin de 7.31mm.

Description sommaire : La trajectoire de la fissuration a été globalement copla-
naire méme si quelques ondulations ont pu €tre remarquées. La vitesse circonférentielle
moyenne vaut
VRzlzmm ~ 2mm.s .
La rigidité globale de 1’éprouvette s’est maintenue jusqu’a t3 ~ —40ms (g—;g ~3 au
lieu de 1.65), signe d’une propagation stable de la fissure (lente voir inexistante). A partir
de 13 ~ —40ms, I’effort et la pression ont chuté brutalement, la fissuration est devenue
instable.
Le déplacement du vérin a atteint 11.01mm au moment du décallotage.

Observations issues des caméras : La premiere partie de la propagation s’est déroulée
du coté de la caméra infrarouge. Elle correspond a la rupture des 7 premiers % de la
circonférence de 1’éprouvette jusqu’au temps 3 = —600ms. La vitesse circonférentielle
moyenne est de I’ordre de 4mm.s~!. La trajectoire de la fissure a fait un angle de 24° par
rapport au plan normal a I’axe du tube (trajectoire idéale) pour redevenir coplanaire a la
fin de la période.

A t3 = —600ms, la pression est tombée a environ 1.7MPa et la température des levres
de la fissure (au niveau de I’amorcage) valait 620°C a 680°C.

Les dix dernieres millisecondes ont aussi été€ observées par la caméra 2. Elles corres-
pondent aux 30 derniers % de la circonférence de I’éprouvette. La vitesse circonférentielle
moyenne est de I’ordre de 1 — 6m.s~!. La fissure a fait un angle de 10° avec la trajectoire
idéale. A la fin de la fissuration, la pression au niveau du mors inférieur était d’environ
0.25MPa (psyp ~ 0.4MPa).

La partie intermédiaire n’a pas été correctement vue par les caméras (fissuration ca-
chée par I'inducteur). On a pu néanmoins observer une nouvelle initiation de fissure au
niveau de la caméra 1 au temps 3 >~ —30ms qui a rejoint I’autre dans la suite de la propa-
gation.
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Métrologie

D.2 Métrologie

identification
side (ex : A...)

FI1G. D.2: Repere de métrologie

Thickness difference between each one and the minimum : 0.783mm

0.03 — T T 55mm
f -60mm x
-65mm .

0.02 ]
0.01

0.01 | A

0.02 F i J

0.03 1 e I . .
0.03 0.02 0.01 0 0.01 0.02 0.03

F1G. D.3: Mesure de 1’épaisseur de 1’éprouvette dans la zone utile (écart a la valeur mi-
nimale)
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D. Eprouvette B, Rupther, 900°C

D.3 Chargement thermique

1000

set'point - : : : : : :
REF
900 | TC1 -oeeeeee i
TC2 o : : : :
800 TC3 .
TC4
700 F TC5 = -
o | TC7 j j j S
< 600 | R b e B B
o : : : : o i :
% 1 .
@ : : :
o : : :
S 400 g &
() .
— : : : j : :
300 [l T T
200 [ T
100 o &
0 H H H H H H
50 100 150 200 250 300 350 400 450 500
Test time (s)
F1G. D.4: Montée en température
Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 50 100 150 200
1000 ] ] ] ] set point
: REF
i ‘A.A;.».mw"""“m’ ..........
950 T ,’,,;,.;,;;“,;,ﬁ;.«;-xfimv‘-’*’"“”“‘"’*‘Mﬁﬂ*n’at‘vh' R $8; ....................
: : : TC3
g s SRR SR TC4
— L iorenciontey “ L__NM__:W‘:"-M*M.».." N TC6 - -
8 : : Tﬁm‘m“"“'w‘:‘%&. " TC7 oo
2 : : : :
@© . L ey o i
5 e : : R
a 800 e firrrs o fre -
€ : : : :
o
[ : : : :
750 [ s o s o
I S i i i
L e
650 i i i i

500 550 600 650
Test time (s)

FI1G. D.5: Mesure locale de la température pendant le chargement mécanique
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Chargement thermique

Temperature (°C)

Temperature (°C)

" " " " " " " " "
1000 fooiiv e j
950 | i o :
» RIS :
900 N -
DRSS SR
. v b

i ik ._’m‘w;;o,»»wn}{-n-.m»-.»:v‘
850 L T I e

800 iy iy i) i) iy iy i) i)

682 682.2682.4682.6682.8 683 683.2683.4 683.6 683.8

Reference time : failure (ms)

-1600-1400-1200-1000 -800 -600 -400 -200 O

Test time (s)

set point
REF
TC1
TC2
TC3
TC4

TC5 =

TC6
TC7

F1G. D.6: Mesure locale de la température pendant la dépressurisation

Reference time : failure (ms)

160 -140-120-100 -80 60 -40 -20 0 20
SN o 20 A L8 A M SO S S B
50 |t ]
P
850 |
800 : ;

683.6 683.667 683.733

Test time (s)

683.8

set point
REF
TC1
TC2
TC3
TC4

TC5 =

F1G. D.7: Mesure locale de la température pendant la propagation instable de la fissure
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D. Eprouvette B, Rupther, 900°C

z coordinate from the specimen center (mm)

Temperature field at 460s
60 L) L) L] L]

0=240°  +

0=120°
EERERE R 6=0°

CLUN 5 0 A G S S S S S A A S S S A

P S W W
o 0 o 0
20 [t b

10 o

0 bbb i
650 700 750 800 850 900 950
Temperature (°C)

F1G. D.8: Distribution de température au début du chargement mécanique

z coordinate from the specimen center (mm)

Temperature field at 682s
60 L) L) L] L]

A
DN
N B
[eX=Y=)
] o,
* +

10 |

oY 0 O OO U OO SO U OO OO VOO SO OO OO SO SO AOL OO SO SO NUOF OO FOPOL SO N SO
700 750 800 850 900 950 1000
Temperature (°C)

F1G. D.9: Distribution de température au moment de la dépressurisation
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Chargement mécanique

D.4 Chargement mécanique

Pressure (bar)

Displacement (mm)

10

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 50 100 150 200

,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,

inferior Pressure o """"
machine tensile Force - T
pressure tensile Force --------- i
total tensile Force .
500 550 600 650

Test time (s)

3500

3000

2500

2000

1500

1000

500

F1G. D.10: Effort et pression pendant le chargement mécanique

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 50 100 150 200

i Displacement -
. totalltensile Force , .
500 550 600 650

Test time (s)

3500

3000

2500

2000

1500

1000

500

F1G. D.11: Effort et déplacement pendant le chargement mécanique

Force (N)

Force (N)
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D. Eprouvette B, Rupther, 900°C

Reference time : failure (ms)

-1600 -1400 -1200 -1000 -800 -600 -400 -200 0

3500

3000

Pressure (bar)

10

0

superior Pressure - B S S & S

inferior Pressure o P

total tensile Force

2500

2000

1500

1000

500

Displacement x2 (mm) - -~ --- 3

0

682 682.2 6824 682.6 682.8 683 683.2 683.4 683.6 683.8

Test time (s)

F1G. D.12: Effort et pression pendant la dépressurisation

Reference time : failure (ms)
-160 -140 -120 -100 -80 -60 -40 -20 0 20

T T T T T T T T L T 3000
2500
. 2000
@
S
()
5 1500
)]
7]
g
o
1000
5F superior Pressure -~ R SRS SRS, § S—
inferior Pressure
total tensile Force ‘
0 Displacement x2 (mm) - -~--- : : ‘ 0
683.6 683.667 683.733 683.8

F1G. D.13: Effort et pression pendant la propagation instable de la fissure

Test time (s)

Force (N)

Force (N)
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Contraintes

D.5 Contraintes

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)

0 50 100 150 200
L) L) L) 1 ] 5
o S s —
: i i 3 3 4
—_ 50-@ """""" e oo s !
© H : H : : o
S | ‘ ‘ ‘ ‘ 5
PR o — e — e — S—
@ o
F= e 2 S S 5 £
.é E
o A N YN S T 2 0 2 0 2 0 0 L e WA S T T TSN R e LT o
S o T — 2
‘ ‘ 11
circumferential stress ———— =~
tensile stress
stress ratio -+ ; ; 0
500 550 600 650
Test time (s)
F1G. D.14: Contraintes nominales pendant le chargement mécanique
Reference time : failure (ms)
-1600 -1400 -1200 -1000 -800 -600 -400 -200 0
L) L) L) L) L) L L L L) 5
L e S S S S S S
—~ 50
© i)
= E
o 40 3 o
2
K] 2
5 30 , E
.é E
S 2
Z 20
‘ ‘ ‘ ‘ 1
10 | " circumferential stress ————
tensile stress ‘ : :
stress ratio -+ 1 1 :
O 'l 'l 'l 'l 'l 'l 'l O

682 682.2 6824 682.6 6828 683 683.2 6834 683.6 683.8
Test time (s)

F1G. D.15: Contraintes nominales pendant le dépressurisation
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D. Eprouvette B, Rupther, 900°C

Reference time : failure (ms)
-160 -140 -120 -100 -80 -60 -40 -20 0 20

' ' ' ' ' ' ' ' ' ™ °
60 IR OO T OO T OOTU T TO TN OOTUOT OO SO UOT OO T UOT OO T OO POt SOOP RO OTOO SOOTRTOTSOTTOT SO
14
©
i 2
=3 3 o
% (2]
3 2
; :
2 : 2 £
o : : : : ; ‘ ; ‘ prd
10 circumferential stress ;
tensile stress : ;
stress ratio ---------- : ‘ ‘ $
o 'l 'l 'l 'l 'l 'l 'l 1 Il 0

683.6 683.62683.64683.66683.68 683.7 683.72683.74683.76683.78 683.8
Test time (s)

F1G. D.16: Contraintes nominales pendant la propagation instable de la fissure
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Propagation circonférentielle de fissure

D.6 Propagation circonférentielle de fissure

IR 682.524s

IR 682.027s

IR 683.174s

CAM2 683.693s CAM1 683.713s CAM1 683.743s

CAM2 683.763s

CAM2 683.748s CAM2 683.758s

CAM2 683.768s CAM2 683.773s

F1G. D.17: Images de la propagation de fissure
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D. Eprouvette B, Rupther, 900°C

Time to complete fracture (ms)

-1600 -1400 -1200 -1000 -800 -600

9 L] L] L] L] L]

[ R B i i i - iit;l il AL -
S e S RS E AR — ]
=
B T R A i A —_ i i .
9
X
I R i A, i L e B i -
o
s e S, N S S S— 1
[

o

D G R e e e o
£ 3

3

6 2 TSI -

T 2 e L ST -

0 'l 'l 'l 'l 'l

682 682.2 682.4 682.6 682.8 683 683.2

Test time (s)

F1G. D.18: Propagation circonférentielle pendant la dépressurisation

Time to complete fracture (ms)

-1600 -1400 -1200 -1000 -800 -600
8 1 ] 1 ] 1 ] L) L) L)
T7F Cracksspeed_1= """"" o
€ ‘ ‘ 3.787 mm.s ‘
E B b N S i
=
13
TS T R e e B -
X
S | | | ‘ | |
5 4 -"crack’s'speed_'1=~~ e ‘ """"" e =
®© 3.852 mm.s j ; j j j
Y — AU S— ‘ ,,,,,,,,,, S S— 1
Ko ; ; ; ; ; ;
T _
5
1 ,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,, -
O I 'l 'l 'l 'l 'l
682 682.2 682.4 682.6 682.8 683 683.2

Test time (s)

F1G. D.19: Propagation circonférentielle pendant la dépressurisation
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Propagation circonférentielle de fissure

Circumferential crack lenght (%)

Circumferential crack lenght (mm)

Time to complete fracture (ms)

-12 -10 -8 -6 -4 -2 0
100 f f f f f f f
of
o R
T

iiﬁ}n’”_

65 H 1 H 1 H 1 H 1 H 1 H 1 H 1

683.76 683.762 683.764 683.766 683.768 683.77 683.772 683.774

85

80

75

70

65

60

55

50

Test time (s)

F1G. D.20: Propagation circonférentielle finale

Time to complete fracture (ms)

-12 -10 -8 -6 -4 -2 0
fcircumferénce for R;12mm ' ------- : : :
- crack’s speed =
: : : 5483 m.s :
""" wcrack’s'speegi:":' e
: 1.505 m.s : :

683.76 683.762 683.764 683.766 683.768 683.77 683.772 683.774

Test time (s)

F1G. D.21: Propagation circonférentielle finale
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D. Eprouvette B, Rupther, 900°C

D.7 Loi de dépressurisation

Reference time : failure (ms)
-1600 -1400 -1200 -1000 -800 -600

2.6 T T T T T ] 4
‘ ‘ ‘ ‘ ‘ i1 3.5
2.4 [ o s e o s x
‘ : ‘ : } i1 3
_ { <
T 22 12% €
=3 3 * @©
o Pressure : 2 o
5 Cracked area :---%---- ©
@ : : 3
o D NG x
o 1.5 g
O
: : : : : : 1
18 fro — R =
| | 2 N R | 0.5
‘ ‘ o ‘
: L% : : :
1.6 Lit, 'l 'l . . 'l 'l 'l 0
682 682.2 682.4 682.6 682.8 683 683.2
Test time (s)
F1G. D.22: Loi de dépressurisation
n=0.4
2.6 r v T T ' 3 4
: : : : o 1 35
24 """" Ry N S0 B i e 'v;‘:‘"" """"
5 292 125 ¢
= ©
e \ \ {2 £
> L ;
@ Experimental pressure R = . 3
o 2 Depressurization law =i=i=i= o Mgty Ly g ¢
o Cracked area s+ S : : ®
: 1 ; O
| T Pt N N 1
. ‘ 3 ; v 0.5
,,,,,,, Tt - 8 : : ""»\
16 lllll '] 'l >l 'l 'l 7 0
-1.6 -1.4 -1.2 -1 -0.8 -0.6

Reference time : failure (s)

F1G. D.23: Comparaison a une loi de dépressurisation (détente adiabatique)
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Planéité de la trajectoire de la fissure

D.8 Planéité de la trajectoire de la fissure

F1G. D.24: Planéité de la trajectoire de la fissure
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D. Eprouvette B, Rupther, 900°C

D.9 Refroidissement des levres de la fissure lors de la dé-
pressurisation

F1G. D.25: Valeurs minimale et maximale de la température mesurées sur un profil cou-
pant la fissure en fonction du temps

S a2.2028

10px = 1.71mm
! ‘

| sB2.598s

10px = L71mm

F1G. D.27: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure
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Refroidissement des levres de la fissure lors de la dépressurisation

682.999s

10px = 1.71mm
‘
205

10px =1.71mm

haut

| bas

10px = 1.71mm

F1G. D.30: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure

159



D. Eprouvette B, Rupther, 900°C

D.10 Images de microscopie électronique a balayage

D.10.1 Détermination approximative de I’épaisseur résiduelle

S Measurement: Image 1 P[] 1
=

Line Tengths in microns:
From To Length

1 125.806
3 125,016
5 122,254
78 135.837
910 134.074

No angles in image

FI1G. D.31: Vue de dessus

T et L&
300microns
Length

160,575
15,329

16,1683
35, 3981

FI1G. D.32: Vue de dessus
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Images de microscopie électronique a balayage

300microns
¥ Measurement: Image 1 P[] 3
Line lengths in microns: |=
fron To  Lenath

1 117,469

1
1

3
5
7
9
1

3

13 1 :
15 16 14,643

No angles in image

F1G. D.33: Vue de dessus

[ Measurement: Image 119 =l 3
Ufne Tengths in microns:

From To  Length
2 102,005

4 97.553

6 114.316

8 138.2

3 10 128,274

Mo angles in {mage

F1G. D.34: Vue de dessus
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D. Eprouvette B, Rupther, 900°C

D.10.2 Facies de rupture

F1G. D.35: Facies de rupture : vue de dessus

D.10.3 Paroi interne de I’éprouvette

F1G. D.36: Paroi interne : vue de coté
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Images de microscopie électronique a balayage

F1G. D.37: Paroi interne : vue de coté loin de la rupture

F1G. D.38: Paroi interne : vue de c6té au niveau de la fracture process zone
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D. Eprouvette B, Rupther, 900°C
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Annexe E

Eprouvette D, Rupther, 900°C

Vue de dessus

Inscription D vers le haut

CAM
1000i/s

diaphragme 16

X mm

120mm

Oomm:TC
20mm:TC7 Omm:TC4
15mm:TC6

CAM1
1000i/s
diaphragme 16

L'éprouvette a subi un effort de compression
de 2000N pendant le montage

F1G. E.1: Disposition
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E. Eprouvette D, Rupther, 900°C

E.1 Résumé

Initiation : L’initiation de la fissure s’est déroulée du coté de la caméra infrarouge.
Visuellement, elle est apparue a t; ~ 629.032s (=1, = 176.265s, 13 = —35.507s) pour un
déplacement du vérin de 6.04mm.

Description sommaire : La trajectoire de la fissure était, lors de la dépressurisation,
globalement coplanaire. Par la suite, de multiples fissures se sont amorcées a des hau-
teurs différentes. Chaque fissure a suivi un trajet globalement coplanaire. Elles se sont
rejointes au moment du décallotage complet, dans les 20 dernieres millisecondes, par des
trajectoires tres “torturées’.

L’éprouvette était totalement dépressurisée a t3 ~ —22s. Par la suite, elle a été seule-
ment soumise a 1’effort appliqué par la machine de traction F;,. La fissuration instable a
commencé a partir de t3 ~ —70ms jusqu’a t3 >~ —20ms. Durant les 20 dernieres millise-
condes, les multiples fissures se sont rejointes sous I’action du déplacement du vérin.

Le déplacement du vérin a rupture complete de 1’éprouvette vaut 19mm, une telle
valeur s’explique par la trajectoire des fissures.

Observations issues des caméras : Du fait de la trajectoire “torturée ” de la fissure,
seule la propagation qui s’est déroulée durant la dépressurisation, a été traitée. Elle cor-
respond a la rupture des 6.5 premiers % de la circonférence de 1’éprouvette jusqu’au
temps #3 ~ —25s. La vitesse circonférentielle moyenne est de I’ordre de 0.7mm.s~!. La
trajectoire de la fissure a formé un angle de 27° par rapport a la trajectoire idéale. La
température des levres de la fissure (au niveau de I’initiation) est passée par un minimum
atteignant 620°C a 700°C vers t3 ~ —30s.
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Métrologie

E.2 Meétrologie

identification
side (ex : A...)

FI1G. E.2: Repere de métrologie

Thickness difference between each one and the minimum : 0.751mm

0.03 — T T 55mm
: -60mm =

-65mm =
0.02 .
0.01
°
0.01 - / |

0.02 } e .

0.03 1 e I . .
0.03 0.02 0.01 0 0.01 0.02 0.03

F1G. E.3: Mesure de I’épaisseur de I’éprouvette dans la zone utile (écart a la valeur mi-
nimale)
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E. Eprouvette D, Rupther, 900°C

E.3 Chargement thermique

1000

set'point - : : : : : :
REF
900 I TG wreveeeen T
TC2 v
800 TC3 oo g g y
TC4
700 k- TCE o b .
o | TC7
. B00 F  TEg i
g
2 500
@
Q.
S 400
()
|_
300
200
100
0 i i i i i i i
50 100 150 200 250 300 350 400 450 500
Test time (s)
F1G. E.4: Montée en température
Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 50 100 150 200
1000 H H H H set point
REF
TC1 -oeeeeee
900 | 03 J—
TC3
TC4
800 friii TC5
%) TC6 - -
o f i i f TC7 ............
© 700 b ] TC8 ——
T
)]
£
s 600
|_
500
400

500

550 600 650
Test time (s)

F1G. E.5: Mesure locale de la température pendant le chargement mécanique
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Chargement thermique

Reference time : failure (ms)
-35000 -30000 -25000 -20000

1000 . 4 seteant
! | TCY oo
. : TC2 oo
. : TC3
¥ : TC4
950 T ; TC5 e
o ¥ 3 TCB -~
8 P : TC7 ............
o = :
5 X
S 900 P = :
[} P ;
Q P ‘
S - :
5 ™
— 5 :
850 - :
800 e .
625 630 635 640 645

Test time (s)

F1G. E.6: Mesure locale de la température pendant la dépressurisation

Reference time : failure (ms)

-200 -150 -100 -50 0
1000 |t R . - e o et
| n n n | TC1 oo
TG2 o
TC3
| » » » | TC4
S e TCB v
—~ : : : : : : : : TC6 ‘‘‘‘‘‘‘‘‘‘ -
(()\')/ TC7 ............
e
=
o 900
m ...........................................................................................
o
S
o
|_
TV NS W SPSNSSANS S NP Wt NS———
o bt

664.35 664.4 664.45 664.5 664.55
Test time (s)

F1G. E.7: Mesure locale de la température pendant la propagation instable de la fissure
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E. Eprouvette D, Rupther, 900°C

Temperature field at 460s
60 L) L) L] L]

0=240°  +.
6=120°
ol e e

40 |
30 i
20

10 |t

z coordinate from the specimen center (mm)

(oY "2 0 T OO OO O YOO OO O VUL O O O OO O WO OO OO O WU OO UL O N OO SO WO SO
300 400 500 600 700 800 900 1000
Temperature (°C)

F1G. E.8: Distribution de température au début du chargement mécanique

Temperature field at 630s

z coordinate from the specimen center (mm)

Temperature (°C)

F1G. E.9: Distribution de température au moment de la dépressurisation
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Chargement mécanique

E.4 Chargement mécanique

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)

0 50 100 150 200
T T T T 3500
F - 2 - I
25 poofs S —— S ——— | B S P
"""""" P e e e e 3000
. . : N\ f 2500
T 1 1 . }
o e g e s Pl 20000 S
o 1 1 § 1 Y
2 8
g 1500 2
O 0 b b
: o -t 1000
superior Pressure R
inferior Pressure
machine tensile Force - i 500
pressure tensile Force - A
. total tensile Force 3 0
500 550 600 650
Test time (s)
F1G. E.10: Effort et pression pendant le chargement mécanique
Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 50 100 150 200
10 T - T T 3500
————————————— R e e e E
B o e [ A
R S e — e o ~-{ 2500
E H . H i
RS S See—— T — T —— .
= peeee s it pro i 20000 Z
Q H H H H =
5 | ] | 8
£ /RSSO N S Bt § I S 1500 2
i H H H H
""""""" T e 1000
2l — | —
rrrrrrrrrrr i el 500
¥ Displacement —— ¥
H total tensile Force i
O 'l 'l 'l 0
500 550 600 650

Test time (s)

F1G. E.11: Effort et déplacement pendant le chargement mécanique
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E. Eprouvette D, Rupther, 900°C

Reference time : failure (ms)

-35000 -30000 -25000 -20000
T T LB T 3500
3000
2500
5 P P P :
2 T R R 4 2000
L i P B 3
9 _;.;..'.'-'--'-;""'""'_':':'""' """""" """""" :" 1500
e [V S—— e i .
rrrrrrrrrrrr R S N —— 11\
5F supéribr Pressure ST N— """"""
) inferior Pressure -~ "R N 500
total tensile Force
0 Displacement x2 (mm) -~ - ) 1,
625 630 635 640 645
Test time (s)
F1G. E.12: Effort et pression pendant la dépressurisation
Reference time : failure (ms)
-200 -150 -100 -50 0
; ™ ™ ™ Y T 3000
2500
. 2000
@
S
()
5 1500
)]
7]
g
o
1000
5': ‘ Supeﬁor‘PreSSure ‘ : :::::::::13::3::::::::::::3::; 500
inferior Pressure
total tensile Force
Displacement x2 (mm) -~ : 1 0
664.35 664.4 664.45 664.5 664.55

Test time (s)

F1G. E.13: Effort et pression pendant la propagation instable de la fissure

Force (N)

Force (N)
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Contraintes

E.5 Contraintes

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)

0 50 100 150 200
L] L) L) ' L) o 5
6o f e e
; ? ? i 14
B0 f R s
© : : ‘ i : P o
s ' ' 1. ©
S 0 B 13 o
? 1 7]
9] j £
© ] 2
o s /e 1o £
-é E. a E
o H A T I L M e N S A L L AT T L A L S S L L L L e a o
2 D) Bt e e et e ‘ z
| 11
: )
circumferential stress A ;
tensile stress : ;
stress ratio -+ N . 0
500 550 600 650
Test time (s)
F1G. E.14: Contraintes nominales pendant le chargement mécanique
Reference time : failure (ms)
-35000 -30000 -25000 —-20000
L) L) ,; L L 5
60
4
—~ 50
®© i)
£ , §
o 40 a
2
B 2
T 30 5 £
.é E
S Z
Z 20
‘ 11
10 circumferential stress ———— =N
tensile stress
stress ratio -+ ;
0 L L 0
625 630 635 640 645

Test time (s)

F1G. E.15: Contraintes nominales pendant le dépressurisation
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E. Eprouvette D, Rupther, 900°C

Reference time : failure (ms)

-200 -150 -100 -50 0
L) L) " " 5
]
| | ] 44
) s
d I I 1 1 2
S 40 A— R e e
@ | | 3 | =
g 30 pe ——— Ay —— 1, £
£ ‘ ; I
S : : : ; S
Z 20 P
| | | 41
10 | circumferential stress ———— e
tensile stress
stress ratio - 1
0 'l 'l 'l 'l 0
664.35 664.4 664.45 664.5 664.55

Test time (s)

F1G. E.16: Contraintes nominales pendant la propagation instable de la fissure
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Propagation circonférentielle de fissure

E.6 Propagation circonférentielle de fissure

5[5 [5]"

IR 629.032s IR 632.269s CAM2 634.530s

IR 636.438s IR 638.167s

CAM2 657.530s CAM2 659.390s CAM2 664.390s

IR 640.201s CAM2 653.530s

CAM1 664.440s

CAM?2 664.490s

CAM1 664.480s CAM2 664.480s CAM1 664.490s

CAM1 664.500s CAM2 664.500s CAM1664.510s CAM2 664.510s

F1G. E.17: Images de la propagation de fissure
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E. Eprouvette D, Rupther, 900°C

Circumferential crack lenght (%)

Circumferential crack lenght (mm)

Time to complete fracture (ms)
-34000 -32000 -30000 -28000 -26000 -24000

630 632 634 636 638 640
Test time (s)
F1G. E.18: Propagation circonférentielle
Time to complete fracture (ms)
-34000 -32000 -30000 -28000 -26000 -24000
- S — crack’s'Speed SN S— S T 1 e -
| 0.685mms’ ' |
630 632 634 636 638 640

Test time (s)

F1G. E.19: Propagation circonférentielle
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Loi de dépressurisation

E.7 Loi de dépressurisation

Reference time : failure (ms)

-35000 -30000 -25000 -20000
L] L) L) L) 5
2.5 po i s -
1 ‘ v 4 45
e o R 1
5 | R E
o i ) ol : 4
= LS e RS A WA S 3 g
o Pressure : 1.5 ¢
5 Cracked area :---%---- ©
2 : 3
O b 41 2 X
& |
: 115 O
ﬁ {1
| {05
0 X » X | 0
625 630 635 640 645
Test time (s)
F1G. E.20: Loi de dépressurisation
n=0.4
L) L] L) L) L) 5
2.5 b Experimental pressure =——— ..
R S e Depressurization law ==n=- - ey 45
T~ Cracked area s s ’
3 et 4
f 35 o~
E : 3 S
S o 1
; (&)
S : 25 5
2 : 3
o ; 2 2
T | g
: 15 O
- s 1
| : 05
L ';"i’.‘. ------- o ":'L': i i i 0

Reference time : failure (s)

F1G. E.21: Comparaison a une loi de dépressurisation (détente adiabatique)
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E. Eprouvette D, Rupther, 900°C

E.8 Planéité de la trajectoire de la fissure

F1G. E.22: Planéité de la trajectoire de la fissure
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Refroidissement des levres de la fissure lors de la dépressurisation

E.9 Refroidissement des levres de la fissure lors de la dé-
pressurisation

F1G. E.23: Valeurs minimale et maximale de la température mesurées sur un profil cou-
pant la fissure en fonction du temps

10px = 1.74mm

130 1y B32.5065 10px = 174mm

F1G. E.25: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure
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E. Eprouvette D, Rupther, 900°C

10px = 1.74mm
s IR

10px = 1.74mm
L il

van o B839.997s 10px = 1 '..f-lmn\.

F1G. E.28: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure
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Annexe F

Eprouvette F, Krakatoa, 900°C

Vue de dessus

Inscription F vers le haut

CAM
1000i/s

diaphragme 16

X mm

120mm

15mm:TC6

CAM1
1000i/s
diaphragme 16

L'éprouvette a subi un effort de compression
de 3000N pendant le montage

F1G. E.1: Disposition
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F. Eprouvette F, Krakatoa, 900°C

F.1 Résumé

Initiation : L’ initiation de la fissure s’est déroulée du c6té de la caméra 2. Visuellement,
elle est apparue a 1] ~ 622.09s (=1, = 158.115s, 13 = —144.873s) pour un déplacement
du vérin de 4.16mm. Il semble cependant que I’initiation ait eu lieu encore plus tot car
I’éprouvette avait déja commencé a dépressuriser au moment de 1’initiation visuelle.

On peut approximativement situer 1’initiation a partir de la courbe de pression a
1 ~ 584s (=t ~ 120s, t3 ~ —183s). Cependant il est aussi probable que cette dépres-
surisation soit due a un probleme d’étanchéité au niveau du systeme d’attache de I’éprou-

vette.

Description sommaire : L’initiation vue, par la caméra 1 (fissure 1), a été suivie par un
amorcage quasiment simultané d’une deuxieme fissure (fissure 2) du coté de la caméra
infrarouge. Les deux fissures n’ont quasiment pas propagé lors de la dépressurisation.
Apres la dépressurisation, de multiples initiations ont eu lieu. Elles ont participé a for-
mer une fissure globalement coplanaire. Les amorgages ne sont pas tous observables car
en parties cachés par I’inducteur. La trajectoire de la fissure, responsable du décallotage
complet de I’éprouvette, ne comprend pas la fissure 2. La piece, apres essai, comprend
donc un décallotage complet et un percement.

La dépressurisation de 1’éprouvette s’est terminée a 3 ~ —87s. Par la suite, elle a
été seulement soumise a I’effort appliqué par la machine de traction F;,. La fissuration
instable a commencé a partir de f3 >~ —20ms.

Le déplacement du vérin a rupture complete de I’éprouvette vaut 9.07mm.

Observations issues des caméras : Les fissures n’ayant presque pas propagé lors de la
dépressurisation, nous n’avons pas pu mettre en oeuvre la méthode de détermination de
la vitesse de propagation. Il en va de méme pour la partie de propagation instable car la
fissuration est en partie cachée par 1’inducteur.
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Métrologie

F.2 Meétrologie

identification
side (ex : A...)

FI1G. F.2: Repere de métrologie

Thickness difference between each one and the minimum : 0.764mm

0.03 — T -55mm -
f -60mm =
-65mm =
0.02 4
0.01 4
0
0.01 | N
0 . 02 | ,‘ ««««««« “-~~"‘"~-----”.~.%, IIIIIIIII e "(, i
0.03 1 | ----- i | 1

0.03 0.02 0.01 0 0.01 0.02 0.03

F1G. F.3: Mesure de I’épaisseur de 1’éprouvette dans la zone utile (écart a la valeur mini-
male)
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F. Eprouvette F, Krakatoa, 900°C

F.3 Chargement thermique

1000

900

800

700

600

500

400

Temperature (°C)

300

200

100

1000

900

800

700

600

Temperature (°C)

500

400

set point

REF
TC1
TC2
TC3
TC4

TC5 -

50 100

150

200 250

300

Test time (s)

350 400 450 500

F1G. F.4: Montée en température

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 50

100

150 200

250

300

500

550

600 650
Test time (s)

700

750

set point
REF
TC1 --ooeeees
TC2 v
TC3
TC4
TC5 -
TC6 ~——-- -
TC7 ............
TC8 ——

FI1G. E.5: Mesure locale de la température pendant le chargement mécanique

184



Chargement thermique

Reference time : failure (ms)
-180000 -160000 -140000 -120000 -100000 -80000

oo [T T T ] setpon
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Temperature (°C)
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F1G. F.6: Mesure locale de la température pendant la dépressurisation

Reference time : failure (ms)
-160 -140 -120 -100 -80 -60 -40 -20 0

1000 b 591 RO
: 1 1 1 1 1 1 1 1 TCH --oeeeeee
TC2
TC3
T TC4
L B At CUCUUEE ¥ SUCURRS & RUCSUNE & SUCHIS & R § S TC5 -
—~ : . . . . . . . . TC6 ‘‘‘‘‘‘‘‘‘‘ -
(c)\')/ TC7 ............
e
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=N SR 1 N T WO 1 N ¥ O
S
o
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L T
800 H i i i i i i i i

766.9766.92766.94766.96766.98 767 767.02767.04767.06
Test time (s)

F1G. F.7: Mesure locale de la température pendant la propagation instable de la fissure
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F. Eprouvette F, Krakatoa, 900°C

z coordinate from the specimen center (mm)

z coordinate from the specimen center (mm)

Temperature field at 465s

60 L) L) L] L] - n g g g
- Foo : 19=240°  +
‘ i i0=120°
» 8=0°
50 poiwe 100 B e B B B
40 0 ]
30 b e
2| bt
NEFRD
O‘ 1 | A i | DR A AR | R AR SR i- 3 P
400 500 600 700 800 900 1000

60

50

40

30

20

10

0

Temperature (°C)

Temperature field at 580s

F1G. E.8: Distribution de température au début du chargement mécanique
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Temperature (°C)

F1G. F.9: Distribution de température au moment de la dépressurisation
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Chargement mécanique

F.4 Chargement mécanique

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)

0 50 100 150 200 250 300
~— — — — ~— ~r 3500
3000
2500
T
3 2000 =
o Wy °
2 8
2 1500
; ..'..;.'.3.'. .... 3.'..'...'.;.'..'.'.}.'..’..%...'.;-;.'...'.3;. ;;;; 3'__;.. """ o """ N """" ° - 1000
i/ superior Pressure ----- ‘ - -
5F inferior Pressure
machine tensile Force 500
pressure tensile Force y
0 . total tensile Force E N P Lo 0
500 550 600 650 700 750
Test time (s)
F1G. F.10: Effort et pression pendant le chargement mécanique
Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 50 100 150 200 250 300
10 ~— T ~— ~— T ~T 3500
-4 3000
8 b
_ 4 2500
£ 6 _
= 2000 <
m N—
8 4 1500 9
Q
L
o
1000
2
et : 500
Displacement -
0 : total tensile Force Lo Lo 0

500 550 600 650 700 750
Test time (s)

F1G. F.11: Effort et déplacement pendant le chargement mécanique
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F. Eprouvette F, Krakatoa, 900°C

Reference time : failure (ms)

-180000 -160000 -140000 -120000 -100000 -80000
' ' - — — —T7 3500
3000
2500
T
Qo 2000
o
=}
7
o o o o N P S 1900
"""""""""""""""""""""""""""" 1000
5 [ | superibr Pressuré """""""""""" ;
inferior Pressure - - - " 1 500
total tensile Force
0 Displacement x2 (mm) ~---- . L : 0
580 600 620 640 660 680
Test time (s)
F1G. F.12: Effort et pression pendant la dépressurisation
Reference time : failure (ms)
-160 -140 -120 -100 -80 -60 -40 -20 0
T T T T T T T T ' I'I 3000
2500
. 2000
@
2
(0]
5 1500
)]
7]
o
o
1000
5 o ‘ ‘Super‘io‘rPresSUre conmhbnibrdinnhnionnd 500
inferior Pressure
total tensile Force
Displacement x2 (mm) -~ - - : : : :

0
766.9 766.92 766.94 766.96 766.98

0
767 767.02 767.04 767.06
Test time (s)

F1G. F.13: Effort et pression pendant la propagation instable de la fissure

Force (N)

Force (N)
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Contraintes

F.5 Contraintes

Nominal stress (MPa)

Nominal stress (MPa)

60

50

40

F1G. F.14: Contraintes nominales pendant le chargement mécanique

50

10

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)

0 50 100 150 200 250 300
S RN S RS S AR FERRE ;

circumferential stress ——— N
tensile stress
. §tress ratio . L .
500 550 600 650 700 750

Test time (s)

Reference time : failure (ms)

circumferential stress
tensile stress

stress ratio ---------

580 600 620 640 660 680
Test time (s)

F1G. F.15: Contraintes nominales pendant le dépressurisation

-180000 -160000 -140000 -120000 -100000 -80000
5

Nominal stress ratio

Nominal stress ratio
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F. Eprouvette F, Krakatoa, 900°C

Reference time : failure (ms)

-160 -140 -120 -100 -80 -60 -40 -20 0
T T T T T T T T |'| 5
e
? ? ? ? ? 1 1 1 14
— 50 i s e s o e o o f‘
s g
PR e e e
@ | | | | | 3 3 3 | =
R A e —— e g £
£ : ‘ : ; e
S 1 1 1 1 1 : : : : S
220 poe B I B e A A ey ;
I I I I ‘ ‘ ‘ ‘ ] 1
10 - circumferential stress ———— T
tensile stress ‘ ‘
stress ratio ---------- 1 1 1 ‘
0 'l 'l 'l 'l 'l 'l 'l 0

766.9 766.92 766.94 766.96 766.98 767 767.02 767.04 767.06
Test time (s)

F1G. F.16: Contraintes nominales pendant la propagation instable de la fissure
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Propagation circonférentielle de fissure

F.6 Propagation circonférentielle de fissure

CAM2 622.072 CAM2 632.072

CAM2 652.072 IR 652.085

CAM2 672.072 CAM2 682.072

CAM2 662.072 IR 662.074 IR 672.068

IR 682.079 CAM2 702.072 IR 702.091

L3

IR 742.068 CAM2 742.072

CAM2 722.072

IR 722.085

CAM2 762.074 CAM1 762.074 CAM1 767.018

IR 762.074

IR 767.018 CAM2 767.018

F1G. F.17: Images de la propagation de fissure
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F. Eprouvette F, Krakatoa, 900°C

F.7 Loi de dépressurisation

Reference time : failure (ms)

-145000 -140000 -135000 -130000 -125000 -120000
L] L] L] L] L] 3
1 25
2
—~ "1 2
o
s 15
o Pressure , 15
5 Cracked area % ¢ '
@ 5 ; i :
: ' - - - 1
0.5 S
' 5 {05
0 ‘ L J L J L L L 0
620 625 630 635 640 645 650

Test time (s)

F1G. F.18: Loi de dépressurisation

F.8 Planéité de la trajectoire de la fissure

F1G. F.19: Planéité de la trajectoire de la fissure

Cracked area (mmz)
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Refroidissement des levres de la fissure lors de la dépressurisation

F.9 Refroidissement des levres de la fissure lors de la dé-
pressurisation

F1G. F.20: Valeurs minimale et maximale de la température mesurées sur un profil cou-
pant la fissure en fonction du temps

627.0628

10px = 1.78mm

637.079s

10px = L.78mm

F1G. F.22: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure
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F. Eprouvette F, Krakatoa, 900°C

haut

647.0685

10px = 1.78mm

haut

657.068s

bas
10px = 1.78mm

667.068s
haut

10px = 1.78mm bas

F1G. F.25: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure
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Annexe G

Eprouvette H, Krakatoa, 900°C

Vue de dessus

Inscription H vers le haut

CAM
1000i/s

diaphragme 16

X mm

120mm

Omm:REF m:TC1
10mm:TC4 mm:TC6é
20mm:TC7 -

CAM1
1000i/s
diaphragme 16

L'éprouvette a subi un effort de compression
de 3000N pendant le montage

F1G. G.1: Disposition
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G. Eprouvette H, Krakatoa, 900°C

G.1 Résumé

Initiation : L’initiation de la fissure s’est déroulée du c6té de la caméra infrarouge, elle
a aussi été vue du c6té de la caméra 2. Visuellement, elle est apparue a #; ~ 733.538s
(=1, =257.032s, t3 = —61.5s) pour un déplacement du vérin de 6.24mm.

Description sommaire : L’initiation de la premiere fissure a été rapidement suivie par
I’initiation d’une deuxieme fissure toujours du c6té de la caméra infrarouge. Chaque fis-
sure a eu une propagation limitée au début de la dépressurisation puis elles se sont arrétées
jusqu’a dépressurisation totale.

La dépressurisation s’est terminée a t3 ~ —37s. Par la suite, I’éprouvette €tait seule-
ment soumise a I’effort appliqué par la machine de traction F,. La fissuration instable a
commencé a partir de 13 ~ —60ms jusqu’a t3 >~ —30ms. Durant les 30 dernicres millise-
condes, la fissure a tourné sous 1I’effet du déplacement du vérin.

Le trajet de fissure est globalement coplanaire sauf a la fin de la propagation ol un
décrochement a été observé.

Le déplacement du vérin a atteint la valeur de 18.23mm au moment du décallotage,
valeur expliquée par le fait que la fissure ait tourné a la fin de la propagation.

Observations issues des caméras : La premiere partie de la propagation a été vue par
la caméra infrarouge. Elle correspond a la rupture des 6.5 premiers % de la circonférence
de I’éprouvette jusqu’au temps 73 >~ —52s. La vitesse circonférentielle moyenne est de
I’ordre de 0.3mm.s~!. La trajectoire de la fissure a suivi la trajectoire idéale (dans un plan
normale a 1’axe du tube). Lors de cette premiere phase la pression est tombée a environ
0.8MPa.

Ensuite la fissure s’est arrétée jusqu’a r3 ~ —43s au moins. La température des levres
de la fissure (au niveau de I’amorcage) est passée par un minimum de 620°C a 700°C a
13 >~ —55s pour ensuite remonter.

Le traitement de la propagation de la fissure a ensuite été effectué a partir d’une lon-
gueur de fissure de 25% de la circonférence (3 ~ —530ms) jusqu’au décallotage complet
de I’éprouvette. Jusqu’au temps 73 >~ —80ms, la vitesse de propagation circonférentielle
est de I’ordre de 15mm.s~!. De t3 ~ —60ms a t3 ~ —20ms, la vitesse de propagation cir-
conférentielle est de ’ordre de 1.5m.s~!.

196



Métrologie

G.2 Métrologie

identification
side (ex : A...)

FI1G. G.2: Repere de métrologie

Thickness difference between each one and the minimum : 0.778mm

0.03 — T -55mm
f -60mm =
-65mm =

0.02 ]

0.01
° |

0.01 ................ /

002k e .

0.03 1 e I . .
0.03 0.02 0.01 0 0.01 0.02 0.03

F1G. G.3: Mesure de I’épaisseur de 1I’éprouvette dans la zone utile (écart a la valeur
minimale)
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G. Eprouvette H, Krakatoa, 900°C

G.3 Chargement thermique

1000 L] L] L] L] L] L] L]
set point : : : :
REF | | | | |
900 | TCA ceveeerees 7 ;o F T Ry
TC2 v : : : : T
800 | TC3
TC4 : : : i
700 b TCB e
< 600
g
2 500
@
Q.
(S 400
()
'_
300
200
100
0 - i H ] H j i
50 100 150 200 250 300 350 400 450
Test time (s)
F1G. G.4: Montée en température
Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 50 100 150 200 250 300
1000 r r r g g r ™71  set point
‘ i i REF
: . i TCT oo
900 [rasomeitmmmmsrate TC2 o
A e TC3
R O L DI | TC4
800 TC5 v
o f H § § TC6 -
T ‘ e e b7 o TC7 v
L 700 ] TC8 ——
I : 1 1 ! ! 1 1
5 ‘
g— :
5 600 F
K3 ‘
500
400

450 500 550 600 650 700 750
Test time (s)

FI1G. G.5: Mesure locale de la température pendant le chargement mécanique
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Chargement thermique

Reference time : failure (ms)

-65054.6 -51721.2 -38387.9 -25054.6
T T T T set point
| o | B | REF
S TR P W O U B
900 et 5 e ‘ ‘ e [ ov Jre—
: :'-,_% P ; P ; TC3
s R . B ‘ TC4
: e, s S : TC5 -
G 880 o B R e TC6 -~ -
o ¢ : N : N : : TC7 ............
T 860 frorr e i e
] o Wit : I A WLy vy
g : :
g : : N : N : :
= 840 po e e . P
L s o oo S s e (5SS e
= e ; ; ;
800 i i el i [ i i

700 705 710 715 720 725 730 735 740
Test time (s)

FIG. G.6: Mesure locale de la température pendant la dépressurisation

Reference time : failure (ms)

-200 -150 -100 -50 0
920 i i i i H set point
....... REF
3 3 3 3 3 TCT v
900 — — = = = TC2 v
= . i i = TC3
TC4
:: :: :: :: i TC5 « v e
G 880 i TC6 -~ -
o H H H H H TC7 ............
o H H H H H
B BB0 |
= ST SN B S s L S S
Q.
g . . . . .
840 b f b o
820 [ N
800 i i i i i
764.85 764.9 764.95 765 765.05

Test time (s)

F1G. G.7: Mesure locale de la température pendant la propagation instable de la fissure
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G. Eprouvette H, Krakatoa, 900°C

Temperature field at 450s
60 L) L) L] L]

6=120°  +
6=240°
EERER R
Sl o T A S R R

P S W W
o s
e o o e e

10 o

z coordinate from the specimen center (mm)

0 bbb
400 500 600 700 800 900 1000
Temperature (°C)

FI1G. G.8: Distribution de température au début du chargement mécanique

Temperature field at 700s
60 L) L) L) L] L] L]

kit
-
N
o.
o
+

10

z coordinate from the specimen center (mm)

oY " O O U O O U0 OO O OO O O O O 0 O O VO OO O OO O O O O O OO0 O SO OO O
550 600 650 700 750 800 850 900 950
Temperature (°C)

F1G. G.9: Distribution de température au moment de la dépressurisation
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Chargement mécanique

G.4 Chargement mécanique

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)

0 50 100 150 200 250 300
" L LM LM l‘ l 3500
""""" T T T Ty L] 3000
| 2500
% | ¥
£ -4 2000 =
e Wy Py
? 1 2
g -4 1500 @
D- i H HE H HE
5 ;.. """" o 1000
' 1 ~ superior Pressure I 1
5 Hsiie inferior Pressure
Jrmmmmm— machine tensile Force - FEE S 500
3 pressure tensile Force - Y 3
IL ¥ total tensile Force N 0
450 500 550 600 650 700 750
Test time (s)
F1G. G.10: Effort et pression pendant le chargement mécanique
Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 50 100 150 200 250 300
10r " r # T " ™1 3500
‘ 3000
8 IR S HEC TN M & SIS DA & SO SN & S
- 2500
= |
< 6t —
= : 2000 =
m N—"
g | : ! 33 : : g
£ /0 I SN A S  NS-ool § AOS  BN § S 1500 P
a : ¥ ¥ T
£ : s 1 > s H H
""" e 1000
2 Pl
e e e P - 500
[ 1 B Displacement 1 G
o L . total tensile Force H " 0
450 500 550 600 650 700 750

Test time (s)

F1G. G.11: Effort et déplacement pendant le chargement mécanique
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G. Eprouvette H, Krakatoa, 900°C

Reference time : failure (ms)

-65000 -60000 -55000 -50000 —-45000 —40000 —35000 —-30000

L] L] L] T A T T 3500
: : superior Pressure
inferior Pressure )
total tensile Force 4 3000
_Displacement x2 (mm) - -~ -~
i S 2500
o R e 2000
o D g p——"—
> R, A - 4
@ : ; _
4 e S 1500
O 40 b S —
e """" 1000
s b T
"""""""""""""""""""""""" frossdee 500
o A A A A '] l A 0
700 705 710 715 720 725 730 735 740
Test time (s)
F1G. G.12: Effort et pression pendant la dépressurisation
Reference time : failure (ms)
-200 -150 -100 -50 0
T —1 L) : 1 : T 2500
2000
E 1500
()
5
[%)]
(%]
0 1000
o
- superior Pressure - '
inferior Pressure
total tensile Force
0 Displacement x2 (mm) - - - . A
764.85 764.9 764.95 765 765.05

Force (N)

Force (N)

Test time (s)

F1G. G.13: Effort et pression pendant la propagation instable de la fissure
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Contraintes

G.5 Contraintes

Nominal stress (MPa)

Nominal stress (MPa)

60

50

40

30

20

10

0

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)

0 50 100 150 200 250 300
CHE S SN NN SN N . t N
circumferential stress p———
tensile stress : :
. strgss ratio e A A
450 500 550 600 650 700 750

Test time (s)

F1G. G.14: Contraintes nominales pendant le chargement mécanique

Reference time : failure (ms)

-65000 -60000 -55000 -50000 -45000 -40000 -35000 —-30000
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L] L] L] [Y N L] . L] L]
5 circumferential stress
/ tensile stress
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700 705 710 715 720 725 730 735 740

Test time (s)

F1G. G.15: Contraintes nominales pendant le dépressurisation
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G. Eprouvette H, Krakatoa, 900°C

Reference time : failure (ms)

-200 -150 -100 -50 0
L) 1 ] 1 ] " " 5
L — S —
5 5 5 : 1
B0 s o e
d | 1 1 : -
I S e = R — 1°
@ | | | 3 1 =
B S0 pr e S oy 1, £
£ ‘ : e
S 1 1 1 : : S
Z 20 f S R -
I I ‘ ‘ 1+
10 | " circumferential stress ———
tensile stress
stress ratio -+
0 'l 'l 'l 'l 'l 0
764.85 764.9 764.95 765 765.05

Test time (s)

F1G. G.16: Contraintes nominales pendant la propagation instable de la fissure
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Propagation circonférentielle de fissure

G.6 Propagation circonférentielle de fissure

IR 704.114s CAM2 704.129s CAM2 706.609s IR 706.611s

CAM2 711.609s IR 711.617s CAM2 716.609s IR 716.611s

IR 722.114s CAM2 722.129s IR 752.114s

IR 762.114s

CAM1 764.511s CAM2 764.511s CAM1 764.961s CAM2 764.961s

CAM1 765.011s CAM2 765.011s CAM1 765.019s CAM2 765.019s

CAM1 765.031s CAM2 765.031s

CAM2 765.027s

CAM1 765.027s

F1G. G.17: Images de la propagation de fissure
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G. Eprouvette H, Krakatoa, 900°C

Circumferential crack lenght (%)

Circumferential crack lenght (mm)

Time to complete fracture (ms)

-60000 -55000 -50000 -45000
10 L] L] L] L]
Q P -
LS LR B i  E illliIliz -
2 e I ST -
B b -
B oL b e -
e o
< 3 " S 5 6 T -
o —
L S e L i L e -
0 i i i i
705 710 715 720
Test time (s)
F1G. G.18: Propagation circonférentielle pendant la dépressurisation
Time to complete fracture (ms)
-60000 —-55000 -50000 -45000
8 L] L] L] L]
[ (fv:rack"s'speed_i: o """""""" """"""""""" .
£ 0.342 mm.s ;
6 ko ,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,, -
e e e, o i -
7 S .
) S A O S — ]
7 S -
L 0 . — ]
0 i i i i
705 710 715 720
Test time (s)
F1G. G.19: Propagation circonférentielle pendant la dépressurisation
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Propagation circonférentielle de fissure

Circumferential crack lenght (%)

Circumferential crack lenght (mm)

Time to complete fracture (ms)

-500 -400 -300 -200 -100
100 ! ! ! ! !
o E— —"—— e
B0 [ e —
} } } } : t
) S S S e e
f f f f f )
60 [ pro——————— o ———— o T
sof e — e —
40 .
30 | e e e e e
20 'l 'l 'l 'l 'l
764.5 764.6 764.7 764.8 764.9 765
Test time (s)
F1G. G.20: Propagation circonférentielle finale
Time to complete fracture (ms)
-500 -400 -300 =20 -100 0
80: rrrrr e T )
........... ircumference for R=12mm -
70 pooe e e S —— crack’sspeed=1l-
: ‘ ‘ 1407.725 mm.s_ ’ :
B0 ]
50 pe ~—crack’sfspeed_—=1~— I{
15.277:mm.s : : :
T — N B . e 1
30 b e ;
| : |
7 -
L R i iR -
O 'l 'l 'l 'l 'l
764.5 764.6 764.7 764.8 764.9 765

Test time (s)

F1G. G.21: Propagation circonférentielle finale
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G. Eprouvette H, Krakatoa, 900°C

G.7 Loi de dépressurisation

Pressure (MPa)

2.5

1.5

0.5

Reference time : failure (ms)
-60000 -55000 -50000 -45000

Cracked area :---»----

705 710 715 720
Test time (s)

F1G. G.22: Loi de dépressurisation

G.8 Planéité de la trajectoire de la fissure

F1G. G.23: Planéité de la trajectoire de la fissure

2.5

1.5

0.5

Cracked area (mm2)
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Refroidissement des levres de la fissure lors de la dépressurisation

G.9 Refroidissement des levres de la fissure lors de la dé-
pressurisation

F1G. G.24: Valeurs minimale et maximale de la température mesurées sur un profil cou-
pant la fissure en fonction du temps

_|104.114s 10px = 1.72mm

-
n\ ].pr = 1L72mm
i 5

F1G. G.26: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure
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G. Eprouvette H, Krakatoa, 900°C

at
SE0001 haut /\l\/\//\
¢ Jm\‘( mpx 1.72mm

S haut
| haut

bas

S 719.685s 10px = 1.72mm

F1G. G.28: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure

3
91500 haut
oo | haut

: '_ |25 0185 _30px = 1.72mm

FIG. G.29: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure
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Images de microscopie électronique a balayage

G.10 Images de microscopie électronique a balayage

G.10.1 Détermination approximative de I’épaisseur résiduelle

12 446.338
3 4 424,159
5

6 381.929

No angles in image

FI1G. G.30: Vue de dessus

Fram To  Length
12 34474
34 254.029
5 6 328,149

No angles in image

FI1G. G.31: Vue de dessus
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G. Eprouvette H, Krakatoa, 900°C

To  Length

207.515
198.982
187.291
203.607
10 257.839

No angles in image

FI1G. G.32: Vue de dessus

G.10.2 Facies de rupture

F1G. G.33: Facies de rupture : vue de dessus
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Images de microscopie électronique a balayage

G.10.3 Paroi interne de I’éprouvette

FI1G. G.34: Paroi interne : vue de coté

F1G. G.35: Paroi interne : vue de coté loin de la rupture

213



G. Eprouvette H, Krakatoa, 900°C

F1G. G.36: Paroi interne : vue de coté loin de la rupture

F1G. G.37: Paroi interne : vue de c6té au niveau de la fracture process zone
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Annexe H

Eprouvette M, Rupther, 1000°C

Vue de dessus

Inscription M vers le haut

CAM
1000i/s

diaphragme 5.6

120mm

10mm:TC4
20mm:TC6

CAM1
1000i/s
diaphragme 5.6

L'éprouvette a subi un effort de compression
de 1500N pendant le montage

F1G. H.1: Disposition
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H. Eprouvette M, Rupther, 1000°C

H.1 Résumé

Initiation : L’initiation de la fissure s’est déroulée du c6té de la caméra infrarouge, elle
a aussi été observée par la caméra 2. Visuellement, elle est apparue entre 1 = 541.978s
ett; =542.114s (t; = 542.114s =t = 53.119s, t3 = —180ms) pour un déplacement du
vérin de 7.42mm.

Description sommaire : La fissuration était globalement coplanaire avec quelques on-
dulations. Le décallotage complet de 1’éprouvette a été causé par I’initiation et la réunion
de multiples fissures qui ont initié dans des plans axialement assez proches. La vitesse
circonférentielle moyenne vaut Vg—12,,m ~ 420mm.s~ 1.

La rigidité globale de I’éprouvette s’est maintenue jusqu’a #3 ~ —30ms, signe d’une
propagation stable de la fissure. A partir de 13 >~ —30ms (g—gze ~ 1.8 au lieu de 1.65), I’effort
et la pression ont chuté brutalement, la fissuration est devenue instable.

Le déplacement du vérin a atteint 10.58mm au moment du décallotage.

Observations issues des caméras : Trois régimes de vitesse ont pu étre calculés pour
cet essai.
Jusqu’a une longueur de fissure atteignant 10% (t3 ~ —100ms) de la circonférence de
I’éprouvette, la vitesse de propagation est de 1’ordre de 3 1mm.s~!.
Pour une longueur de fissure allant de 20 (13 ~ —75ms) a 30% (t3 ~ —40ms) de la circon-
férence de I’éprouvette, la vitesse de propagation de fissure est de 1’ordre de 210mm.s~!.
De 35% (t3 ~ —25ms) a 90% (t3 >~ —3ms) de la circonférence de 1’éprouvette, la vitesse
est de I’ordre de 2m.s~!.

Le refroidissement des levres de la fissure mesuré par la caméra infrarouge vaut envi-

ron 40°C lors de la dépressurisation.
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Métrologie

H.2 Meétrologie

identification
side (ex : A...)

F1G. H.2: Repere de métrologie

Thickness difference between each one and the minimum : 0.785mm

0.06 — T -55mm
‘ -60mm -
-65mm .
0.04 .
0.02 / -
0
0.02 | / i
0 . 04 | “ kkkkkkkk “-~~-~.._....___,,~_%, IIIIIIIII e "(, J
0.06 M | ----- H | M

0.06 0.04 0.02 0 0.02 0.04 0.06

F1G. H.3: Mesure de I’épaisseur de 1I’éprouvette dans la zone utile (écart a la valeur
minimale)
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H. Eprouvette M, Rupther, 1000°C

H.3 Chargement thermique

Temperature (°C)

Temperature (°C)

1200

set'point - : : : : : :
REF
TCA oo
1000 } TC2 s .
TC3
TC4
TCS e : : : ‘
800 | TC6 - .
TC7 ............
BOO b S LT SR
400 fov — — e -
L s Wit Mt S— -
0 744: """ i i i i i i i

50 100 150 200 250 300 350 400 450 500

Test time (s)

F1G. H.4: Montée en température

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)

0 10 20 30 40 50
1100 pr ™ ™ ™ ™ B

1000

900

800

700
600 |

500

400 HE HE HE HE HE H
490 500 510 520 530 540
Test time (s)

set point
REF

F1G. H.5: Mesure locale de la température pendant le chargement mécanique
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Chargement thermique

Reference time : failure (ms)
-180-160-140-120-100 -80 -60 -40 -20 O

set point
REF
TC1

20 f 16

1040

ol

Temperature (°C)

s
940 b

000 e e
542.542.1242.1842.1642.18542.542.2342.2842.2642.2%542.3
Test time (s)

1000 [ TG —

FI1G. H.6: Mesure locale de la température pendant la propagation instable de la fissure
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H. Eprouvette M, Rupther, 1000°C

Temperature field at 490s
60 L) L) L] L] L]

oo
0=120°
90

T 8 T
30 [rivimirnbderbdebeddeddobde bbb o
20 [ bbbl

10 |t

z coordinate from the specimen center (mm)

o Y " 0 T OO OO O YO OO U VUL O O O OO O WO OO OOV VU OO UL O N O O SO SO SO0
400 500 600 700 800 900 1000 1100
Temperature (°C)

F1G. H.7: Distribution de température au début du chargement mécanique

Temperature field at 541s
60 L) L) L) L) L) L] L] L] L B B
IIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIIe:o +
PiiEEi i ig=120°
gm0
50 R A S L L S L A s S S S L A R St L s A S s s S e St Sl b At S Sl Sl S s St S il S s S S S

] R L I,

z coordinate from the specimen center (mm)
w
o
L]
i
Il

Obiiiigiidgiiid il il il il e L
500 550 600 650 700 750 800 850 900 950 1000 1050
Temperature (°C)

F1G. H.8: Distribution de température au moment de la dépressurisation
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Chargement mécanique

H.4 Chargement mécanique

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)

0 10 20 30 40 50
‘ ‘ ‘ : 3500
3000
2500
£
Qo 2000 =
o =
3 8
@ 1500 2
D- HE
"""" : s _..' 1000
‘ " superior Pressure = ¥
5F inferior Pressure — -~~~ = e
machine tensile Force - o 900
pressure tensile Force --------- P
o Lt ’ total tensile Force - : 0
490 500 510 520 530 540
Test time (s)
F1G. H.9: Effort et pression pendant le chargement mécanique
Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 10 20 30 40 50
10 B - & & 1 3500
- 3000
8 .
. 2500
£
£ s —~
= 2000 =
m N—
IS 4 1500 2
o .
i) i
D HE
e 1000
21
bl P = 500
¥ ~ Displacement
o L total tensile Force : : 0

490 500 510 520
Test time (s)

530

F1G. H.10: Effort et déplacement pendant le chargement mécanique
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H. Eprouvette M, Rupther, 1000°C

Pressure (bar)

Pressure (bar)

F1G. H.12: Effort et pression pendant la propagation instable de la fissure

Reference time : failure (ms)

-300 -200 -100 0 100 200
T T T T T n 4000
25
""""""""""""""""""""""""""""""""" 3000
20 F 2000
VT3 S I | B L ],  — S —— 1 1000
10 b i 0
R T A ~1000
5F superior Pressure
inferior Pressure
total tensile Force OSSO ! | N -2000
0 Displacement x2 (mm) - - - ¥ T o
542 5421 542.2 542.3 542.4 542.5
Test time (s)
F1G. H.11: Effort et pression pendant la dépressurisation
Reference time : failure (ms)
-180 -160 -140 -120 -100 -80 -60 -40 -20 0
LI LI LI LIS LI LA LA LI T !3500
3000
2500
2000
1500
""""""""""""""""""""""""""""""" 1000
5 éuberiof ﬁreséufe :
' inferior Pressure 7 500
total tensile Force
Displacement x2 (mm) ~---- = B B B

0 — 0
542.1 542.12542.14542.16542.18 542.2 542.22542.24542.26542.28 542.3

Test time (s)

Force (N)

Force (N)
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Contraintes

H.5 Contraintes

Nominal stress (MPa)

Nominal stress (MPa)

F1G. H.14: Contraintes nominales pendant la propagation instable de la fissure

60

10

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 10 20 30 40 50

; circumferential stress ———— 7
P tensile stress i

Wi ,  stressratio - ’ . .
490 500 510 520 530 540

Test time (s)

F1G. H.13: Contraintes nominales pendant le chargement mécanique

60

50

40

30

20

10

0

Reference time : failure (ms)
-180 -160 -140 -120 -100 -80 -60 -40 -20 0

circumferential stress
tensile stress

stress ratio -
'] '] ']

542.1 542.12542.14542.16542.18 542.2 542.22542.24542.26542.28 542.3

Test time (s)

0

Nominal stress ratio

Nominal stress ratio
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H. Eprouvette M, Rupther, 1000°C

H.6 Propagation circonférentielle de fissure

CAM2 542.142s IR 542.142s CAM2 542.198s

-

CAM2 542.227s

IR 542.227s CAM2 542.249s

L]
E
]

CAM2 542.260s

IR 542.260s CAM1 542.260s

[
|
[

CAM2 542.272s IR 542.272s CAM1 542.280s

.

CAM2 542.283s CAM1 542.283s CAM2 542.289s

CAM2 542.291s CAM1 542.294s

F1G. H.15: Images de la propagation de fissure

IR 542.198s

IR 542.249s

|

CAM1 542.272s

CAM2 542.280s

CAM2 542.289s

CAM2 542.294s

\®]
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Propagation circonférentielle de fissure

Circumferential crack lenght (%)

Circumferential crack lenght (mm)

Time to complete fracture (ms)

-300 -250 -200 -150 -100 -50 0
90 L] L] L] L] L] L]

0
T —__
ob
I - - ]
20 b

L e e o S

541.95 542 542.05 5421 542.15 542.2 542.25 542.3
Test time (s)

F1G. H.16: Propagation circonférentielle

Time to complete fracture (ms)

-300 -250 -200 -150 -100 -50 0
80: rrrrrr R e T P T
.......... circumference for R=12mm -
70 b e ~~i—r—crack’s—Speed1=~‘5-
| | | : : 1.986}m.s_ i
B0 b prr o o !
] e Sy
dof i"'
30 - """""" """"" crack'sspeedf1‘-
; ; ; i 209265mms ; I :
20 [ {~crack‘sSpeed_=1~& =
~30.878mm.s” | } | 1 |
: : : l I| : :
| |
O Il 'l 'l 'l 'l 'l

541.95 542 542.05 542.1 542.15 542.2 542.25 542.3
Test time (s)

F1G. H.17: Propagation circonférentielle
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H. Eprouvette M, Rupther, 1000°C

H.7 Loi de dépressurisation

Reference time : failure (ms)
-300 -250 -200 -150 -100 -50

L] L] L] L] L) L) 120
25 po e S e
. 4 100
2 ,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,, I H
~ o
g | | | | | | £
S 15 pFrerne s s R =
< Inferior pressure : : : ®
o Superior pressure 5
? Cracked area :--%---- o
] : : 9]
o £ [ TS 0000000000000 0000000000 0SSR SOSN8 S
o o
O
05 F
‘ ‘ : : : | ; 20
Lok T
: : : : : L X
0 HI 1 HI 1 HI 1 X 1 ;% X HI 1 0
542 542.05 5421 542,15  542.2 542.25
Test time (s)
F1G. H.18: Loi de dépressurisation
n=0.4
L] L] L] L] L) L) 120
2.5 poie e P i sesesssunn e e
i 100
2 ,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,, LR,
“«—
= | | | : : : \! 80 e
o ‘ : ; ; I ; AT S
S 15 oo P """"" HE g T‘;
; ; ; : : : o
g : : : 60 ©
@ Experimental pressure 3 3 3 i 3
ot 1 | Depressurization law =rmimis e 2 S
o Cracked area » s 1 : & 40 8
0S|
o ¥
P R
i cog® ‘--3':’“"‘
0 3y 2 B TTTCILL AL PPOPRTTT O

-0.3 -0.25 -0.2 -0.1 -0.1 -0.05
Reference time : failure (s)

F1G. H.19: Comparaison a une loi de dépressurisation (détente adiabatique)
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Planéité de la trajectoire de la fissure

H.8 Planéité de la trajectoire de la fissure

F1G. H.20: Planéité de la trajectoire de la fissure
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H. Eprouvette M, Rupther, 1000°C

H.9 Refroidissement des levres de la fissure lors de la dé-
pressurisation

541.978s

1 1o0pkm181mm

F1G. H.21: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure

5422278

SO0 1opk=1.81mm

F1G. H.22: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure

10px=1.81mm

F1G. H.23: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure
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Annexe I

Eprouvette K, Rupther, 1000°C

Vue de dessus

Inscription K vers le haut

CAM
1000i/s

diaphragme 5.6

X mm

120mm

20mm:TC6

CAM1
1000i/s
diaphragme 5.6

L'éprouvette a subi un effort de compression
de 2000N pendant le montage

F1G. L.1: Disposition
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I. Eprouvette K, Rupther, 1000°C

I.1 Résumé

Initiation : L’initiation de la fissure s’est déroulée du coté de la caméra infrarouge.
Visuellement, elle est apparue entre #; =533.591s et t; =533.653s (f; = 533.653s
=1t = 50.71s, t3 = —99ms) pour un déplacement du vérin de 7.66mm.

Description sommaire : La premiere partie de la fissuration était globalement co-
planaire. A la fin de la propagation, de multiples amorcages sont apparus. Les amor-
cages n’étaient pas tous coplanaires. Ainsi la trajectoire du décallotage qui relie toutes
les fissures, a tourné en fin de propagation. La vitesse circonférentielle moyenne vaut
VRzlzmm ~ 770mm.s’1.

La rigidité globale de I’éprouvette s’est maintenue jusqu’a 3 ~ —40ms (% ~ 1.6 au
lieu de 1.65), signe d’une propagation stable de la fissure. A partir de t3 ~ —40ms, 1’effort
et la pression ont chuté brutalement, la fissuration est devenue instable.

Le déplacement du vérin a atteint 18.12mm au moment du décallotage, valeur expli-

quée par le fait que la fissure ait tourné en fin de propagation.

Observations issues des caméras : Deux régimes de vitesse ont pu &tre calculés pour
cet essai.
Pour une longueur de fissure allant de 15 (13 ~ —65ms) a 40% (13 ~ —30ms) de la
circonférence de 1’éprouvette, la vitesse de propagation de fissure est de 1’ordre de
400 — 500mm.s~".
De 60% (t3 ~ —20ms) a 80% (t3 >~ —6ms) de la circonférence de 1’éprouvette, la vitesse
est de I’ordre de 6 — 7m.s 1.

Le refroidissement des levres de la fissure mesuré par la caméra infrarouge vaut envi-
ron 30°C lors de la dépressurisation.

230



Métrologie

1.2 Métrologie

identification
side (ex : A...)

FIG. 1.2: Repere de métrologie

Thickness difference between each one and the minimum : 0.789mm

0.06 — T 55mm -
‘ -60mm -
-65mm .
0.04 |
0.02 / -
0
0.02 | / i
0 . 04 | ,‘ -------- “"‘-~---.-...”.~.%, IIIIIIIII e "(, J
0 ] 06 M | ----- | | M

0.06 0.04 0.02 0 0.02 0.04 0.06

F1G. 1.3: Mesure de 1’épaisseur de 1’éprouvette dans la zone utile (écart a la valeur mini-
male)
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I. Eprouvette K, Rupther, 1000°C

I.3 Chargement thermique

1200

set'point - : : : : : :
REF
TC1 oo 3 3 3 3 3 3
1000 | TC2 v : ; : : ; I
TCB : : : : : p
TC5
TCB - -
~ 800 -
e | T T e
®
£ 600 -
()]
Q.
S
()
= 400 &
200 &
0 i i
50 100 150 200 250 300 350 400 450 500
Test time (s)
F1G. 1.4: Montée en température
Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 10 20 30 40 50
MO0 =TT T T set point
REF
1000 L
TC3
TC5
900 TC6
o TC7 - -
8 TCS ............
o 800
=]
T
g 700
S
o
[ : P P P P P
600 | S . — I e S
500 f
400 H i H i H i H i H i
490 500 510 520 530

Test time (s)

F1G. L.5: Mesure locale de la température pendant le chargement mécanique
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Chargement thermique

Reference time : failure (ms)
-90 -80 -70 -60 -50 -40 -30 -20 -10 O

? L] L] L] L] L] L] L] L] L] Setpoint
1040 1 REF
j TCA oveeee
: : : : 1 : 11 : : : TC2 e
1020 fio o s . SR TC3
T I T e TC5
] TCE e
o loOp——— ———— TC7 =m
° } } : : } } T } }
I ] ] ] :: : ] o e
g : : e : : SR D ‘
£ 960 [y
) o : E : : H : : :
| ..............................................................................
020 [
N ———
533.66 533.692 533.723 533.755

Test time (s)

F1G. 1.6: Mesure locale de la température pendant la propagation instable de la fissure
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I. Eprouvette K, Rupther, 1000°C

Temperature field at 483s
60 L) L) L] L]

0=120° +
0=240°
ol e X

T 8 T
30 [riveimirnbderbdebddddk bbb e
20 [t

10 |t

z coordinate from the specimen center (mm)

o Y "SS5 0 T OO OO O YOO OO O VUL OO O OO O WO OO OO O VU OO UL O N VSO OO SO SO0
400 500 600 700 800 900 1000 1100
Temperature (°C)

F1G. L.7: Distribution de température au début du chargement mécanique

Temperature field at 533s
60 L) L) L) L) L) L] L L R L

o BT

] R L I,

z coordinate from the specimen center (mm)
w
o
L]
%*
Il

Obiiiigididaiiididi il il i l,3.,3,,.3,3.,3,.3,;,3,.3,3_3,3,3,,3,3,&,3,35‘,3. i il
500 550 600 650 700 750 800 850 900 950 1000 1050
Temperature (°C)

F1G. L.8: Distribution de température au moment de la dépressurisation
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Chargement mécanique

I.4 Chargement mécanique

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)

0 10 20 30 40 50
T —— — — — ——] 3500
"""""""""""""""""""""""""" ~ 14 3000
2500
g : : : :
£ A crfq 2000 =
PR LT R SO 57/t S S S S S C a | <
@ Lo Lo Fo Lo 3
& £ S S S S 1800 2
o — _— - _—
R e 1000
: " superior Pressure - L
5 inferior Pressure — -~~~ = e
machine tensile Force - 7 ] 900
pressure tensile Force - L
0 : total tensile Force : 0
490 500 510 520 530
Test time (s)
F1G. 1.9: Effort et pression pendant le chargement mécanique
Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 10 20 30 40 50
10 1 1 T T — 1 3500
-4 3000
8
. 2500
£
E 6 —~
= 2000 =
m N—
IS 4 1500 2
o
i)
a
1000
2
: — 500
~ Displacement
0 ; : , total tensile Force : 0

490 500 510 520 530
Test time (s)

F1G. 1.10: Effort et déplacement pendant le chargement mécanique
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I. Eprouvette K, Rupther, 1000°C

Reference time : failure (ms)
-140 -120 -100 -80 -60 -40 -20 0 20 40

T T T T T T T T 7 4000
25 g
TS ] 3000
20 ‘:::ij::::::i::::::i:::::i;:::::i:::::::i::::' ST 2000
5 | | L : P I I I
=) : 3 3 R TOUDINIE L g : : :
e 15 ...,...A:.m.r.-..r.-..:.-..7‘.-...-.-..:.-...-.-..::,‘.:.-..::..:.'.4‘....f ................. s ................ v s ..... - 1000
> : : : P : : : : :
(7]
3 ‘ ‘ L ‘ : : : : :
o 10 .:::F:::f?:::::%f::??:f::%:f:::;:::f:iff:::f::::fﬁ:::::.ﬁ::‘ 0
e ET
5F superior Pressure e L 1 A S EARARS
inferior Pressure ; i j : ‘
total tensile Force E— LT b N il —2000
0 Displacement x2 (mm) - -~ -- 1 : 1
533.6 533.667 533.733 533.8

Test time (s)

F1G. 1.11: Effort et pression pendant la dépressurisation

Reference time : failure (ms)
-90 -80 -70 -60 -50 -40 -30 -20 -10 0

T T T T T T L T L T 3500
3000
2500
£ : : : : : SUURTREE & i \ W\ : :
= R T e i e s o I2{0[0]0]
o 15 Fanins il i SCUN R B e e
5 :
@ ‘ ‘
@ : 1500
& 10 R £ £ ‘ 3
S St S S O S e B
5 - ‘ supe:rior Préssure | g """ o """ ;s
7 inferior Pressure B o ~1 500
total tensile Force H
0 Displacement x2 (mm) -~~~ -- ¥ : 1 1 0
533.66 533.692 533.723 533.755

Test time (s)

F1G. 1.12: Effort et pression pendant la propagation instable de la fissure

Force (N)

Force (N)
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Contraintes

I.5 Contraintes

Nominal stress (MPa)

Nominal stress (MPa)

F1G. 1.14: Contraintes nominales pendant la propagation instable de la fissure

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)

0 10 20 30 40 50

L] L] L] L] L] L] 5
60 b S— S — — T—

= : : : : 14 4
sof oo o — ——
ol T — T 3
el L g e e o 112
20 bii A0

i ‘ | 1°
10 F 4 circumferential stress ———— =

b tensile stress
0 ,/ \ stress ratio -+ \ \ 0

490 500 510 520 530

Test time (s)

F1G. 1.13: Contraintes nominales pendant le chargement mécanique

Reference time : failure (ms)
-0 -80 -70 -60 -50 -40 -30 -20 -10 0

L] L] L] L] L] L] L] L] l L] 5
of

i i i i i i 3 3 3 14
50
40 13
30 5
20

: : : : : 1
10 p " circumferential stress

tensile stress :
stress ratio ---------- 1 1 1 :

0 L L - 0
533.66 533.692 533.723 533.755

Test time (s)

Nominal stress ratio

Nominal stress ratio
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I. Eprouvette K, Rupther, 1000°C

1.6 Propagation circonférentielle de fissure

IR 533.675s

IR 533.687s CAM2 533.687s

CAM2 533.698s IR 533.709s CAM2 533.709s

CAM2 533.732s

CAM1 533.732s CAM2 533.734s CAM1 533.734s CAM2 533.736s

-.

CAM1 533.736s CAM2 533.738s CAM2 533.744s CAM2 533.752s

F1G. I.15: Images de la propagation de fissure
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Propagation circonférentielle de fissure

Circumferential crack lenght (%)

Circumferential crack lenght (mm)

Time to complete fracture (ms)

-110 -100 -9%0 -8 -70 -60 -50 -40 -30 -20
100 L] L] L] L] L] L] L] L] L] L]

T e e S
19 S S T H S
b
] e e S R
oL
of
50 b T [
20 | }1 —————— ——
o bl

oL H i ' ' i ' ' i ' i
533.64 533.65 533.66 533.67 533.68 533.69 533.7 533.71 533.72 533.73
Test time (s)

F1G. 1.16: Propagation circonférentielle

Time to complete fracture (ms)
-110 -100 -90 -8 -70 -60 -50 -40 -30 -20

80:7177 T, T T
B Q'IGHTT.?[‘?I‘F??.T.‘?.f.B...1.?FT.‘F??..::::::::::......._...i............i............i............i._..

70 .,;,,,,,; —————— - . cracksspeedT?"'~§~'-
: : : : : : - 6510ms :

60 [ o o o o o s o 1
T e T cracksspeed 1 """ S 1 -
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F1G. 1.17: Propagation circonférentielle
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I. Eprouvette K, Rupther, 1000°C

1.7 Loi de dépressurisation

Reference time : failure (ms)
-110 -100 -9%0 -8 -70 -60 -50 -40 -30 -20

L] L] L] L] L] L) L) L) L) L) 70
2.5 pios RS SR froveee b O s N
: : s e : : H
| | | 60
2 ,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,
50
—~ NE
S sk e E
s r Inferior pressure ‘ f f f f ! 8
o Superior pressure ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ 5
5 : : : : :
@ Cracked area :---%---- : ‘ : ‘ ‘ i
@ : : : ‘ ‘ ‘ ‘ 1 30 @
o 1 b OSSR SO O S S S
a o
% {20 ©
0.5 i F
e e e
| | | N | | |
0 |3 L L L L L L L L L 0
533.64 533.65533.66 533.67 533.68 533.69 533.7 533.71533.72533.73
Test time (s)
F1G. 1.18: Loi de dépressurisation
n=0.4
< £
=3 ©
o 1 o
> : : : : ©
? : Experimental pressure ‘ ; ; i 5430 B
< 1F Depressurization [aw === o S
o ‘ Cracked area 2w+ ; BT o
‘ ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ H 1 20 ©
1) IR S A M W S L S w—
e e L I
0 E N i FPPTY TYCRTTCRTRNT TLXT TL bbbl | i i 1 1

0
-0.11 -01 -0.09 -0.08 -0.07 -0.06 -0.05 -0.04 -0.03 -0.02
Reference time : failure (s)

F1G. 1.19: Comparaison a une loi de dépressurisation (détente adiabatique)
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Planéité de la trajectoire de la fissure

1.8 Planéité de la trajectoire de la fissure

F1G. 1.20: Planéité de la trajectoire de la fissure
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I. Eprouvette K, Rupther, 1000°C

I.9 Refroidissement des levres de la fissure lors de la dé-
pressurisation

|
S| s33edls
o0

........

T 1opx=1.85mm

533.675s

10px=1.85mm

533.709s

px=1.85mm

F1G. 1.23: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure
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Images de microscopie électronique a balayage

.10 Images de microscopie électronique a balayage

1.10.1 Détermination approximative de I’épaisseur résiduelle

FI1G. 1.24: Vue de dessus

FI1G. 1.25: Vue de dessus
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I. Eprouvette K, Rupther, 1000°C

FI1G. 1.26: Vue de dessus

1.10.2 Facies de rupture

Length
3.16232

1112 3.48214

Mo angles in image

F1G. 1.27: Facies de rupture : vue de dessus
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Images de microscopie électronique a balayage

1.10.3 Paroi interne de I’éprouvette

F1G. 1.28: Paroi interne : vue de cOté

F1G. 1.29: Paroi interne : vue de c6té loin de la rupture
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I. Eprouvette K, Rupther, 1000°C

F1G. 1.30: Paroi interne : vue de c6té au niveau de la fracture process zone
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Annexe J

Eprouvette I, Krakatoa, 1000°C

Vue de dessus

Inscription | vers le haut

CAM
1000i/s

diaphragme 5.6

X mm

120mm

Omm:TC

50mm:TC8

CAM1
1000i/s
diaphragme 5.6

L'éprouvette a subi un effort de compression
de 2000N pendant le montage

F1G. J.1: Disposition
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J. Eprouvette I, Krakatoa, 1000°C

J.1 Résumé

Initiation : L’initiation de la fissure s’est déroulée du coté de la caméra 1. Visuelle-
ment, elle est apparue a environ #; >~ 540.770s (= t, = 52.038s, t3 = —116ms) pour un
déplacement du vérin de 7.33mm.

Description sommaire : La fissuration était globalement coplanaire avec quelques on-
dulations. Le décallotage complet de I’éprouvette résulte de 1’initiation et de la réunion
de multiples fissures qui ont initié dans des plans axialement assez proches. La vitesse
circonférentielle moyenne vaut Vg—12,,m ~ 650mm.s~ 1.

La rigidité globale de I’éprouvette s’est maintenue jusqu’a t3 ~ —30ms ((% ~ 1.65 au
lieu de 1.65), signe d’une propagation stable de la fissure. A partir de 3 ~ —30ms ’effort
et la pression ont chuté brutalement, la fissuration est devenue instable.

Le déplacement du vérin a atteint 9.70mm au moment du décallotage.

Observations issues des caméras : Deux régimes de vitesse ont pu étre calculés pour
cet essal.
Pour une longueur de fissure allant de 25 (t3 ~ —25ms) a 35% (t3 ~ —13ms) de la circon-
férence de I’éprouvette, la vitesse de propagation de fissure est de 1’ordre de 460mm.s~!.
De 50% (t3 ~ —8ms) a 85% (13 ~ —3ms) de la circonférence de 1’éprouvette, la vitesse
est de I’ordre de 5 — 6m.s~ .

Le refroidissement des levres de la fissure mesuré par la caméra infrarouge est compris

de 30°C a 110°C lors de la dépressurisation.
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Métrologie

J.2 Métrologie

identification
side (ex : A...)

F1G. J.2: Repere de métrologie

Thickness difference between each one and the minimum : 0.782mm

0.06 — T 55mm -
‘ -60mm -
-65mm .
0.04 |
0.02 / -
0
0.02 | / i
0 . 04 | ,‘ -------- “"‘-~---.-...”.~.%, IIIIIIIII e "(, J
0 ] 06 M | ----- | | M

0.06 0.04 0.02 0 0.02 0.04 0.06

F1G. J.3: Mesure de I’épaisseur de 1’éprouvette dans la zone utile (écart a la valeur mini-
male)
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J. Eprouvette I, Krakatoa, 1000°C

J.3 Chargement thermique

1200 L] L] L] L] L] L] L] L]
set point ; ; ; ; ; ;
REF
TCT e 3 3 3 3 3 3
1000 | TC2 v
TC3 : : : : ; e
TC4
TC5 « e | | | .
. 800 | TC6 - .
(()_) TC7 ............
E | TC8 I
£ 600 §
(]
(o
S
o
= 400 e
200 [ oA ,,,,,, T T— —
0 e — H i i H ; :
50 100 150 200 250 300 350 400 450 500
Test time (s)
F1G. J.4: Montée en température
Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 10 20 30 40 50
100 T T T T ™1 set point
REF
1000 L
TC3
TC4
900 TC5
o TC6 —--- -
£ 3 : : : X X TC7 v
9 800 TR S S A R . TCS—
® 15 RTINS I EEURIE B SR B R [ ST 8
L 700 Fie 15 T 1 Se—— I B— - S— e
S . . i i i 3
o
[ i i i i i i
BOO [ A A— £
500
400 ' ol ol ol ol '

490 500 510 520 530 540
Test time (s)

F1G. J.5: Mesure locale de la température pendant le chargement mécanique
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Chargement thermique

Reference time : failure (ms)
-150 -100 -50

toao [T T

1020 b T

1000

980 -.'..'..'.'..'-.'-;-ljl.'-.'--';..'..'-.'-;.'.;.'.-'.j'--'..'..j’--'--{.;.'-.'-'-.'..j ......... i-’.;.'-;- ........... i-’-.’.'..i.'..-

Temperature (°C)

940

900

ol

540.7

540.75 540.8 540.85
Test time (s)

set point
REF
TC1

FI1G. J.6: Mesure locale de la température pendant la propagation instable de la fissure
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J. Eprouvette I, Krakatoa, 1000°C

z coordinate from the specimen center (mm)

z coordinate from the specimen center (mm)

60

Temperature field at 490s

40 Fi-dd b dd b bl
30 .,3,,],4‘,‘.,,‘.,,] dededdedecdidddd e

0 J S R O

oY "5 0 T O O O T U O OO U OO DU O O O OO O VO A

0=120°

0=0°

i b E P E i 9=240°

10 |t

400

60

Temperature (°C)

Temperature field at 540s

500 600 700 800 900 1000

1100

F1G. J.7: Distribution de température au début du chargement mécanique

: e=‘ o

e

b0

I A R B i T T R R i I e S I R I O S R B B I I I M e D™

] R L I,

gl

600 650 700 750 800 850 900 950
Temperature (°C)

1

000 1050

F1G. J.8: Distribution de température au moment de la dépressurisation
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Chargement mécanique

J.4 Chargement mécanique

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)

0 10 20 30 40 50
L] LI LI L B L B L) 3500
. . )= A
,,,,,,,,, ,,,,,,,,, :ﬁ:ﬁﬁﬁﬁfﬁﬁﬁ:ﬁ:ﬁﬁﬁﬁﬁﬁﬁﬁﬁﬁ:ﬁ‘,ﬁﬁﬁfﬁfﬁ?ﬁ?ﬁ,_ 3000
2500
g . .
S 1 S 7/ AL S S N . -1 2000 =
e T 1 s e 1 <
8 . g
@ 4 1500 @
e =
B H— % % VRSN % WS— —— 1 T
‘ " superior Pressure - B
5F inferior Pressure e
machine tensile Force - st 500
pressure tensile Force - L
o LaZ ¥ total tensile Force . B 0
490 500 510 520 530 540
Test time (s)
F1G. J.9: Effort et pression pendant le chargement mécanique
Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 10 20 30 40 50
10 = ™ ™ ™ ™ ] 3500
3000
8
. 2500
£
E 6 —~
= 2000 =
m N—
IS 4 1500 2
o
i)
a
1000
2
o = 500
~ Displacement
0 B ¥ total tensile Force : : 0

490 500 510 520 530 540
Test time (s)

F1G. J.10: Effort et déplacement pendant le chargement mécanique
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J. Eprouvette I, Krakatoa, 1000°C

Reference time : failure (ms)

Test time (s)

F1G. J.12: Effort et pression pendant la propagation instable de la fissure

-200 -100 0 100 200 300 400
LI LI LIS LI A LIS LIS L] 4000
. . : superior Pressure
25 inferior Pressure
total tensile Force 1 3000
Displacement x2 (mm) -~ --
20 2000
8 H
o 15 P 1000
]
[%)]
3
& 10 0
-1000
5
-2000
0 ‘ ‘
540.6 540.7 540.8 540.9 541 5411 5412 5413
Test time (s)
F1G. J.11: Effort et pression pendant la dépressurisation
Reference time : failure (ms)
-150 -100 -50 0
— — — — 3500
25 b S — S — S S —
20 2500
£ et e 2000
B KBl e e R R S S R
5 P ‘ ‘ ‘ ‘
?
@ A A pre——— oeered 1500
O 40 bbb
"""""""""""""""""""""""""""" 4 1000
5F s;upefiorPressuré B R I S S
' inferior Pressure s e 500
total tensile Force ‘
0 Displacement x2 (mm) -~~~ : e 0
540.7 540.75 540.8 540.85 540.9

Force (N)

Force (N)
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Contraintes

J.5 Contraintes

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)

0 10 20 30 40 50
L] L] L] L) L) L) 5
60 i — S — — T -
= : : : : 4 4
5 o0 fri S A " e N
< - : : : : : s
g 40 pof e - i e 1% 8
s | | : ‘ | | g
- : : (]
w H : —
T oo W sssseseseee e o e s e : ? g
c ‘ C|4 2 =2
(o) ’ I N R N S s s s s “1 o
zZ : SR A 0 U S S S E 4
10 | circumferential stress ———— "
b tensile stress ; ; P
4 stress ratio - : : -
o L] 'l 'l 'l 'l li o
490 500 510 520 530 540
Test time (s)
F1G. J.13: Contraintes nominales pendant le chargement mécanique
Reference time : failure (ms)
-150 -100 -50 0
L) L) L L 5
o b e —_— e
| 1 | RE
B i e s = .
© ‘ : : : ke
= | ‘ | e
@ 40 2
2 &
? 2
T 30 5 £
.é E
@]
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Z 20
; ; 1
10F circumferential stress
tensile stress : ‘
stress ratio -+ 1
O 'l 'l 'l 'l O
540.7 540.75 540.8 540.85 540.9

Test time (s)

F1G. J.14: Contraintes nominales pendant la propagation instable de la fissure
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J. Eprouvette I, Krakatoa, 1000°C

J.6 Propagation circonférentielle de fissure

CAM1 540.725s CAM1 540.770s
CAM1 540.844s

CAM2 540.855s

CAM2 540.844s

IR 540.832s CAM2 540.832s

IR 540.844s

CAM1 540.855s IR 540.855s

CAM2 540.861s CAM1 540.866s CAM?2 540.866s |R 540.866s AM1 540.878s

IR 540.878s CAM?2 540.878s CAM1 540.880s CAM?2 540.880s CAM1 540.884s

CAM2 540.884s CAM1 540.886s CAM2 540.886s

AM1 540.861s IR 540.861s

F1G. J.15: Images de la propagation de fissure
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Propagation circonférentielle de fissure

Circumferential crack lenght (%)

Circumferential crack lenght (mm)

Time to complete fracture (ms)

-25 -20 -15 -10 -5 0
0 ! ! ! ! ! !
0 [ e e
1) E— SUUUUUNS TS R— S— 1-
60 e o ¢ e 1
50k
wp o e e 3-
o) ‘ ,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,, -
20 ' 1 1 1 1 1
540.86 540.865 540.87 540.875 540.88 540.885
Test time (s)
F1G. J.16: Propagation circonférentielle
Time to complete fracture (ms)
-25 =20 -15 -10 -5 0
80: rrrrr T P T T S TISTUIT FT S SRS |
............ ircumference for R=12mm -
70 poo e e ORACK'S SPEEAE 4
j 5.557 m.s”
60 - e e
50 e  — :

40 - ""crack’sfspeedfirr -
463.479 mm.s : : : :

ol gt |

540.86 540.865 540.87 540.875 540.88 540.885
Test time (s)

F1G. J.17: Propagation circonférentielle
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J. Eprouvette I, Krakatoa, 1000°C

J.7 Loi de dépressurisation

Reference time : failure (ms)

-100 -80 -60 -40 -20 0
L] L) L) L) L) 60
2.5 b B b e,
i S :
2 ,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,
— o
o | | | | | : £
J -] S S—— T — — — R — =
= Inferior pressure ; Po. g
g Superior pressure : 5
? Cracked area :--%---- | o
73 : ‘ ‘ @
o L[ e e —— s o T S
o : o
. ©
0.5 prom L A "‘ """"" 4{ 10
0 'l 'l 'l 'l 'l 0
540.78 540.8 540.82 540.84 540.86 540.88
Test time (s)
F1G. J.18: Loi de dépressurisation
n=0.4
L) L) L) L) L) L) L) L) L) 60
2.5 b e o o R R :
R 50
2 b ‘ ‘ ‘ =
Experimental pressure | T R R ] 40 <
o Depressurization law =:=n=- - ‘ “ IS
o e Cracked area a0 o E
= 15F : i : : R @
: : ot e | o
g ; o ¥ e 13 &
A ‘ amtt H o ‘ 3
o 1k st :, - SIS SR S X
a = : : 1 8
' : g “il r 20 O
0.5 .‘,“,“;,‘,“,‘“,.u!',',:, - - 10

0 0
-0.024 -0.022 -0.02 -0.018 -0.016 -0.014 -0.012 -0.01 -0.008
Reference time : failure (s)

F1G. J.19: Comparaison a une loi de dépressurisation (détente adiabatique)
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Planéité de la trajectoire de la fissure

J.8 Planéité de la trajectoire de la fissure

F1G. J.20: Planéité de la trajectoire de la fissure
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J. Eprouvette I, Krakatoa, 1000°C

J.9 Refroidissement des levres de la fissure lors de la dé-
pressurisation
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F1G. J.21: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure
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F1G. J.22: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure
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F1G. J.23: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure
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Images de microscopie électronique a balayage

J.10 Images de microscopie électronique a balayage

J.10.1 Détermination approximative de 1’épaisseur résiduelle

FI1G. J.25: Vue de dessus

261



J. Eprouvette I, Krakatoa, 1000°C

To  Length

2 §3.043

4 49,9847

§ 67,3075

8 78.3153

No angles in image
+

F1G. J.26: Vue de dessus

Length

87.2898

85,5308

113.892
No angles in image
°

F1G. J.27: Vue de dessus
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Images de microscopie électronique a balayage

J.10.2 Facies de rupture

F1G. J.28: Facies de rupture : vue de dessus

J.10.3 Paroi interne de I’éprouvette

F1G. J.29: Paroi interne : vue de coté
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J. Eprouvette I, Krakatoa, 1000°C

F1G. J.30: Paroi interne : vue de c6té au niveau de la fracture process zone
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Annexe K

Eprouvette E, Krakatoa, 1000°C

Vue de dessus

Inscription E vers le haut

CAM
1000i/s

diaphragme 5.6

120mm

Omm:TC
15mm:TC5
50mm:TC8

CAM1
1000i/s
diaphragme 5.6

Chute d'environ 1m apres soudage des thermocouples
Soudage des thermocouples recommencé.
L'éprouvette a subi un effort de compression
de 2500N pendant le montage.

F1G. K.1: Disposition
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K. Eprouvette E, Krakatoa, 1000°C

K.1 Résumé

Remarque préliminaire : L’éprouvette a subi une chute d’un meétre apres préparation
(thermocouples soudés, rallonges éprouvettes montées). 1l est possible que cette chute
I’ait endommagée. Ceci pourrait expliquer la différence au niveau des résultats.

Initiation : L’initiation de la fissure s’est déroulée du coté de la caméra infrarouge.
Visuellement, elle est apparue a 1 ~ 526.382s voir quelques dixieémes de seconde avant
(=1, =31.467s, t3 = —1170ms) pour un déplacement du vérin de 6.02mm.

Description sommaire : La fissuration était globalement coplanaire avec quelques on-
dulations. Le décallotage complet de I’éprouvette a été causé par I’initiation et la réunion
de multiples fissures qui ont initié dans des plans axialement assez proches. La vitesse
circonférentielle moyenne vaut Vg—12,um ~ 64mm.s~ 1.

La rigidité globale de 1’éprouvette s’est maintenue jusqu’a #3 >~ —20ms (g—ee > 5 au
lieu de 1.65), signe d’une propagation stable de la fissure. A partir de t3 ~ —20ms, I’effort
et la pression ont chuté brutalement, la fissuration est devenue instable.

Le déplacement du vérin a atteint 8.85mm au moment du décallotage.

Observations issues des caméras : Trois régimes de vitesse ont pu étre calculés pour
cet essai :
Jusqu’a une longueur de fissure atteignant 3% (13 ~ —900ms) de la circonférence de
I’éprouvette, la vitesse de propagation est de 1’ordre de 6mm.s~!.
Pour une longueur de fissure allant de 5 (13 >~ —600ms) a 18% (t3 ~ —50ms) de la circon-
férence de I’éprouvette, la vitesse de propagation de fissure est de ’ordre de 24mm.s!.
De 20% (t3 ~ —45ms) a 50% (t3 ~ —6ms) de la circonférence de 1’éprouvette, la vitesse
est de I’ordre de 2.5m.s~ L.

Le refroidissement des levres de la fissure mesuré par la caméra infrarouge est compris

entre 60°C et 100°C lors de la dépressurisation.
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Métrologie

K.2 Meétrologie

identification
side (ex : A...)

FI1G. K.2: Repere de métrologie

Thickness difference between each one and the minimum : 0.787mm

0.03 — T -55mm
f -60mm =
-65mm =
0.02 J
0.01
0
0.01 | N T </
0 . 02 | ,‘ ««««««« L ' IIIIIIIII e - "(, i
0.03 M | ----- H | M

0.03 0.02 0.01 0 0.01 0.02 0.03

F1G. K.3: Mesure de 1’épaisseur de 1I’éprouvette dans la zone utile (écart a la valeur
minimale)
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K. Eprouvette E, Krakatoa, 1000°C

K.3 Chargement thermique

set'point - : : : : : :
L. REF
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§5 ............
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0
50 100 150 200 250 300 350 400 450 500
Test time (s)
F1G. K.4: Montée en température
Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
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MO0 pr——r—T—T T T 7] setpoint
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1000 L
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900 TC5
5 TC6 ~ - -
£ :: :: :: :: TC7 v
L : 1] & S S S — TC8 ——
5 : : : : z z :
T
g8 700
S
o
'_
600
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400 L i H H i i H
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FI1G. K.5: Mesure locale de la température pendant le chargement mécanique
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Chargement thermique

Reference time : failure (ms)

-1600-1400-1200-1000 -800 -600 -400 -200 O
H H HE H H E H H set point
1040 REF
TC1
TC2
1020 ! TC3
] TC4
3 ] TC5
G 1000 p== j TC6
e : : i : : & ] TC7
() : : P : : i : ]
TS [ J] S T § S, — S— -
® :
o : : T : 1 : T
I 1o e e S | S s et
5 ]
[ i
940 E ,m,,‘,., s ,_"f",““’"—"":"*‘:’"—“"df“““'”“ﬁ"“*“’”‘ijﬂj'l.L,(u..’.;.a..’.;“m_*' R
"o wapwart A4
00 [
900 L L
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FI1G. K.6: Mesure locale de la température pendant la propagation instable de la fissure
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K. Eprouvette E, Krakatoa,

1000°C
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F1G. K.7: Distribution de température au début du chargement mécanique

60

Temperature field at 525s

z coordinate from the specimen center (mm)

50 |

ok

0=120°0 x

10 |t

0=240° +

6=0°

) SR R RN AR R RERERAR R AL AR AR
30 .,S,,],j,‘.,,l,,] JRSUUOR OO0 SOOD SOOOE OORE HOPPE HOTO OOTO-OOOSSOPOE #S00 UOU VUK SUURY SO OO SONS SONNE SO SUNE NUOOL OO0 SR SOOE SUSOESOOR SO0

4 Y [ 0 OGO O R 0 O G 0 0

R R A

400

500

600

700 800
Temperature (°C)

900

1000

1100

F1G. K.8: Distribution de température au moment de la dépressurisation
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Chargement mécanique

K.4 Chargement mécanique

Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
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Reference time : beginning of the mechanical loading (s)
0 5 10 15 20 25 30
10 T ! ! ! T T 3500
3000
8
. 2500
£
E 6 —
= 2000 =
m N—"
IS 4 1500 2
o
i)
a
1000
2
: : 500
‘ Displacement
0 . : total tensile Force : : 0

495 500 505 510 515 520 525
Test time (s)

F1G. K.10: Effort et déplacement pendant le chargement mécanique
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K. Eprouvette E, Krakatoa, 1000°C

Pressure (bar)

Pressure (bar)

F1G. K.12: Effort et pression pendant la propagation instable de la fissure
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Contraintes

K.5 Contraintes
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F1G. K.14: Contraintes nominales pendant la propagation instable de la fissure
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F1G. K.13: Contraintes nominales pendant le chargement mécanique
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K. Eprouvette E, Krakatoa, 1000°C

K.6 Propagation circonférentielle de fissure
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F1G. K.15: Images de la propagation de fissure
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Propagation circonférentielle de fissure

Circumferential crack lenght (%)

Circumferential crack lenght (mm)
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F1G. K.17: Propagation circonférentielle
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K. Eprouvette E, Krakatoa, 1000°C

K.7 Loi de dépressurisation
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F1G. K.19: Comparaison a une loi de dépressurisation (détente adiabatique)
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Planéité de la trajectoire de la fissure

K.8 Planéité de la trajectoire de la fissure

F1G. K.20: Planéité de la trajectoire de la fissure
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K. Eprouvette E, Krakatoa, 1000°C

K.9 Refroidissement des levres de la fissure lors de la dé-
pressurisation
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F1G. K.21: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure
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F1G. K.22: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure

<
e 1100.00
107850 527.540s
108441 | 1080.00
105011
103559 | 1060.00
102085
10565 | 1040.00
073
o || 102000 haut
%24 1| 100000 bas
30339
2201 || 93000
51029
sz | 96000
7577
s | 940.00
#9721 92000
03
180 900.00
78168
w12 || 88000
e
e || 860.00
63482
omes | 84000
o5 | oo
61839 - 10px=2.07mm
5651 800,00
J 70 75 80 85 90 95 100 105 110 115 120 125 130 135w«
5478 | (@3]

F1G. K.23: Distribution de température mesurée sur un profil coupant la fissure

278



Annexe L

Modélisation des essais de déchirure sur
éprouvette CT : Compléments.

L.1 Introduction

Cette annexe présente des résultats complémentaires a ceux exposés dans le chapitre 4
page 91.

La premiere partie traite de I’influence des parametres 'y et 7 sur la propagation de
fissure. Elle démontre les résultats énoncés dans la section 4.3.3 page 99 sur I’influence
des parametres Iy et 7 a partir d’une étude paramétrique sur 1’éprouvette CT.

La deuxieme partie est consacrée a une critique de la validité de la loi de comporte-
ment utilisée dans le chapitre 4.

Enfin, dans le chapitre 4, aucune gestion du contact n’a été mis en oeuvre pour parer a
I’interpénétration des deux faces des entailles réalisées sur les cotés de I’éprouvette CT. La
derniere partie s’attache a démontrer que cette interpénétration joue un rdle négligeable
sur la propagation de fissure.

L.2 Influence de I’énergie cohésive I et de la traction 7
sur la réponse globale de I’éprouvette

Nous nous plagons dans les conditions de modélisation du chapitre 4. Seules les lois
de traction séparation sont modifiées afin d’étudier I'influence de I’énergie cohésive I’y et
de la traction T sur la réponse globale de I’éprouvette.

L.2.1 Influence de I’énergie cohésive I

Lorsque 1’énergie cohésive I'y augmente a Ty fixé, les observations suivantes peuvent
étre faites a partir des figures L.1, L.2, L.3 et L.4 page suivante :
* Initiation de la fissure plus tardive.
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L. Modélisation des essais de déchirure sur éprouvette CT : Compléments.

* Diminution de la vitesse de propagation de la fissure.
* R augmente car 'y augmente mais aussi parce que le taux de dissipation d’énergie
volumique augmente car la taille de la FPZ augmente.
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F1G. L.2: Inflence de I'y sur la courbe ef-

F1G. L.1: Lois de traction séparation a Ty fort déplacement globale et sur la propaga-
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F1G. L.3: Influence de I'y sur le taux de  F1G. L.4: Influence de I' sur la taille de la
dissipation d’énergie fracture process zone

L.2.2 Influence de la traction maximale 7

Lorsque la traction maximale 7y augmente a Iy fixé, les observations suivantes
peuvent étre faites a partir des figures L..5, .6, L..7 et .8 page suivante :

* Pas d’influence notable sur I’initiation de la fissure.

* Diminution de la vitesse de propagation de la fissure.

* R augmente car le taux de dissipation d’énergie volumique augmente.
La taille de la fracture process zone diminue. En effet, la loi de traction séparation
limite la contrainte principale maximale dans la fracture process zone. Si I’on fait
un calcul sans zone cohésive,

280



Validité du comportement du matériau
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Fi1G. L.7: Influence de Ty sur le taux de  FIG. L.8: Influence de Tj sur la taille de la
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L.3 Validité du comportement du matériau

La loi de comportement du matériau utilisée dans le chapitre 4 page 91 a été établie a
partir de résultats expérimentaux du CEA Grenoble. Ces essais ont été réalisés a vitesse
de déformation conventionnelle constante.

La loi de comportement du matériau a été donnée par I’intermédiaire de plusieurs ta-
bleaux comportant les couples déformation logarithmique plastique/contrainte de cauchy
puisque les calculs ont été réalisés en grands déplacements et grandes déformations (NL-
GEOM sous abaqus6.6-1). Chaque tableau est donné pour une vitesse de déformation.
Abaqus gere ensuite I'interpolation des lois de comportement de facon linéaire pour les
vitesses de déformation non fournies.

Pour les courbes du chapitre 4 page 91, les données ont été fournies a vitesse de
déformation conventionnelle constante alors qu’abaqus6.6-1 les interprete a vitesse de
déformation logarithmique constante (fonction NLGEOM). Les deux vitesses ne sont pas
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L. Modélisation des essais de déchirure sur éprouvette CT : Compléments.

équivalentes car (en 1D) :
din(1+¢) €

p— L.l
dt 1+¢ (L1

ou € représente la déformation conventionnelle. Ainsi, a vitesse de déformation conven-
tionnelle fixée, le comportement de matériau est d’autant moins représentatif que la dé-
formation augmente.

Les valeurs des tables ont été modifiées pour prendre en compte 1’interprétation
d’abaqus6.6-1 (voir figure L..9). La nouvelle loi de traction séparation optimisée vis a vis
des résultats des essais sur éprouvettes CT est représentée sur la figure L.10. Les courbes
effort et propagation de fissure en fonction du déplacement imposé dans les nouvelles
conditions sont tracées sur la figure L.11.
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F1G. L.9: Comparaison de la loi de com-  FIG. L.10: Loi de traction séparation obte-
portement du chapitre 4 et de la loi modi- nue pour la meilleure optimisation avec la

fiée vis a vis des données expérimentales loi de comportement modifiée
7000 P———T—— 7
soo0 p= T ; 1: .
5000 / : 5 .
[ ;
2 4000 \ g
S 3000 - . B
% %
2000 *; ) g
7
1000 o > 1
N Gooen - |
0 2 4 6 8 10 2 " p

Load line displacement (mm)

F1G. L.11: Meilleure optimisation

Par ailleurs, I’interpolation linéaire réalisée par abaqus6.6-1 entre chaque vitesse de
déformation est discutable. Une interpolation logarithmique aurait été plus adaptée au
comportement réel du matériau. Cette interpolation est d’autant plus pénalisante que
I’éprouvette CT est une éprouvette de flexion et donc qu’une grande partie de 1’éprouvette
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Influence de I’interpénétration des faces opposées des entailles réalisées sur les cotés des
éprouvettes CT.

est soumise 2 des vitesses de déformation comprise entre 1.E —5 et Se —4s~!, gamme de
vitesse pour laquelle aucune caractérisation n’a été effectuée.

L.4 Influence de ’interpénétration des faces opposées
des entailles réalisées sur les cotés des éprouvettes
CT.

Une interpénétration des entailles réalisées sur les cotés des éprouvettes CT a été
constatée lors de la simulation des essais (voir figure L.12). Ainsi, un calcul avec gestion
du contact (fonction CONTACT PAIR, node to surface d’abaqus6.6-1) a été effectué dans
les conditions du chapitre 4 page 91 pour étudier ’influence de I’interpénétration sur
les résultats de propagation. Aucune influence n’a été constatée (voir figure L.13 page
suivante). Un algorithme de gestion de contact aurait conduit a une augmentation des
temps de calcul, il n’a donc pas été utilisé.

PELR
[Avg: T5%)

+5.50da-01
+5.045r-01
+4.587a-01
44 121@-01

gestion du contact

+0.000R+00

gestion du contact

F1G. L.12: Mise en évidence de I’interpénétration
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L. Modélisation des essais de déchirure sur éprouvette CT : Compléments.
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F1G. L.13: Comparaison des résultats globaux avec et sans gestion du contact
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Annexe M

Essais de traction.

repere physique i thermocouple
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Th2 = il
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F1G. M.1: Préparation des éprouvettes
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M. Essais de traction.
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temperature ( C)

diameter (px)
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M. Essais de traction.
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M. Essais de traction.
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M. Essais de traction.
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