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Résumé — Lorsque les jonctions soudées font intervenir des matériaux de nature différents, plusieurs 
types de fissures peuvent apparaitre. Si les contrôles non destructifs permettent de repérer les fissures 
issues du procédé de fabrication (surtout en paroi externe), il est nécessaire de comprendre le 
comportement à la rupture de ces jonctions afin de prévenir d’éventuelles dégradations voire des 
fuites. Cet article présente des calculs d’amorçage ductile et de propagation de fissure dans une 
jonction soudée comportant une entaille importante usinée à partir de la surface. 
Mots clefs — Liaison Bimétallique, Propagation fissure, Wilkins. 

1 Instructions générales 
Dans les réacteurs, plusieurs composants de tuyauterie en acier faiblement allié sont reliés à des 

aciers inoxydables austénitiques par l’intermédiaire d’un beurrage et d’une soudure. Or, de récentes 
enquêtes internationales  [1]  [2] ont rapporté plusieurs types de fissures en paroi intérieure ou 
extérieure. Si certains défauts ont été provoqués par la corrosion, notamment dans les soudures en 
alliage base Nickel, d'autres sont des défauts liés à la fabrication. Afin de prévenir tous risque de fuite, 
il est nécessaire de comprendre les mécanismes de rupture ductile de ces liaisons. A cet effet, plusieurs 
maquettes expérimentales ont été réalisées  [3]  [4]  [5] dont le programme BIMET qui a été effectué 
dans le but d'analyser le comportement ductile de ces jonctions à travers plusieurs maquettes 
similaires. Ces essais souvent très riches d’enseignement sont cependant couteux et limités en distance 
de propagation pour des raisons techniques. 

Dans ces travaux, on propose d’utiliser la simulation numérique pour retrouver le comportement de 
la maquette et prédire la propagation de la fissure au delà de l’essai expérimental. 

Pour cela trois phases de modélisation sont nécessaires : 
1. la simulation numérique du procédé de soudage pour obtenir le champ de contraintes 

résiduelles à l’issue du processus de fabrication.  
2. La comparaison des grandeurs physiques à l’amorçage (énergie de fissuration). 
3. La simulation de la propagation de fissure en utilisant une approche locale fondée sur le 

critère de Wilkins  [6].  
L’ensemble des calculs sont réalisés avec le logiciel éléments finis SYSWELD®  [7]. 
 
Après un bref rappel sur les maquettes expérimentales, chacun des points précédents est présenté 

dans cet article. On se focalisera plus précisément sur la propagation de fissure, les comparaisons avec 
les résultats expérimentaux et sur l’apport de la simulation pour observer le comportement de la 
maquette au delà du percement. 

 

3 Les maquettes BIMET 
Le projet BIMET  [8]  [9] a été lancé pour étudier la faisabilité d'un test de déchirure ductile sur une 
jonction soudée de plus grande taille (réalisée dans le projet ADIMEW  [9]). Les maquettes BIMET 
étaient de dimensions réduites et ont été testées à température ambiante, alors que l’essai ADIMEW a 
été effectué à 300 °C. 

Trois maquettes BIMET ont été fabriquées. Alors que la première a permis l’élaboration des lois de 
comportement des matériaux et les mesures de contraintes résiduelles, deux maquettes (01 et 02) ont 
été soumises à des essais de flexion 4 points pour en étudier le comportement. 
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Les maquettes ont une épaisseur de 25 mm pour un diamètre extérieur de 168 mm. La longueur des 
sections austénitique et ferritique est de 200 mm et la longueur totale du tuyau est de 2500 mm comme 
le montre la figure 1. 
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FIG. 1 – Schéma global de l’essai BIMET 

Dans ces maquettes, un défaut circonférentiel est usiné par électroérosion à proximité de l’interface de 
soudage de la liaison bimétallique (interface acier austénitique – acier ferritique). La localisation, la 
forme et la taille des défauts ont été contrôlées à posteriori par un contrôle aux rayons X et un contrôle 
par ultrason. Aucune prefissure n’a été engendrée par fatigue lors de l’usinage. Deux bras en acier 
ferritique de haute résistance ont également été soudés à la maquette pour la réalisation de l’essai. 
Pendant les essais, la propagation de la fissure est réalisée jusqu'au deux tiers de l'épaisseur de la paroi 
et l’avancée de fissure est mesurée. 

3.1 La maquette BIMET02 

La maquette BIMET02 est choisie en raison de la plus grande taille initiale du défaut (2/3 de 
l’épaisseur). La profondeur projetée est de 8,3 mm (longueur du front de fissure 2c = 74 mm) et le 
défaut initial est une entaille de 0,3 mm de large avec un rayon d'entaille de 0,15 mm. L’essai est 
réalisé jusqu'à un moment de 220 kNm et l’extension maximale de la fissure a été de 8 mm. La 
résistance à la rupture a été déterminée à l'aide d’essais de flexion 3 points sur des éprouvettes de 
types Charpy  [10], et ont conduit à une estimation de 135 kJ/m2 pour  J0.2. L’amorçage a eu lieu dans la 
plage de moment de 155 à 170 kNm. Les propriétés du matériau sont publiées dans  [9]  [10].  

4 Simulation de la fabrication de la maquette  
Les contraintes résiduelles issues de la fabrication de la maquette sont susceptibles d'influencer 
l’amorçage de la fissure  [11]. Afin d'examiner l'effet de l'état initial sur le comportement à la rupture 
ductile de la maquette BIMET02, l'ensemble du processus de fabrication a été simulé : soudage, 
usinage, création du défaut.  

4.1 Simulation du soudage 

Les principales caractéristiques de la méthodologie ont été présentées dans  [12]. Parmi les principales 
hypothèses de modélisation, on peut souligner : 

- Le modèle est considéré axisymétrique  [13] et maillé avec des éléments du second ordre. 

- Toutes les étapes de fabrication sont simulées : beurrage, traitement thermique à 600 ° C, usinage 
de la partie ferritique du beurrage du tube, remplissage du chanfrein et usinage aux dimensions 
finales.  

- Les propriétés mécaniques ont été obtenues grâce à des essais cycliques de traction-compression 
effectuées à des températures différentes (30, 400, 600 et 900 ° C) en plus des essais de traction 
monotone réalisée pour AREVA. 

- Le comportement cyclique des matériaux austénitique a été décrit par un écrouissage mixte (25% 
isotrope et 75% cinématique non linéaire en utilisant un modèle d’Armstrong-Frédéric). 
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- Pour les aciers ferritiques, une loi d’écrouissage cinématique de type Prager est utilisée et les 
transformations de phases sont prises en compte.  

La simulation de l’apport de matière durant le beurrage et le soudage est effectuée en utilisant la 
technique d'activation d’éléments. Tous les cordons sont maillés et présents dans le maillage initial 
(voir figure 2) et les éléments restent inactifs jusqu’au temps correspondant au soudage du cordon 
qu’ils représentent. Le dépôt des cordons suit la séquence multi-passes décrite expérimentalement. Les 
éléments sont désactivés en multipliant leurs caractéristiques matériaux par un très fort coefficient 
réducteur. Le champ des contraintes résiduelles (figure 3) a été comparé avec des mesures de 
contraintes résiduelles réalisées par la technique de diffraction des neutrons  [15]  [16]. 

  

FIG. 2 – Description du modèle utilisé pour la simulation du soudage 

MPa

 

FIG. 3 – Contrainte axiale après soudage  

4.2 Simulation de l’usinage  

Avant l’usinage, le champ de contraintes résiduelles est transféré aux points de Gauss matériau par 
matériau sur un modèle 3D de la maquette avec entaille (figure 4). Les déplacements résiduels ne sont 
pas transférés de manière à garder inchangée la géométrie dans laquelle le défaut est inséré et les 
énergies de déformation stockées aux points de Gauss sont annulées. Un calcul élastique est effectué 
afin de rééquilibrer la structure.  
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FIG. 4 – Maillage de la maquette BIMET 
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L'usinage est ensuite réalisé en diminuant les caractéristiques des éléments constituants l’entaille. Le 
module d’Young est réduit jusqu’à une valeur très faible et le coefficient de Poisson est fixé à 0. Le 
chauffage éventuel lié à l’usinage est négligé.  

La figure 5 présente la distribution des contraintes axiales dues au transfert des contraintes avant et 
après l'usinage. On peut observer que le rééquilibrage après le transfert ne change pas de manière 
significative la distribution des contraintes, mais les valeurs maximales sont plus faibles. L’opération 
d’usinage, à savoir l'usinage de l'entaille réduit les contraintes axiales sur la paroi extérieure, mais 
augmente le maximum. 

après transport après équilibrage après usinageMPa

 

FIG. 5 – Contrainte axiales après transport, équilibrage et usinage 

5 Modèle pour la rupture  
La physique de la rupture ductile peut se résumer en trois étapes : la concentration de grandes 
déformations au devant d'une pointe de fissure crée des cavités autour des inclusions, puis les cavités 
grandissent avec l’augmentation de la déformation jusqu’à la coalescence avec la fissure existante. 
Cette étude, réalisée avec le code SYSTUS®  [17], ne tient pas compte de la phase de décohésion et 
utilise le modèle de Wilkins  [6] pour décrire le processus de déchirement.  

5.1 Modèle éléments finis de la maquette BIMET 

Afin de réduire la taille du maillage, les bras du tuyau et le dispositif de chargement ne sont pas 
modélisés. Un moment de flexion pure est appliqué par l’intermédiaire d’anneaux rigides aux 
extrémités de la maquette. 

En raison de la condition de symétrie, seule la moitié du tube est modélisée (figure 6). Le modèle 
éléments finis 3D a été raffiné afin de réaliser le calcul jusqu’au percement de la paroi interne. Le 
maillage est constitué de 170267 nœuds et 40214 éléments et est représenté dans la figure 4. Des 
éléments sous-intégrés du second ordre à 15 ou 20 des nœuds sont utilisés. L’endommagement est 
calculé dans une zone prédéfinie où la taille de maille est de 0,2 x 0,2 x 4,8 mm.  
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FIG. 6 – Conditions aux limites appliquées au modèle 
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5.2 Caractéristiques des matériaux  

Toutes les propriétés des matériaux sont prises à la température ambiante. La simulation de la 
fabrication engendre un gradient des propriétés en traction dans la Zone ferritique Affectée 
Thermiquement (ZAT). Dans notre modèle, la ZAT est décrite avec trois couches dans lesquelles 
aucune transformation métallurgique ne se produit et les caractéristiques matériaux ont été déterminés 
à partir des résultats de la simulation du soudage. Ainsi, la simulation de la flexion a été menée sans 
modéliser la thermo-métallurgie, mais en considérant un état initial de contrainte/déformation 
résiduelle issue de la simulation d'usinage. Les caractéristiques en traction des matériaux sont 
résumées par la figure7.  
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FIG. 7 – Courbes contrainte/déformation pour les différents matériaux à température ambiante 

5.3 Calibration des paramètres pour le modèle de Wilkins  

Le modèle de Wilkins contient cinq paramètres et est indépendant du maillage grâce à une technique 
de délocalisation implémentée dans le logiciel SYSTUS®  [17].  

Les paramètres du modèle retenus pour la zone soudée sont issus d’une précédente étude réalisée sur 
la maquette ADIMEW et résumés dans le tableau 1.  

Tab. 1 – Paramètres de Wilkins utilisés 

Dc endommagement critique  0,4 

α exposant partie hydrostatique 1,5 

ββββ exposant partie déviatorique 0 

Plim Pression hydrostatique maximale 1200 

Rc rayon de délocalisation 0,25 

5.4 Calcul  

Le test a d’abord été réalisé en pilotant le moment appliqué. Cependant, étant donné qu’avec cette 
technique la valeur des incréments de chargement est difficile à contrôler, un autre calcul a été mené 
en imposant la rotation. Cela évite tout risque d'instabilité après la fissuration complète de la paroi du 
tube. 
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6 Comparaison des simulations de propagation de fissure avec les 
résultats expérimentaux  

6.1 Étape 1 : amorçage  

Dans la simulation, l’amorçage apparait pour des valeurs de CMOD et de moment de respectivement 
0,37 mm et 142 kNm. Le moment d’amorçage est sous-estimé puisque la gamme de mesure est 155-
170 kNm. Les valeurs de CMOD calculées avec les contraintes résiduelles sont proches de la limite 
supérieure expérimentale parce que les déformations résiduelles et donc le CMOD sont surestimées 
avec le modèle mixte avec 25% de part d’écrouissage isotrope. Sous une charge donnée, ce calcul 
surestime la croissance des fissures. 
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FIG. 8 – Comparaison des courbes de charge 

La courbe calculée moment-CMOD est proche de la courbe expérimentale jusqu’à une valeur de 
CMOD de 1 mm, ce qui correspond à une charge légèrement inférieure à celle pour laquelle la fissure 
atteint l'interface (figure 8). Le calcul prenant en compte les contraintes résiduelles conduit à une 
courbe légèrement inférieure à celle obtenue sans contraintes résiduelles (figure 8). Dans tous les cas, 
les simulations actuelles montrent que l'effet des contraintes résiduelles disparaît totalement après 
environ 4 mm de propagation de la fissure.  

6.2 Étape 2 : retour au Mode I  

Les maquettes BIMET ont une soudure dans un chanfrein en V et la fissure été usinée parallèlement à 
l'interface. En flexion, ces fissures sont chargées en mode mixte et donc lorsque l’amorçage a lieu, la 
fissure dévie dans un plan de type mode I, perpendiculaire à l'axe du tube, comme indiqué par la 
macrographie et la simulation (figure 9). La simulation avec le modèle de Wilkins prédit parfaitement 
la déviation observée.  

 

FIG. 9 – Comparaison entre expérience et simulation 
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6.3 Étape 3 : Croissance de la fissure le long de l'interface  

En atteignant l'interface, la fissure calculée s'écarte et se propage le long de l'interface comme on peut 
l’observer expérimentalement (figure 10). A ce stade, la simulation devient difficile à mener sous 
chargement contrôlé: une simulation en contrôlant la rotation est recommandée. 

La propagation la plus importante de la fissure est observée dans le plan de symétrie. 

CMOD : 0,26 mm
Moment : 148 kN.m

CMOD : 0,92 mm
Moment : 194 kN.m

CMOD : 2,59 mm
Moment : 199 kN.m

Critère de 
Wilkins

 

FIG. 10 – Evolution de la fissure dans le plan de symétrie 

6.4 Étape 4 : Percement 

Après le percement de la maquette, la fissure continue de s’étendre le long de l'interface (figure 11) et 
principalement vers la paroi interne. La fissure demeure dans le secteur définit par la courbe formée 
par le front de fissure initiale. Cela peut être influencé par la grossièreté des mailles voisines dans le 
maillage (voir figure 4). Cependant les simulations tendent à prouver qu’une fissure localisée dans le 
beurrage d’une liaison bimétallique se propage dans la direction de l’interface puis le long de cette 
interface, d'abord dans le sens de l'épaisseur, puis le long de la circonférence.  

Critère de 
Wlikins

CMOD : 1,77 mm

Moment : 212 kN.m

CMOD : 3,33 mm

Moment : 197 kN.m
 

FIG. 11 – Evolution de la fissure le long de l’interface 

8 Conclusions et perspectives 
Le problème de l'intégrité des liaisons bimétalliques fissurées demeure un important problème de 
sécurité. Le présent document montre que le mécanisme de rupture ductile est bien maitrisé pour les 
fissures situées dans la soudure de la liaison bimétallique et que le modèle de Wilkins est un outil 
fiable pour la modélisation de la propagation de fissure.  

Les conclusions suivantes peuvent être tirées de cette étude.  

• Le modèle de Wilkins permet de prédire correctement le comportement ductile d’une fissure  
surfacique dans les liaisons bimétalliques, en termes d’amorçage, de la direction de 
propagation et de sa forme et ce jusqu’au percement. 

• Les champs des contraintes résiduelles n'ont pas d'influence sur le comportement en déchirure 
ductile après quelques millimètres de croissance de la fissure.  
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• Un jeu de paramètres conservatif du modèle a été sélectionné, et une calibration appropriée 
devait être effectuée une éprouvette BIMET de  taille réduite.  

• Un raffinement du maillage devrait être réalisé pour mieux représenter la propagation après 
percement. 
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