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Résumé — Le but de cette étude est de simuler la propagation de fissure lors d’essais de rupture réalisés
sur des éprouvettes mini-C(T) afin d’estimer la ténacité d’acier de cuve de réacteur nucléaire dans le
domaine de transition ductile-fragile. Un modèle de zones cohésives est utilisé pour modéliser la pro-
pagation de fissure. L’évolution des paramètres cohésifs avec la probabilité de rupture et la température
est calibrée à partir d’essais à basse température et à température proche de la température de référence
de la courbe maîtresse. Une très bonne concordance est observée entre les résultats des simulations et
l’approche par la courbe maîtresse.
Mots clés — Transition ductile-fragile, Modèles de Zones Cohésives, Mini-C(T), Acier de cuve de réac-
teur.

1 Introduction

Depuis le début des programmes nucléaires en Europe, des programmes de surveillance ont été mis
en place afin de contrôler la fragilisation de l’acier constituant la cuve du réacteur au fur et à mesure
de son exploitation. Ces programmes consistent en général à mettre des éprouvettes Charpy représenta-
tives des matériaux composant la cuve dans des capsules attachées à l’enveloppe de cette dernière. Ces
éprouvettes sont périodiquement extraites et testées. L’utilisation de telles éprouvettes pose cependant
certaines questions. En effet, l’une des propriétés surveillée est l’évolution de la température de tran-
sition ductile-fragile, qui est évaluée à partir de mesure de ténacité. Or, les essais Charpy permettent
d’évaluer la résilience d’un matériau, et la ténacité n’en est déduite qu’indirectement. Ensuite, dans un
contexte de prolongation de la durée d’exploitation des réacteurs, il devient important d’optimiser l’uti-
lisation des matériaux d’éprouvette. Afin de résoudre ces problèmes, une des idées proposées est de
réaliser des essais de rupture sur des éprouvettes mini-C(T), usinées dans les échantillons Charpy cas-
sés [5]. Cela permettrait de réutiliser la matière et d’obtenir des mesures directes de ténacité. Il faut
cependant s’assurer de la pertinence de l’utilisation d’éprouvettes miniatures pour évaluer les propriétés
mécaniques, puisqu’elle s’accompagne d’un certain nombre de problématiques, comme une probabilité
moindre d’y trouver un défaut pouvant mener à une ténacité apparente plus élevée ainsi qu’une perte de
confinement plastique en pointe de fissure par exemple [13]. Des simulations numériques d’essais de té-
nacité sur les mini-C(T) pourraient aider à évaluer cette pertinence, mais il faut pour cela qu’elles soient
représentatives du comportement de l’acier considéré dans le domaine de transition ductile-fragile.

Le but de cette étude est de simuler la propagation de fissure d’essais de rupture réalisés sur des éprou-
vettes mini-C(T), et d’estimer la ténacité des aciers considérés dans le domaine de transition ductile-
fragile. Elle s’inscrit dans le cadre du projet européen FRACTESUS [5].

2 Méthode

Une des particularités du domaine de transition ductile-fragile est que non seulement une variation de
la ténacité moyenne du matériau avec la température est observée, mais également une grande variabilité
dans les ténacités estimées. Une description complète de la transition ductile-fragile nécessite de pouvoir
reproduire cette variabilité, notamment en étant capable de simuler une propagation de fissure instable à
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basse température et stable à haute température. La méthode proposée par Chakraborty et Bulent Biner
en 2014 [3] a été adaptée pour cette étude.

2.1 Présentation du modèle de Chakraborty et Bulent Biner[3]

Les auteurs de [3] proposent une approche cohésive unifiée pour la modélisation complète de la zone
de transition ductile-fragile. Cette approche repose sur deux hypothèses. Tout d’abord, pour une tempé-
rature donnée, la contrainte maximale et la forme de la loi de traction-séparation du modèle de zones
cohésives (MZC) sont définies à partir d’un comportement de type endommagement ductile (courbe
bleue sur la Figure 1). Ensuite, pour une probabilité de rupture par clivage donnée, la pente adoucissante
de la loi surfacique est conservée, et le déplacement à partir duquel l’endommagement s’initie est iden-
tifié par analyse inverse (voir les courbes rouges et vertes sur la Figure 1). La dispersion de ténacité pour
une température donnée est donc assurée par la variation d’un paramètre unique.

Comportement GTN 

cellule élémentaire

Loi cohésive 1

Loi cohésive 2

FIGURE 1 – Principe de la méthode de calibration de la loi cohésive [3]

La procédure d’identification est la suivante :

1. Calibration des paramètres liés au comportement d’endommagement ductile à partir des
résultats expérimentaux à 20◦C.
Un jeu de paramètres du modèle Gurson-Tvergaard-Needleman (GTN) [6, 10, 11] représentatif
du comportement de l’acier de cuve est utilisé. Une procédure itérative en 3 étapes est ensuite
suivie :

(a) Une simulation sur une cellule unitaire 2D de taille h à triaxialité fixée proche de 3 (triaxilité
en front de fissure d’un essai C(T)) et sous l’hypothèse de déformations planes est effectuée.
Le comportement de la cellule est décrit par le modèle GTN.

(b) La loi CZM est ajustée sur la courbe contrainte-déplacement obtenue dans la direction d’ou-
verture de fissure.

(c) Une simulation élément finis avec zones cohésives 2D en déformations planes d’un essai C(T)
est réalisée.

La procédure est réalisée avec plusieurs valeurs de h jusqu’à ce que la courbe force-déplacement
obtenue avec la simulation C(T) soit suffisamment proche de celle expérimentale. La valeur de h
est retenue.

2. Calibration de la rupture fragile à -100◦C.
Une nouvelle procédure itérative en 3 étapes est réalisée :

(a) Une simulation sur une cellule élémentaire avec les paramètres GTN à 20◦C en utilisant la
loi d’écoulement plastique à -100◦C est effectuée. Cette étape permet d’obtenir la courbe
enveloppe de la loi CZM.

(b) La loi CZM limite est ajustée sur la courbe contrainte-déplacement obtenue.

(c) La valeur de l’énergie cohésive G (Figure 2) est obtenue de façon itérative. Pour chaque valeur
de G, une simulation éléments finis avec zones cohésives d’un essai C(T) est effectuée. La
ténacité résultante KJc est calculée suivant la norme ASTM E1921 [2]. L’itération s’arrête
lorsque la valeur cible est atteinte, à savoir les ténacités expérimentales correspondant à une
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probabilité de rupture Pf de 5% et de 95%. Ces valeurs "expérimentales" sont obtenues via
l’approche dite courbe maîtresse [12, 14, 2].

3. Calcul pour une température intermédiaire.
La procédure est la suivante :

(a) Réalisation d’une simulation sur une cellule unitaire pour obtenir la loi cohésive enveloppe.

(b) Interpolation de G telle que :

G(T,Pf ) = α(Pf )−βσ0(T ) (1)

où α et β sont des coefficients calculés à partir des valeurs de G identifiées à 20◦C et -100◦C
respectivement lors des étapes 1 et 2, et σ0 est la valeur maximale de la contrainte de traction
de la loi cohésive identifiée à l’étape 3(a).
La loi CZM peut donc être déduite pour toutes les températures intermédiaires.

(c) Deux simulations d’essais C(T) sont finalement réalisées pour des probabilités de rupture de
5% et 95%, et la ténacité résultante KJc(Pf ) est calculée.

FIGURE 2 – Paramètres de la loi cohésive

2.2 Méthodologie proposée

La méthode proposée ici reprend les grandes lignes de celle proposée par [3] en y apportant plusieurs
modifications.

Tout d’abord, comme indiqué précédemment, la méthode proposée par [3] nécessite des essais à
20◦C et les paramètres GTN du matériau considéré. Dans le cadre du projet européen FRACTESUS,
uniquement des essais à basse température sont disponibles. La calibration de h à 20◦C (étape 1) est ainsi
remplacée par la calibration de l’évolution de la pente F traduisant l’endommagement du matériau avec
σ0 (voir Figure 2). Comme dans [3], F est supposée constante avec la probabilité de rupture Pf .
Les étapes de calibration sont les suivantes :

1. Sélection de deux expériences très fragiles, c’est-à-dire proches de la courbe enveloppe inférieure
correspondant à des probabilités de rupture de 2%, pour deux températures T1 et T2. T1 doit être
proche du plateau inférieur et T2 proche de la température de référence selon le concept de la
courbe maîtresse (voir Figure 3).

2. Pour chaque expérience, la partie élastique de l’intégrale J, notée Je,exp, est calculée comme
indiqué dans [1]. Les essais sont choisis de telle sorte que Je,exp soit prédominant sur la partie
plastique. L’énergie cohésive Gexp associée à l’expérience est donc supposée égale à Je,exp.

3. Une étude paramétrique sur la valeur de F est réalisée : des simulations éléments finis avec zones
cohésives, avec une énergie cohésive égale à Gexp mais une valeur de F variable, sont réalisées
jusqu’à ce que la courbe force-déplacement obtenue permette d’obtenir une ténacité équivalente
à celle issue de l’essai.

4. Des simulations éléments finis sans zone cohésive sont ensuite réalisées afin de déterminer une
valeur d’énergie cohésive seuil G0, qui correspond à l’énergie de transition entre une loi CZM
triangulaire et une loi trapézoïdale (voir Figure 2). Cette valeur correspond à la transition entre un
comportement fragile et un comportement ductile. Pour déterminer G0, les évolutions des com-
posantes élastique et plastique de l’intégrale J sont tracées en fonction du déplacement imposé.
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FIGURE 3 – Courbes maîtresse et zones de sélection des essais

G0 est choisie comme étant l’intersection des deux courbes. Cette valeur de transition permet
notamment de fixer une contrainte de traction maximale σ0. Notons que ne pas fixer une valeur
maximale peut entraîner un comportement sans endommagement.

5. Finalement, F est supposé évoluer linéairement avec σ0. Les coefficients f1 et f2 sont donc iden-
tifiés tels que F = f1σ0(T )+ f2.

La procédure itérative de l’étape 2 de [3] pour calibrer des valeurs de G pour différentes températures
et probabilités de rupture est conservée avec les modifications suivantes :

1. La simulation sur une cellule unitaire est remplacée par une simulation éléments finis sans zone
cohésive. G0 est déduite de la simulation et les valeurs de σ0 et F sont ensuite calculées.

2. L’évolution de G est choisie telle que :

G(Pf ,T ) = AieBi(T−T0)+Ci (2)

où Ai, Bi et Ci sont des coefficients identifiés à partir Gi1, Gi2 et Gi3, Gi j est l’énergie cohésive
associée la probabilité de rupture i et à la température j, T est la température de l’essai et T0 est
la température de référence. Ce choix nécessite l’identification de 6 valeurs de G (au lieu de 2
pour [3]). L’identification est effectuée pour trois températures et deux probabilités de rupture
différentes.

Les coefficients Ai, Bi et Ci étant identifiés pour deux probabilités de rupture différentes, leur évolu-
tion en fonction de la probabilité de rupture est déterminée en calculant les paramètres (a1,a2), (b1,b2) et
(c1,c2) tels que :

ln(A(Pf )) = a1 ×Pf +a2 (3)

ln(B(Pf )) = b1 × ln(Pf )+b2 (4)

C(Pf ) = c1 × ln(Pf )+ c2 (5)

Ainsi, il est possible de déterminer la ténacité associée pour toute température dans la zone de tran-
sition et pour toute probabilité de rupture. La procédure à suivre est la suivante :

1. Réalisation d’une simulation éléments finis sans zone cohésive et déduction de G0.

2. Calcul de σ0 et F pour la température T .

3. Calcul des coefficients A, B, et C associés à la probabilité de rupture Pf désirée.

4. Calcul de G(Pf ,T ) :
G(Pf ,T ) = A(Pf )eB(Pf )(T−T0)+C(Pf ) (6)

5. Détermination de la loi cohésive à utiliser.

6. Réalisation d’une simulation éléments finis avec zones cohésives et calcul de la ténacité associée.
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3 Application

3.1 Modélisation

On considère dans cette étude des essais de rupture réalisés sur des éprouvettes mini-C(T). Ce type
d’éprouvette est présenté sur la Figure 4.
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FIGURE 4 – Dimensions de l’éprouvette mini-C(T)

Le logiciel XPER [7, 8] est utilisé pour réaliser les simulations. Comme dans [3], un maillage 2D est
considéré sous l’hypothèse de déformations planes.

La résolution numérique retenue dans XPER ne permet pas de gérer de zones cohésives sur un plan de
symétrie, une éprouvette complète est donc modélisée. Des éléments cohésifs sont placés exclusivement
derrière la pointe de fissure, sur le plan de symétrie (voir Figure 5). La résolution éléments finis avec une
interpolation linéaire est réalisée en dynamique explicite, pour éviter les sauts de solution. La taille de
maille dans la zone raffinée en pointe de fissure est de 50 µm et le pas de temps est égal à 1.8x10−8 s. La
hauteur de la zone raffinée est de 300 µm et le maillage comprend un total de 6200 éléments, 12862 degrés
de libertés et 160 contacts cohésifs. La goupille servant à appliquer le chargement expérimentalement est
modélisé par un quart de cercle ayant un comportement élastique et une raideur 10 fois plus élevée que
celle de matériau constituant l’éprouvette (voir Figure 5). Un déplacement est imposée sur chaque pointe
(voir Figure 5). La vitesse de déplacement imposée est la suivante :

v(t) =

{
50t m.s−1 si t ≤ 0.001 s
0.05 m.s−1 sinon

(7)

avec t le pas de temps considéré. Le déplacement dans la direction x est supposé nul.
Le comportement volumique de l’éprouvette est supposé élasto-plastique avec écrouissage isotrope.

Une loi d’écoulement plastique linéaire par morceau est utilisée. La masse volumique de l’éprouvette et
des goupilles est choisie 100 fois supérieure à celle de l’acier, soit 100×7800 kg/m3, afin d’augmenter
la limite supérieure des conditions CFL [4] sur le pas de temps.

Comme indiqué dans [9], ce type de modélisation en déformations planes surestime les efforts me-
surés, et donc implique d’appliquer un coefficient correcteur afin d’être comparé avec l’expérience. Ce
coefficient est appliqué sur les déplacements afin de s’assurer que la rigidité est correcte. Afin de déter-
miner la valeur, des simulations élasto-plastiques 2D et 3D ont été réalisées. La valeur retenue est 0.85.
Ainsi, l’énergie Gexp étant supposée égale à Je,exp, et cette dernière étant proportionnelle au carré des
efforts mesurés [1], il est nécessaire de diviser Gexp par 0.7225 (étape 3 de la calibration de F).

3.2 Résultats

Le matériau considéré ici est l’acier de cuve de réacteur allemand 15Kh2MFAA, dont la température
de référence a été estimée. L’évolution de la pente F des lois cohésives a été calibrée en utilisant des essais
mini-C(T) à -130◦C et -100◦C réalisés dans le cadre du projet européen FRACTESUS [5]. Les ténacités
de référence sont issues de l’approche courbe maîtresse calculée pour la température de référence estimée
et converties pour une éprouvette de type mini-C(T). Les énergies cohésives sont identifiées pour les
probabilités de rupture et les températures suivantes :
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FIGURE 5 – Eprouvette et maillage utilisés

— Pf = 2% : -140◦C, -100◦C et -50◦C
— Pf = 50% : -140◦C, -130◦C et -100◦C

Dans le cas où une rupture instable est observée, la ténacité est calculée en utilisant la norme ASTM
E1921 [2]. Sinon la courbe J-R en suivant la norme ASTM E1820 [1] est utilisée.

La Figure 6 montre un exemple de courbes force-déplacement obtenues pour des probabilités de
rupture de 2%, 50% et 98% à -120◦C, et la Figure 7 montre les ténacités simulées pour des probabilités
de ruptures de 2%, 50% et 98% et celles de référence à différentes températures. Pour des probabilités
de 50% et 98%, on peut remarquer l’absence de points respectivement entre -70◦C et -50◦C, et entre
-100◦C et -50◦C. Ces résultats ne sont pas atteignables actuellement avec la méthode numérique utilisée.
Des travaux sont en cours pour pallier ce problème. On remarque une très bonne correspondance entre les
résultats de simulation et ceux fournis par l’approche de la courbe maîtresse. L’erreur relative maximale
est égale à 13.95% pour une température de -80◦C et une probabilité de rupture de 2%.
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FIGURE 6 – Courbes force-déplacement obtenues par simulation à -120◦C
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4 Conclusion

Le but de cette étude est de simuler la propagation de fissure lors d’essais de rupture réalisés sur
des éprouvettes mini-C(T) afin d’être capable d’estimer la ténacité d’acier de cuve de réacteur dans le
domaine de transition ductile-fragile. Il a été choisi de modéliser la propagation de fissure à l’aide de Mo-
dèles de Zones Cohésives. La calibration des paramètres cohésifs a été obtenue en modifiant la méthode
proposée par Chakraborty et Bulent Biner en 2014 [3] afin d’être adaptée aux données expérimentales
à disposition, c’est-à-dire uniquement à basse température. Une modification de la loi d’évolution de
l’énergie cohésive G a également été proposée. Cette dernière permet de déterminer G en fonction de la
température et de la probabilité de rupture. Le logiciel XPER a été utilisé pour réaliser les simulations
pour différentes températures dans le domaine de transition ductile-fragile et pour des probabilités de
rupture de 2%, 50% et 98%. Dans chaque cas, la ténacité associée a été calculée et comparée à la valeur
donnée par l’approche de la courbe maîtresse. Une très bonne concordance a été observée.

Pour compléter cette étude, il faudrait notamment évaluer si les paramètres calibrés sur des éprou-
vettes mini-C(T) permettent d’obtenir les bonnes valeurs de ténacités lorsque utilisés pour des simula-
tions d’essais C(T) classiques. Il serait également intéressant de vérifier si une calibration des paramètres
cohésifs uniquement sur un matériau non irradié permettrait de retrouver l’évolution de la ténacité dans
le cas irradié en ne changeant que les courbes d’écoulement plastique.
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