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Résumé  

L'objectif de cette thèse est d'étudier le comportement mécanique des matériaux ductiles poreux 

et leur processus de ruine. Dans un premier temps, une revue bibliographique sur le phénomène 

de rupture ductile est dressée en deux partie. La première partie concerne la mécanique 

élastoplastique de la rupture qui est essentiellement représentée par l'intégrale-J de Rice. La 

deuxième partie est consacrée à l'approche micromécanique de la rupture ductile. Les différents 

modèles développés sont cités. Une importance particulière est accordée au modèle GTN 

(Gurson-Tvergaard-Needleman). Une étude expérimentale et numérique est proposée dans le 

deuxième chapitre, elle consiste a établir une large investigation sur le phénomène de rupture. 

Plusieurs approches sont utilisées : L'approche micromécanique est représentée par les modèles 

GTN et Rousselier. Une investigation sur l'effet de géométrie sur la rupture ductile est menée 

afin de déterminer l'effet de contrainte sur le comportement à la rupture des tôles en acier 

inoxydable AISI 304L. Une approche hybride est proposée en combinant les essais 

expérimentaux sur des éprouvettes CT et en effectuant des simulations numériques en utilisant le 

modèle GTN pour l'évaluation de la courbe J-R. Le travail essentiel de rupture est également 

évalué en effectuant des essais sur des éprouvettes DENT. Une validation numérique est 

proposée en utilisant une modélisation par zone cohésive. Une stratégie d'identification des 

paramètres du modèle GTN est proposée dans le 3éme chapitre. Nous avons jugé nécessaire 

d'établir une approche phénoménologique de détermination des paramètres au vu du choix 

arbitraire qui s'est fait dans des études antérieures ainsi que l'utilisation de méthodes numériques 

ignorant l'aspect physique du phénomène de rupture ductile. La réponse mécanique des 

matériaux poreux est ensuite étudiée. Une large gamme de taux de porosité est prise en compte. 

Le modèle GTN est réputé efficace pour simuler la rupture ductile pour de faibles taux de 

porosité mais il ne peut être appliqué aux matériaux hautement poreux. A l'issue de cette étude, 

une extension du modèle est proposée, ce modèle se base sur les résultats obtenus par 

homogénéisation numérique. Une validation expérimentale du modèle obtenu est finalement 

proposée.  

Mots clés : Rupture ductile, Endommagement, Intégrale-J, Gurson, EWF, Homogénéisation 
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Abstract 

The aim of this thesis is to study the mechanical behavior of ductile porous materials and their 

fracture process. Firstly, a review on the ductile fracture divided in two main parts is presented. 

The first part concerns the elastic plastic fracture mechanics that is represented by the J-Integral. 

The other part is dedicated to the micromechanical approach of the ductile fracture. The main 

models used in the framework of this approach are cited. A particular attention is accorded to the 

GTN (Gurson-Tvergaard-Needleman) model. An experimental and numerical study is proposed 

in the second chapter. Various approaches are used. The micromechanical approach is 

represented by The GTN and Rousselier models. An investigation on the geometric effect on the 

ductile fracture is done in order to determine the constraint effect on the fracture toughness of 

stainless steel AISI 304L thin sheets. An hybrid approach combining experimental tests on CT 

specimens and numerical simulations using the GTN model is proposed for the J-R curve 

assessment. The essential work of fracture method is also used in order to perform fracture 

characterization using DENT tests. A numerical validation is proposed to this method, it is based 

on the cohesive zone modeling using a traction-separation model. A strategy of the GTN model 

parameters identification is proposed in the third chapter. This method is based on 

phenomenological assumptions. The aim of this proposition is to avoid the hazardous choice of 

parameters and identification based on algorithms using error calculation that can lead to the 

wrong set of parameters. In the fourth chapter, the mechanical response of the porous materials is 

studied using the numerical homogenization method. A wide range of porosity rates are 

considered. An extension to the GTN model is proposed in order to make it able to model the 

highly porous materials failure. The modification is based on the homogenization results. 

Finally, an experimental validation to the model obtained is proposed.  

Keywords: Ductile fracture, Damage, J-Integral, Gurson, EWF, Homogenization 
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Nomenclature 

a  : incrément d'avancement de la fissure 

5  : Ecartement en fond de fissure de 2.5 mm de part et d'autre  

J   : Intégrale-J de Rice 

  : Contour de la fissure 

dyw  : Densité d‘énergie de déformation 

iT  : Composante du vecteur de traction 

iU  :  Composante du vecteur déplacement 

ds  : incrément de longueur le long du contour   

G  : Taux de restitution d‘énergie 

  : Energie potentielle totale de la structure fissurée 

K  : Facteur d'intensité de contrainte  

ij  et 
ij  : Champs de contrainte et de déformation (Formulation HRR) 

nI  : Constante d‘intégration 

,n  : Coordonnées polaires 


ij  et  ij  : Fonctions adimensionnelles de n et  

eJ  : Partie élastique de l'intégrale-J 

pJ  : Partie plastique de l'intégrale-J 

plA   : Aire sous la courbe force-déplacement (partie plastique) 

NB   : Épaisseur net de l‘éprouvette 

0 0b W a   : Longueur du ligament de l'éprouvette CT 

0a  : Longueur initiale de la fissure 

C  : Constante de déchargement élastique 

fW  : Travail total de rupture  
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eW  : Travail essentiel de rupture 

pW  : Travail plastique de rupture 

B : Epaisseur de l‘éprouvette DENT 

0l : La longueur initiale du ligament de l'éprouvette DENT 

pw  : La densité moyenne du travail plastique 

1  : Contrainte principale maximale macroscopique 

p

eq  : La déformation plastique macroscopique de von Mises 

p  : Module de cisaillement plastique tangent ou sequant de la matrice 

 : Facteur géométrique dépendant de la forme de l'inclusion 

, 1,2,3i iR 
 : Rayons de la cavité dans les directions principales 

  : Paramètre de calibrage du modèle de Rice et Tracey 

0  : Contrainte seuil de la matrice 

R  : Evolution du rayon la cavité  

f  : Fraction volumique de la cavité  

1 2 3, etq q q  : Paramètres de calibrage du modèle GTN 

Nf  : Fraction volumique du vide à la nucléation 

Cf  : Fraction volumique critique du vide  

*f  : Fraction volumique effective du vide proposée par Tvergaard et Needleman 

*

uf  est la valeur de *f  à la rupture 

eq  : Contrainte équivalente de von Mises  

m  : Contrainte hydrostatique  

A : Paramètre de nucléation continue  

NS
 
:  Dérivation standard de la distribution 

N  
:  Déformation à la nucléation  
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a :  Contrainte d‘écoulement 

 : Constante du modèle GLD 

e  : Excentricité de la matrice ellipsoïdale 

 : Constante du modèle GLD 

, ,I II III   : Contraintes normales principales 

3J : 3éme invariant du tenseur des contraintes 

k  : Croissance de l'endommagement dans le cas d'un cisaillement pur 

p  : Incrément de la déformation plastique de cisaillement 

  : Variable scalaire d‘endommagement (modèle de Rousselier) 

 :  Densité adimensionnelle 

D  et 1  : Constantes du modèle de Rousselier  

T : Résistance cohésive  

0T  : Résistance cohésive maximale  

 : Séparation de l'élément cohésif  

0 : Energie cohésive  

k  : coefficient de ductilité 

n : exposant d'écrouissage 

Jc : Valeur critique de l'intégrale-J 

, ,n s t    Les séparations de la zone cohésive dans les 3 directions 

0G  : Energie élastique à l'initiation de l'endommagement 

effT  : Traction effective  

D : Variable d'endommagement 

T  : Taux de triaxialité des contraintes 

r  : Déformation à la rupture  
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( )ij ph  et ( )ij ph  : Tenseurs des contraintes et déformations locales de chaque phase 

( )ijkl phC  et ( )ijkl phS  : Tenseurs d'ordre 4 de rigidité et de souplesse de chaque phase "ph". 

u  : Déplacement 

  : Volume moyen (ou aire moyenne) 

  : Contrainte moyenne du volume (ou aire) 

  : Frontière sphérique du vide 

mV  : Volume du vide 

c  : Déformation du vide due à la déformation de ses frontières 

V : Le volume total 

mV  : Volume de la matrice 

N : Nombre de pores 

,   : Paramètres de chargement  

0  : Taux de déformation de référence 

t  : Temps de simulation 

A  et B  : Paramètres de calibrage 
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Introduction générale 

La prise en compte des défauts et du risque de rupture constituent un enjeu important dans la 

conception des composants mécaniques. Des théories de plus en plus fiables sont proposées et 

avec le développement des méthodes numériques et des outils de modélisation assistée par 

ordinateur. En effet, l'approche de mécanique de la rupture a été largement utilisée. Le 

développement de l'approche micromécanique de la rupture ductile ne cesse de croitre. 

Plusieurs modèles ont été développés et de nouvelles approches ont été mises en œuvre afin 

de modéliser le phénomène de rupture ductile. 

L'objectif de cette thèse est de contribuer à la modélisation du phénomène de rupture ductile 

en utilisant différentes méthodes. Dans ce travail, plusieurs aspects ont été abordés : Une 

étude expérimentale et des simulations numériques de validation. L'effet de contrainte est 

étudié en prenant en considération les paramètres géométriques. Une justification numérique 

est proposée pour la méthode expérimentale du travail essentiel de rupture.  

Le modèle micromécanique de Gurson est largement utilisé pour la simulation de la rupture 

ductile au vu de son efficacité et de sa prise en compte de toutes les étapes du processus. Dans 

cette thèse, nous proposons une méthode phénoménologique pour l'identification des 

paramètres de ce modèle.  

Il faut noter que ce modèle a connu plusieurs extensions donnant lieu à des modèles complets 

tels que le modèle GTN (Gurson-Tvergaard-Needleman). Il est reconnu que le modèle GTN 

est représentatif essentiellement pour des matériaux à faible taux de porosité. Pour élargir les 

applications de ce modèle, une étude basée sur la technique d'homogénéisation est menée afin 

d'obtenir la réponse mécanique globale des matériaux poreux avec une large gamme de taux 

de porosité et ainsi proposer un modèle représentatif.  

 

Structuration du rapport 

Ce rapport de thèse est structuré en 4 chapitres :  

Chapitre I: Revue bibliographique sur la rupture ductile  

L'objectif de ce chapitre est de donner un rappel global des approches utilisées pour 

caractériser, modéliser et simuler la rupture ductile. Dans un premier temps, une brève revue 

sur la mécanique de la rupture est donnée. La rupture ductile est caractérisée par le 

phénomène d‘ouverture en fond de la fissure, appelé CTOD (Crack Tip Opening 

Displacement) et par l'intégrale-J de Rice, dans le cadre de la mécanique élastoplastique de la 

rupture. L'adaptation de l'intégrale-J pour son utilisation expérimentale est aussi évoquée. Les 

normes et les travaux ayant introduit des standards concernant l'exploitation expérimentale de 

ce critère sont cités. Une autre approche a fait l'objet d'une investigation bibliographique, c'est 

la méthode du travail essentiel de rupture (EWF - Essential Work of Fracture). Le principe de 

la méthode, les différentes hypothèses émises la concernant, ainsi que les principaux travaux 

ayant eu recours à elle sont cités et analysés. La troisième partie de cette revue 
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bibliographique concerne l'approche micromécanique de la rupture ductile. Elle a pour but 

d'utiliser une fonction seuil pour la description du phénomène de rupture ductile en prenant en 

considération des hypothèses microstructurales. Le modèle qui suscite notre intérêt est le 

modèle de Gurson. C'est le modèle micromécanique le plus utilisé pour la modélisation de la 

rupture ductile. Ce modèle est largement modifié. Les principales modifications qui lui ont été 

apportées sont recensées. L'extension la plus connue et la plus utilisée est la modification 

apportée par Tvergaard et Needleman pour aboutir au modèle (GTN – Gurson-Tvergaard-

Needleman). D'autres modèles sont également cités dans cette recherche tels que le modèle de 

Rousselier qui est considéré comme une variante du modèle de Gurson. Reposant sur des 

hypothèses thermodynamiques, il contient moins de paramètres a identifier par rapport au 

modèle GTN. Une autre approche est également évoquée, c'est la modélisation par zone 

cohésive. Elle consiste à représenter le phénomène physique par une zone cohésive se 

dissipant pour une énergie de rupture suffisante. Cette approche est une alternative 

intéressante aux modèles micromécaniques car elle permet de modéliser le phénomène de 

rupture ductile avec moins de paramètres a identifier et une insensibilité au maillage. Enfin 

une synthèse du chapitre est faite avec les principaux objectifs de la thèse.  

 

Chapitre II : Phénomènes de rupture ductile, approche expérimentale et simulation 

numérique 

Dans ce chapitre, plusieurs approches sont utilisées pour la caractérisation à la rupture des 

aciers inoxydables. Dans un premier temps, une étude préliminaire est réalisée. La rupture 

ductile d'un acier inoxydable 15-5PH est simulée en utilisant le modèle GTN. Un travail 

expérimental issu de la littérature est utilisé. Ensuite le modèle de Rousselier est utilisé dans 

le but d'étudier l'effet du taux de porosité initial sur l'énergie de rupture d'un acier inoxydable 

316L.  

Dans la deuxième partie, Un travail qui porte sur une étude expérimentale et des simulations 

numériques de la rupture ductile des tôles en acier inoxydable AISI 304L est réalisé. Pour 

identifier les paramètres mécaniques du matériau, des essais de traction sur des éprouvettes 

haltères sont réalisés. Ces paramètres sont utilisés lors des simulations numériques. Ensuite, 

des essais de rupture sur des éprouvettes du CT (Compactes de Tension) sont réalisés en 

prenant en considération trois épaisseurs 0.8 mm, 1.5 mm et 3 mm. Le but étant d'étudier 

l'effet de géométrie sur la rupture ductile. Une approche hybride combinant essais 

expérimentaux et simulations numériques par le biais du modèle GTN est ensuite utilisée pour 

déterminer la ténacité à la rupture par le biais de la courbe J-Résistance.  

Un autre type d'éprouvettes est utilisé dans cette étude, ce sont les éprouvettes DENT. Le but 

de cette partie de l'étude est de déterminer le travail essentiel de rupture pour les tôles minces. 

Les résultats expérimentaux sont ensuite confrontés aux résultats obtenus par simulation 

numérique en utilisant une modélisation par zone cohésive. Le travail essentiel de rupture 

obtenu expérimentalement et le travail de séparation utilisé comme paramètre du modèle de 

zone cohésive sont comparés. Une analyse numérique est ensuite effectuée pour vérifier le 

respect des hypothèses du travail essentiel de rupture.  
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Chapitre III : Stratégie d'identification des paramètres du modèle GTN 

Dans ce chapitre, nous nous intéressons à l'identification des paramètres du modèle GTN. Une 

étude bibliographique critique sur le choix des paramètres dans des études antérieures est 

réalisée. Les 9 paramètres sont séparés suivant deux familles :  

- les paramètres de calibrage : 1 2,q q  et 3q   

- les paramètres du matériau qui sont subdivisés en deux groupes : (i) les paramètres 

initiaux et de nucléation : 0 , ,N Nf f   et NS  et (ii) les paramètres critiques et de rupture 

: Cf  et Ff    

Certaines incohérences sont soulignées dans le choix du jeu de paramètres reproduisant 

l'expérimental étant donné leur non-respect du phénomène physique de rupture ductile. Les 

méthodes fréquemment utilisées ainsi que leurs limites sont évoquées dans le présent chapitre. 

Ensuite une nouvelle stratégie d'identification des paramètres est proposée. Une étude 

expérimentale sur un acier 12NC6, menée dans le cadre de travaux antérieurs au sein du 

laboratoire par J. Wilsius est utilisée. Des essais de traction ont été réalisés sur des éprouvettes 

axisymétriques entaillées : AE2, AE4 et AE10. La stratégie proposée se base sur le respect de 

la hiérarchie des paramètres de fraction volumique des vides intervenant dans le modèle GTN. 

Plusieurs simulations sont effectuées. Nous constatons une influence mutuelle de la fraction 

volumique à la nucléation et la fraction volumique critique qui représente le début de 

coalescence. Il a été reconnu lors des études antérieures que le jeu de paramètres reproduisant 

l'essai expérimental n'est pas unique. Dans la présente étude, les deux paramètres de fraction 

volumique qui conviennent sont identifiés en utilisant un paramètre supplémentaire qui est la 

déformation à la rupture C , ceci permet d'éliminer les paramètres reproduisant la courbe de 

capacité sans prise en considération de la cinétique de la rupture ductile.  

 

Chapitre IV : Homogénéisation numérique des matériaux poreux  

Dans cette partie de la thèse, la réponse globale des matériaux poreux en considérant une 

large gamme de taux de porosités est recherchée. La technique d'homogénéisation numérique 

est donc utilisée en prenant en considération le principe du volume élémentaire représentatif 

(VER). Dans un premier temps, les VER générés sont constitués de deux phases : Une matrice 

élastique parfaitement plastique et des vides disposés aléatoirement dont la fraction 

volumique varie de 0.1% à 24% en fixant une condition de non percolation. La 

représentativité du VER est analysée en termes de nombre de vides. Afin d'obtenir la réponse 

globale des matériaux poreux, neuf conditions aux limites sont choisies afin de faire varier le 

taux de triaxialité des contraintes. La variation de la déformation plastique en fonction du taux 

de porosité et du taux de triaxialité des contraintes est discutée. La comparaison entre les 

résultats obtenus par éléments finis en utilisant la méthode d'homogénéisation numérique et 

les prédictions données par certains modèles analytiques disponibles dans la littérature est 

faite. On constate que pour une faible fraction volumique, la plupart des modèles donnent une 

réponse satisfaisante comparativement aux résultats obtenus par simulations élément finis. 
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Une modification du modèle GTN qui consiste a coupler les paramètres de calibrage de 

Tvergaard avec la porosité est proposée. Les résultats obtenus en utilisant ce modèle sont 

satisfaisants pour une large gamme de taux de porosité. Le nouveau modèle obtenu est ensuite 

utilisé pour simuler un essai de traction. On note que les résultats obtenus confirment la 

tendance observée avec les calculs d'homogénéisation. Les deux modèles donnent des 

prédictions proches pour des faibles taux de porosités. Une divergence est observée lorsque ce 

modèle est comparé avec le modèle GTN avec l'augmentation du taux de porosité. 
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Introduction 

L'intégrité des structures et la résistance à la rupture des matériaux est une branche importante 

au sein de la communauté scientifique au vu du besoin de fiabilité industrielle. Plusieurs 

approches ont été développées sur le sujet :  La mécanique élastique linéaire de la rupture qui 

n'est valable que dans le cas d'une rupture fragile. La mécanique élastoplastique de la rupture 

qui est généralement représentée par le CTOD (Crack-Tip Opening Displacement) ou 

l'intégrale-J de Rice. Et l'approche micromécanique qui est basée sur les critères locaux 

prenant en considération des hypothèses microstructurales de présence et d'évolution des 

cavités.  

Dans le présent chapitre, une investigation bibliographique sur le phénomène de rupture 

ductile est proposée. Les approches utilisées sont citées. Une revue critique des travaux 

antérieures est réalisée. Dans un premier temps, l'approche de mécanique élastoplastique de la 

rupture est détaillée. La méthode du CTOD est brièvement expliquée. L'intégral-J de Rice 

ainsi que l'extension de son utilisation à l'évaluation de la ténacité à la rupture expérimentale  

par le biais de standards est détaillée. Une autre méthode expérimentale de caractérisation à la 

rupture a suscité notre intérêt, il s'agit du travail essentiel de rupture (EWF). Son principe est 

expliqué. Les travaux les plus pertinents concernant cette approche sont également discutés.  

Dans la deuxième partie du chapitre, nous nous intéressons à l'approche micromécanique de la 

rupture ductile. Les étapes constituant le phénomène de rupture ductile sont détaillées. Les 

approches dites micromécaniques sont citées. Deux familles de modèles existent dans la 

littératures : Les modèles découplés et les modèles couplés. Une importance particulière est 

accordée au modèle de Gurson. Ses principales extensions  sont discutées, la plus pertinente et 

utilisée est l'extension apportée par Tvergaard et Needleman (GTN). Un autre type de 

modélisation est également discuté dans ce chapitre, il s'agit de la modélisation par zone 

cohésive. Cette approche consiste a remplacer le phénomène physique par une zone cohésive 

pouvant se dissiper pour une énergie suffisante.  

 

I.1 La mécanique élastoplastique de la rupture  

I.1.1 Le CTOD (Crack-Tip Opening Displacement)  

D'un point de vue mécanique de la rupture, la résistance à la fissuration peut s‘exprimer à 

partir de la détermination expérimentale des paramètres comme CTOD (Crack Tip Opening 

Displacement) ou CTOA (Crack Tip Opening Angle). Une relation entre les deux existe et 

elle est fonction de la propagation de la fissure a . Le critère CTOD/CTOA est l'un des plus 

anciens appliqués à la rupture des matériaux métalliques fissurés. Pendant les deux dernières 

décennies, l'utilisation de ce critère s‘est répandue dans les simulations numériques par la 

méthode des éléments finis  [1].  
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Le CTOD correspond à l‘ouverture en pointe de fissure et se mesure à partir de la pointe 

initiale de la fissure 0a  (Figure I.1). Le CTOD peut être aussi écrit 5  car il correspond au 

déplacement des points situés à 2.5 mm de chaque lèvre de la fissure. Le système doit être 

pré-fissuré pour l'utilisation de ce critère. Lors de la mesure, l‘emploi d‘un extensomètre est 

recommandé (Figure I.1). 

Une relation reliant le CTOD au CTOA est établie, elle est donnée par l'équation suivante :   

     5d
CTOA

da


                    (I.1) 

Le critère CTOD/CTOA est largement utilisé pour évaluer la ténacité des matériaux 

métalliques. Ce critère est l‘un des plus anciens pour ce qui est de la caractérisation à la 

rupture mais n‘en demeure pas moins utilisé actuellement [2-9]. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.1) Éprouvette CT. Mesure du CTOD 

Malgré sa grande utilisation, ce critère présente plusieurs contraintes. Certains auteurs notent 

que le CTOD n‘est pas constant, à l‘image de Newman et al. [10] qui soulignent cette 

dépendance dans le cadre d‘une analyse élément finis à deux dimensions (contraintes planes 

et déformations planes). Le CTOD prend des valeurs plus importantes lors de l‘extension de 

la fissure. Cependant, James et Newman [11] ont trouvé des bons résultats numériques 

comparativement aux résultats expérimentaux, même si la croissance de la fissure demeure 

surestimée. 
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I.1.2 L'intégrale-J de Rice  

I.1.2.1 Définition 

En utilisant les résultats d'Eshelby [12], Cheperanov [13] et Rice [14] ont défini une intégrale 

de contour appelée Intégrale-J et ont prouvé que cette l‘intégrale est un critère indépendant du 

chemin d‘intégration et donne une valeur nulle pour un contour fermé. Elle est utilisée dans 

de nombreux contextes pour calculer le flux d'énergie à la pointe de la fissure et pour estimer 

l'ouverture de la fissure [15]. L'intégrale-J est définie pour un contour   comme suit :  

                                               ( )i
dy i

dU
J w T ds

dx
                      (I.2) 

ou 
dyw  est la densité d‘énergie de déformation, iT  est la composante du vecteur de traction, 

iU  est la composante du vecteur déplacement et ds  est un incrément de longueur le long du 

contour  . Les composantes du vecteur de densité d‘énergie de déformation sont : 

     
0

ij

dy ij ijw d



                                (I.3) 

et  

                    
i ij jT n                    (I.4) 

  

ou
ij est le tenseur des contraintes et 

ij le tenseur des déformations,
jn étant la composante 

du vecteur normal à   (Figure I.2) 

 

 

 

 

     Figure I.2) Contour autour de la fissure [14] 

Rice [14] a aussi démontré que l‘intégrale-J est équivalente au taux d‘énergie dissipée dans un 

matériau dont le comportement est élastique non linéaire contenant une fissure : 

 

      
d

J
dA


         (I.5) 
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Ou  est l‘énergie potentielle totale de la structure fissurée, c‘est-à-dire la somme de l‘énergie 

potentielle des forces Fi et de l‘énergie élastique emmagasinée. G  est le taux de restitution 

d‘énergie. Si G  devient supérieure à CG , la propagation de la fissure se produit, le 

supplément d‘énergie se transforme en énergie cinétique [16].  

      
²

'

K
J G

E
         (I.6) 

 

                 
En déformations planes

(1 ²)'

En contraintes planes

E

E

E






 



     (I.7) 

Depuis la mise en évidence du critère par Rice, l'intégrale-J est largement utilisée et étendue à 

plusieurs cas de figure. Sabir [17] a discuté l‘implémentation de l‘intégrale-J dans un solveur 

élément finis et la nécessité de raffiner le maillage à proximité de la fissure pour la précision 

des résultats. Des efforts ont été faits pour mettre en évidence l‘effet de dimension de la 

fissure et des paramètres géométriques sur l‘évaluation de l‘intégrale-J [18-25]. Certains 

auteurs ont tenté d‘établir une relation entre le CTOD et l‘intégrale-J [26-28]. Étant donné le 

rôle important que joue la microstructure dans le processus de ruine. Certains auteurs ont 

évalué l‘intégrale-J avec la prise en compte des micro-défauts et leurs effets [29-31]. Plusieurs 

travaux dans le cadre de la simulation de la rupture ont été effectués en évaluant l‘intégrale-J. 

Parmi eux, nous citons Haddar et al. [32] qui ont évalué l‘intégrale-J expérimentalement et 

une modélisation élément finis a été effectuée sous Abaqus.  Courtin et al. [33] ont souligné 

tout l‘intérêt que présente l‘évaluation de l‘intégrale-J sous ABAQUS dans le cadre de la 

propagation de la fissure.  

Avec l‘intégrale-J, Hutchinson, Rice et Rosengren [34, 35] ont évalué le champs de 

contraintes en fond de fissure pour les matériaux dont l‘écrouissage est représenté par une loi 

de puissance donnée par l'équation :  
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                      (I.8) 

Les états de contrainte et de déformation plans sont pris en considération. Hutchinson a 

obtenu les relations asymptotiques suivantes pour les champs de contraintes et de déformation 

en fond de fissure : 
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où 0 0 / E   est la contrainte de référence, n  est l‘exposant d‘écrouissage, nI  est une 

constante d‘intégration qui dépend de n .  ij  et  ij  sont des fonctions adimensionnelles de n

et .  

O‘Dowd et Shih [36] ont proposé une extension du champ HRR comme suit : 

 

     
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0 0 0 0
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J r
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     
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  (I.10) 

 

Pour un coefficient d‘écrouissage n compris entre 5 et 20 et 
2


  , les auteurs ont montré 

que HRR

rr    et 0r  , ce qui fait que le champ réel et le champ de référence doivent 

rester identiques tout au long des calculs. 

I.1.2.2 Détermination expérimentale du paramètre énergétique J   

Dans le cas d'un matériau ductile, la fissuration sous chargement est représentée par 04 

principales étapes qui sont : (i) présence d'une fissure initiale (ii) L'émoussement du front de 

fissure initialement aigu en fond de fissure, (iii) initiation de la fissure et début de propagation 

stable et (iv) propagation brutale et instable de la fissure. Ces étapes sont données par la figure 

I.3.  

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.3) Etapes de fissuration d'une matériau ductile  [37] 

Des efforts significatifs ont été fournis pour établir un critère global de ruine des matériaux. 

En se basant sur l‘évaluation de l‘intégrale-J. Expérimentalement, il est impossible de mesurer 

l'intégrale-J mais plutôt le paramètre énergétique J qui peut s'identifier à l'intégrale sous 

certaines conditions.   
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I.1.2.2.1 Méthode à plusieurs échantillons  

Parmi les premiers auteurs qui se sont intéressés à ce critère, nous retrouvons Landes et 

Begley [38, 39] qui ont évalué J-critique à l‘initiation de la fissure en utilisant le principe 

d‘énergie et plusieurs éprouvettes compactes fissurées (Figure I.4). Kobayashi et al. [40] ont 

évalué ICJ en utilisant plusieurs éprouvettes CCT par le biais du modèle de Dugdale [41]. 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.4) Détermination de Jc avec la méthode à plusieurs échantillons [38] 

 

I.1.2.2.2 Méthode des fissures profondes  

Au vu de la lourdeur expérimentale et le coût de la méthode impliquant plusieurs échantillons, 

les standards ont opté pour l'exploitation de l'énergie dépensée U  (aire sous la courbe force-

déplacement). Cette méthode normalisée par l'ASTM [42] est largement utilisée, elle est 

donnée comme suit :   

L‘intégrale-J est décomposée en un terme élastique et un autre plastique :  

     
e pJ J J                   (I.11) 

Par substitution de J-élastique, nous avons :  

       
²(1 ²)
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Figure I.5) Définition de l‘aire pour le calcul de J [42] 

La partie plastique s‘écrit comme suit :  

      
0

2 pl

p

N

A
J

B b
      (I.13) 

plA   : Aire mise en évidence dans Figure I.5 

NB   : Épaisseur net de l‘éprouvette 

0 0b W a    

Au point correspondant à ( ), ( )a i V i  et ( )P i pour ce qui est de la charge de l‘éprouvette et le 

déplacement plastique de la ligne de charge, le calcul se fait comme suit :  
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   (I.15) 

Dans l‘équation (I.15), la quantité 
( ) ( 1)pl i pl iA A  est l‘incrément de l‘aire plastique extraite des 

données de la courbe force-déplacement de la ligne de charge entre les lignes de déplacements 

constants aux points 1i   et  i  comme le montre la figure I.6, la quantité 
( )pl iJ  représente J-

plastique à l‘avancée de la fissure au point i  et est obtenue en deux étapes par incrémentation 

de 
( 1)pl iJ 

 existant et en prenant en compte le résultat total accumulé pour l‘incrément de 

propagation de fissure. La quantité 
( )pl iA  peut être calculée à partir de l‘équation suivante  

          ( ) ( 1) ( ) ( 1) ( ) ( 1) / 2pl i pl i i i pl i pl iA A P P V V  
                                   (I.16) 
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Figure I.6) Définition de l‘aire pour le calcul de J [42] 

 

I.1.2.3 Evaluation expérimentale de la propagation des fissures 

I.1.2.3.1 Méthode de déchargement partiel (déchargement élastique) 

La propagation des fissures est une donnée primordiale lors de l‘analyse de la rupture fragile 

(propagation instable) et pour la rupture ductile (propagation stable). L‘une des méthodes les 

plus appropriées est la méthode de déchargement élastique (Unloading compliance). Cette 

méthode est la plus utilisée pour la mesure de la courbe J-R (Evolution de l‘intégrale-J en 

fonction de la propagation des fissures) intégrée dans la plupart des standards [42-44]. Pour 

cette méthode, la longueur instantanée de la fissure est généralement fonction d‘un paramètre 

adimensionnel xU , ou xU est relié à l‘épaisseur B de l‘éprouvette, au module d‘Young E et à 

la constante de déchargement C  
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      (I.17) 

avec 0 1 2 3 4 51,0010, 4.6695, 18.460, 236.82, 1214.9, 2143.6d d d d d d          

Ou a est la longueur instantanée de la fissure dans une éprouvette CT, W est sa largeur. La 

constante C  est déterminée par l‘aire sous la courbe force déplacement à un déchargement 

partiel donné comme illustré par la figure I.7.  
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Figure I.7) Diagramme schématique de la détermination de la complaisance C [45] 

Cependant, certains experts émettent des réserves quant à l‘utilisation de cette méthode car les 

cycles de décharges partielles portent atteinte à l‘une des conditions d‘utilisation de 

l‘intégrale-J à savoir pour un chargement monotone radial.  

I.1.2.3.2 Méthode du chargement interrompu 

Cette méthode nécessite l'utilisation d'au moins cinq éprouvettes possédant la même 

géométrie et la même fissure (longueur et forme) [46]. Le principe de cette méthode 

développée par Begley et Landes est de soumettre les éprouvettes à des chargements les 

conduisant à des longueurs finales de fissures progressives (Figure I.8) 

 

 

 

 

 

 

Figure I.8) Principe de la méthode du chargement interrompu [47] 

Ensuite, les éprouvettes sont oxydées au four pour marquer les différents stades 

d'accroissement de la fissure. Elles sont par la suite rompues par fatigue afin de ne pas 

perturber le front du fissure. Pour chaque éprouvette, la mesure de la longueur de fissure 

s'effectue sur le faciès de rupture : les mesures sont réalisées à partir de la ligne de 

chargement sur des points répartis suivant l'épaisseur de l'éprouvette. La différence entre l'une 

des valeurs obtenues et la valeur moyenne de 0a  ne doit pas excéder 7%. 
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I.1.2.3 Détermination de la ténacité JIC à partir de la courbe J-Résistance  

La détermination de ICJ  a fait l'objet de plusieurs recherches et de concertations de groupes 

s'intéressant à la rupture des matériaux. Parmi eux, nous pouvons citer l'American Society of 

Materials Testing (ASTM) [42] et l'European Society for Structural Integrity (ESIS) [48].  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.9) Courbe J-R caractéristique avec les bornes imposées par l'ASTM [49] 

L'ASTM a fixé des valeurs limites pour les grandeurs constituant la courbe J-Résistance, elles 

sont données par les deux équations suivantes : 

                                                   max 0( ) /15yJ W a                   (I.18) 

       max 00.06( ) 0.2a W a                    (I.19)  

Après l'obtention de la courbe J-Résistance caractéristique (Figure I.9), la valeur critique de J 

peut être déterminée en traçant une parallèle à la ligne d'émoussement pour 0.2a  , son 

intersection avec la courbe donnera alors la valeur de J-critique.  

I.1.2.3 Paramètres pouvant influencer la ténacité à la rupture  

I.1.2.3.1 Effet de géométrie  

Il est reconnu que les critères de mécanique de la rupture souffrent d‘un problème de 

transférabilité des résultats d‘une éprouvette à une autre, cela devient plus compliqué quand il 

s‘agit de la transférabilité éprouvette-structure. Les résultats obtenus par les nombreuses 

études menées à ce sujet mettent en évidence la divergence en termes de résistance à la 

rupture des différentes éprouvettes utilisées en mécanique de la rupture. Ces éprouvettes sont 

illustrées par la figure I.10.  
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Figure I.10) Eprouvettes standardisées utilisées en mécanique de la rupture [37] 

L‘étude de la rupture en utilisant ces éprouvettes donne des résultats différents [37, 50], cela 

est dû au taux de triaxialité important au niveau des éprouvettes CT et SENB qui présentent 

une sollicitation en flexion. Cela implique une résistance à la déchirure ductile moins 

importante pour ces éprouvettes contrairement aux autres éprouvettes (DENT, SENT et CCP) 

pour lesquelles le taux de triaxialité des contraintes est plus faible donc une résistance à la 

déchirure ductile plus importante (Figure I.11) 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.11)  Comparaison entre courbes J-R pour différentes éprouvettes [51] 

I.1.2.3.2 Le type de régression   

Plusieurs types de régression peuvent être utilisés pour lisser la courbe J a , ce qui peut 

conduire à des résultats de ICJ  différents. Schwalbe et al. [52] ont publié une large étude 

expérimentale à laquelle ont participé plusieurs équipes. Cinq types de régression sont 

proposés :  

 

     J A C a                                                                 (I.20) 

    2 3

1 2 3J A C a C a C a                                                    (I.21) 
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     J C a                                                                   (I.22) 

     ( )DJ C a                                                                (I.23) 

             ( )DJ A a C                                                              (I.24) 

Les résultats ont montré que la régression par une fonction de puissance (équation I.23) est la 

plus précise dans la détermination de ICJ .  

Dans cette partie, l'approche basée sur la mécanique de la rupture est discutée. La 

détermination expérimentale de la ténacité à la rupture suivant cette approche est basée sur le 

critère ICJ . Les limites de cette approche sont également mises en évidence. Plusieurs 

paramètres ont une influence sur la valeur de ce critère, ce qui rend cette approche limitée.  

Une autre approche expérimentale est utilisée, il s'agit de la méthode du travail essentiel de 

rupture (EWF) qui repose sur des hypothèses différentes que celles de mécanique de la 

rupture.  

 

I.2 Le Travail Essentiel de Rupture (EWF) 

Le concept du travail essentiel de rupture a été introduit par Cotterell et Reddel [53] comme 

méthode pour obtenir la ténacité à la rupture de tôles minces en acier. Cette méthode part du 

principe que la zone de processus de rupture au front de fissure est entourée d‘une zone 

plastique importante. Le travail effectué dans cette zone présente une dépendance 

dimensionnelle et géométrique, il doit être séparé du travail total de rupture afin d‘en obtenir 

le travail essentiel effectué dans la zone de processus de rupture. L‘idée de séparer les deux 

régions émane de Broberg [54]. Le travail essentiel de la rupture peut être considéré comme 

l‘approche inverse de la mécanique de la rupture classique en caractérisant la ténacité à la 

rupture, non pas à l‘initiation de la fissure mais à la séparation totale du ligament de 

l‘éprouvette. En principe toutes les éprouvettes peuvent être utilisées pour évaluer le travail 

essentiel de rupture mais l‘utilisation des éprouvette DENT (Deep Edge Notched Tension) 

(fig. I.12) est recommandée afin de palier les problèmes dus au flambement. Le travail total 

de rupture peut être écrit comme la somme du travail essentiel eW  et du travail plastique 
pW  

    
2

0 0f e p e pW W W Bl w Bl w        (I.25)   

Ou B est l‘épaisseur de l‘éprouvette, ew est la travail essentiel spécifique de rupture, 0l est la 

longueur initiale du ligament et 
pw est la densité moyenne du travail plastique basée sur 2

0Bl . 

Le travail spécifique de rupture est donné par : 

     0

0

f

f e p

W
w w w l

Bl
        (I.26) 
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Pour évaluer le travail essentiel de rupture, il est nécessaire d‘avoir plusieurs éprouvettes avec 

différentes longueurs initiales du ligament, sa valeur est obtenue en extrapolant au travail 

spécifique pour une longueur de ligament zéro (fig. I.13). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.12)  Éprouvette Deep Edge-Notched Tension (DENT) [55] 

Plusieurs de travaux ont été menés dans le but d‘évaluer le travail essentiel de rupture. 

Cotterell et al. [56] impliquant le concept de la zone cohésive. Certains auteurs ont investigué 

la possibilité de lier le travail essentiel de rupture à l‘intégrale-J [57] en essayant d‘établir une 

corrélation entre les deux concepts [58-60]. Pour l‘évaluation de la ténacité à la rupture en 

mode III [61, 62]. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.13)  Le travail spécifique de rupture en fonction de la longueur du ligament [55] 

Le travail essentiel de rupture est une méthode qui peut s'avérer efficace en respectant 

certaines contraintes géométriques. Cependant, ce critère ne peut pas être utilisé pour tous les 

types d'éprouvettes et n'a pas de justification microstructurale.  
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Dans ce qui suit, nous allons aborder l'approche micromécanique de la rupture ductile. Elle se 

base sur des hypothèses microstructurales et peut constituer une alternative efficace aux 

paramètres globaux.  

 

I.3 Approche micromécanique de la rupture ductile  

I.3.1 Hypothèse de la rupture ductile  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

D'un point de vu microstructural, la rupture ductile est le résultats de trois étapes bien 

distinctes qui sont la germination, la croissance et la coalescence des cavités amorcées à partir 

d'inclusion ou des micro-défauts. Les cavités ont pour origine soit la rupture de l'inclusion ou 

la décohésion de l'interface qui sépare la matrice de l'inclusion. La croissance des cavités est 

le résultat de la déformation plastique et la coalescence s'accompagne d'instabilité plastique. 

Ces trois étapes se succèdent en avant du front de fissure, là où la déformation plastique est 

importante, ce qui engendre l'apparition du défaut macroscopique (Figure I.14). Les trois 

étapes constituant le phénomène de déchirure ductile sont détaillées comme suit :  

 

I.3.1.1 Germination des cavités  

Cette phase est la première dans le processus d'endommagement ductile. Elle représente le 

passage d'un milieu continu vers un milieu discontinu. La naissance des cavités est un 

phénomène qui est difficile a observer car la phase de nucléation observée correspond souvent 

à de la croissance étant donné le fait que le processus d'endommagement pour la plupart des 

matériaux commence dans la partie élastique et dans la dernière phase de déchirure, des sites 

d'endommagement apparaissent [63].  

 Figure I.14)  Mécanismes de déchirure ductile 
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Figure I.15)  Nucléation des cavités [64] 

Le phénomène résulte de la localisation de la déformation dans des zones particulières au sein 

du matériau. Cette localisation est due à la présence d'hétérogénéités structurales. L'apparition 

des cavités se fait généralement au niveau des inclusions en ce qui concerne les matériaux 

métalliques (Figure I.15).  

L'étude de la naissance des vides en utilisant la modélisation micromécanique est bien plus 

délicate que pour la croissance des cavités. Ceci est dû aux difficultés intrinsèques. Une 

modélisation réaliste impliquerait que l'on porte un intérêt à l'interface inclusion/matrice. La 

modélisation doit aussi prendre en considération les contraintes et les déformations à l'échelle 

des dislocations (petite échelle) et à l'échelle de l'endommagement continu (particules larges). 

Les inclusions sont souvent considérées comme ayant un comportement élastique fragile. A 

l'échelle de la mécanique des milieux continus, les contraintes et les déformations peuvent 

êtres évaluées en utilisant des modèles analytiques simplifiés ou bien des simulations élément 

finis représentatives des microstructures. Basé sur les résultats de Berveiller et Zaoui [65], 

Beremin [66] a modélisé la contrainte principale maximale au sein de l'inclusion comme suit : 

     1 1 2i p p

eq          (I.27) 

où 1  est la contrainte principale maximale macroscopique, 
p

eq  est la déformation plastique 

macroscopique de von Mises, p  est le module de cisaillement plastique tangent ou sécant de 

la matrice.   est un facteur géométrique dépendant de la forme de l'inclusion. La nucléation 

est sensée se produire quand 
1

i  atteint une valeur critique. Il est a noter que la contrainte 

critique de nucléation doit être distribuée afin d'être représentative des observations 

expérimentales. 
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I.3.1.2 Croissance des cavités 

Ce phénomène résulte de deux actions simultanées, l'évolution de la taille des vides et 

l'augmentation du nombre de pores par nucléation. Un exemple de croissance de cavité est 

illustré par la Figure I.16. 

 

 

 

 

Figure I.16)  Croissance des cavités [67] 

De nombreux modèles ont été proposés pour décrire la croissance des cavités. Le plus connu 

est le modèle découplé de Rice et Tracey [68]. Ce modèle suppose l'existence d'une cavité 

sphérique noyée dans une matrice rigide plastique. Les auteurs proposent une relation entre la 

taille de la cavité et les champs de contraintes et de déformations :  
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   (I.28) 

où 
, 1,2,3i iR 

 sont les rayons dans les directions principales. En considérant différents états de 

contraintes, les auteurs trouvent pour   une valeur de 0.283. A noter que ce modèle a connu 

quelques extensions qui vont être citées par la suite.  

I.3.1.3 Coalescence des cavités 

La coalescence des cavités est gouvernée par deux mécanismes, le premier est la formation de 

bandes de cisaillement lors de la localisation de la déformation plastique et le second est la 

striction interne (Figure I.17).  

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.17)  Modes de coalescence : a) par striction interne, b) par cisaillement interne [67] 
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Le premier mécanisme est souvent associé à la formation d'une seconde population de cavités 

dans les petites particules [69]. La première analyse micromécanique de la coalescence des 

cavités est proposée par Brown et Embury [70]. La coalescence est décrite dans cette étude là 

comme la formation de micro-bandes de cisaillement à 45° qui connectent deux vides (1er 

mécanisme). La coalescence par striction interne est décrite par Thomason [71] basée sur une 

analyse limite du chargement du ligament entre deux vides : 

    
2 0.5

0.1 1.2n

xz
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RR
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


 
   
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  

                (I.29) 

,x zR R  et 2R  sont respectivement les rayons actuels du vide ellipsoïdal suivant les axes x  et 

z  et la longueur actuelle de la cellule suivant x . Le modèle cellule élémentaire peut 

également être utilisé pour étudier la coalescence des cavités et déterminer la fraction 

volumique de la porosité au début de la coalescence [72].  

 

I.3.2 Modélisation micromécanique  

I.3.2.1 Le modèle découplé de Rice et Tracey 

Les 1
ers

 modèles micromécaniques pour le développement de l‘endommagement ductile sont 

ceux proposés par McClintock [73] et de Rice et Tracey [68]. Ils décrivent la croissance de 

vides isolés de forme cylindrique ou sphérique dans une matrice rigide parfaitement plastique. 

Pour le cas d‘un vide sphérique, le taux de variation du rayon R du vide est donné par 

l‘expression de Rice et Tracey pour les taux de triaxialité importants 

                                     
0

3
exp
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m
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R

R
 



 
  

 


      (I.30) 

où  est un facteur numérique, eq  est la déformation équivalente de von Mises et 0  

contrainte seuil de la matrice. La valeur proposée pour  est de 0.283. Des extensions au 

modèle ont été proposées pour prendre en compte la déformation due à l‘écrouissage tel que 

le modèle de Becker [74]. Le modèle de Rice et Tracey pour la croissance des cavités est 

réduit à un simple critère qui prédit la rupture pour une valeur critique du rayon de la cavité   

     
0 0 c

R R

R R

   
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   
     (I.31)  

où 0R est le rayon initial de la cavité.  0/R R est un paramètre dépendant du matériau qui 

définit la valeur critique pour la croissance de la cavité. Le principal inconvénient de cette 

approche est la non prise en compte de l‘interaction entre les vides et l‘effet de la croissance 

des cavités (adoucissement) sur le comportement du matériau. Le modèle a cependant été 

récemment modifié par Taktak et al. [75] pour prendre en considération la nucléation et la 
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cinétique de croissance des cavités en introduisant des paramètres de calibrage. Des résultats 

bien plus précis ont été obtenus avec le modèle modifié (Figure I.18) 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.18)  Prédiction de la déchirure ductile en utilisant R&T et R&T modifié par Taktak 

et al. [75] 

I.3.2.2 Le modèle de Gurson et ses extensions  

Gurson [76] était le premier a proposer un critère d‘endommagement basé sur les règles de 

seuil et d'écoulement pour les matériaux ductiles poreux sur la base de la théorie de la 

plasticité limite. Cette formulation est utilisée pour déterminer la contrainte macroscopique 

maximale avant d‘atteindre l‘écoulement plastique. Pour simplifier l‘analyse, le matériau est 

considéré comme ayant une distribution périodique des vides avec chaque vide localisé au 

centre du cylindre ou de la sphère unité (Figure I.19). En réalité, la distribution des vides est 

arbitraire et les particules sont de dimensions différentes. 

La fonction seuil du modèle de Gurson s‘écrit comme suit :  

   

2

2

2

0 0

3
2 cosh (1 )

2

eq m
Gurson f f

 

  
     

 
    (I.32) 

Ou m est la contrainte hydrostatique et 
eq

 
est la contrainte équivalente de von Mises. La 

rupture se produit quand le tenseur des contraintes nul est obtenu dans le cas de 1f  , ce qui 

implique que le matériau est constitué uniquement de vides.    

Ce modèle présentant certaines divergences quand les résultats qu‘il présente sont comparés à 

l‘expérimental. Il est modifié par Tvergaard [77] puis par Needleman et Tvergaard [78]. 
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Figure I.19)  Modèle d'unité sphérique proposé par Gurson [76] 

 

Le modèle résultant de ces modifications respectives est communément appelé ‗modèle GTN‘ 

(Gurson-Tvergaard-Needleman), sa fonction seuil est donnée comme suit : 

    
2

* 2 *2
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3
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   (I.33)  

1 2 3, etq q q  sont des paramètres de calibrage introduits par Tvergaard [77]. *f  est la fraction 

volumique effective du vide (Figure I.20), elle est proposée par Needleman et Tvergaard [78] 

pour modéliser la perte rapide de la capacité du matériau avant la coalescence des cavités, 

comme cela est observé lors des essais expérimentaux. La fonction devient prédominante une 

fois que la fraction volumique actuelle du vide f  dépasse une fraction volumique critique .Cf  

Le terme *

uf  est la valeur de *f  à la rupture. La perte totale de la capacité se produit pour

Ff f , la fraction volumique ultime à la rupture.  
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Dans l‘hypothèse où l‘évolution des cavités est directement reliée à la dilatation plastique 

mésoscopique (équation I.36), le terme 
p

kk  représente la trace du tenseur taux de déformation 

plastique macroscopique.  

    

.

p

nucléationf A                 (I.37) 
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    (I.38) 

L‘évolution de la fraction volumique des cavités dépend de la déformation plastique (équation 

I.37) et donc dépendante du taux de déformation effectif du matériau

.

p . Le paramètre A

(équation I.38) suit une distribution normale. Dans l‘équation I.38, Nf est la fraction 

volumique des vides disponibles lors de la nucléation, NS est la dérivation standard de la 

distribution.   

Le modèle GTN est le plus utilisé dans le cadre de la modélisation de la rupture ductile. 

Récemment, plusieurs études ont eu recours à ce modèle pour la simulation de procédés de 

mise en forme [79-84] ou encore pour des études de cas industriels [85, 86].  

L'identification des paramètres du modèle GTN est réputée pour être un vrai challenge. Elle a 

fait l'objet de plusieurs études. Le 3éme chapitre de cette thèse lui est consacré.    

 

Figure I.20)  Evolution de la fraction volumique effective du vide 
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Au-delà du modèle GTN, plusieurs extensions ont été proposées au modèle de Gurson. 

L'hypothèse d'une matrice élastique parfaitement plastique contenant des vides est toujours 

considérée. Les extensions les plus notables sont citées ci-après.  

Sun et Wang [87] ont proposé une borne inférieure au modèle de Gurson avec une meilleure 

concordance avec les résultats expérimentaux. Ponte-Castañeda [88] propose une borne 

supérieure au modèle de Gurson en se basant sur l'approche variationnelle. La fonction seuil 

du modèle est donnée comme suit: 
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Gologanu, Leblond et Devaux (GLD) [89, 90] prennent en considération l'évolution de la 

forme des cavités. La fonction de charge est donnée comme suit : 
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avec :  2 22 1 2m xx zz        
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où f est la porosité, xx zz    et zz sont les contraintes principales axisymétriques,  est une 

constante, e  est l‘excentricité de la cavité ellipsoïdale, ,F G  et H  sont des valeurs 

moyennes qui sont considérées constantes. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.21)  Forme de vides : a) oblate, b) prolate [91] 

 

 



                                                              Chapitre I Revue bibliographique sur la rupture ductile 

48 
 

Le modèle se base sur des vides axisymétriques qui sont de forme elliptique soit prolate ou 

oblate (Figure I.21). Ce modèle a aussi inspiré de nombreuses extensions [92, 93]. Nous 

trouvons aussi le modèle de Ponte-Castañeda et Zaidman [94] et Kailasam et Ponte-Castañeda 

[95, 96], ce modèle prend en considération l'évolution orthotrope des vides. Le modèle GLD 

est étendu aux solides poreux avec des vides tridimensionnels elliptiques et l'évolution du 

facteur de forme est déterminée par le taux de déformation moyen de la cavité. Li et al. [97, 

98] ont étendu le modèle GLD dans le but d'étudier l'effet combiné de la forme et de la taille 

de la cavité. Récemment, un modèle avancé basé sur le modèle GLD est développé par 

Madou et Leblond [99-102], la fonction de charge est donnée comme suit: 
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La plupart des termes sont déjà définis, 
q  

est la forme quadratique du tenseur des contraintes 

 est un facteur dépendant de la forme des cavités. Pour des cavités de forme sphérique, 
q  

se réduit à la contrainte équivalente de von Mises et 3/ 2   pour ainsi retrouver le modèle de 

Gurson. L'avantage de ce modèle est la considération de la troisième dimension de la cavité 

incluant l'effet de forme de cette dernière. C'est le modèle le plus précis pour les ellipses de 

formes arbitraires sous chargements arbitraires. Plus de détails sur ces modèles sont donnés 

par Benzerga et al. [103], Besson [69] et Pineau et al. [67]. Gărăjeu et Suquet [104] supposent 

un matériaux contenant des inclusions rigides. L'approche variationnelle peut être utilisée 

pour dériver une estimation de la surface seuil pour ces matériaux qui sont décrits par un 

modèle de type Gurson. Pardoen et Hutchinson [105] proposent une extension du modèle de 

Gurson en prenant en compte la croissance et la coalescence des cavités dans un matériau 

poreux avec effet de forme de cavités et distance inter-vides. Zhang et al. [72] couple le 

modèle de Thomason [71] à celui de Gurson pour obtenir une modélisation plus réaliste de la 

rupture ductile des métaux et faire de sorte à ce que le modèle simule la coalescence de façon 

plus réaliste. Benzerga et al. [106, 107] ont pris en considération l'anisotropie de la matrice. 

Une matrice qui obéit au critère de Hill [108] contenant des vides sphériques est considérée. Il 

a été reconnu par Nahshon et Hutchinson [109] que le modèle de Gurson modifié par 

Tvergaard et Needleman (équation I.33) ne prévoit pas d'évolution de l'endommagement avec 

une déformation sous une contrainte moyenne négative sauf si les vides sont nucléés, et par 

conséquent, le modèle exclue l'adoucissement en cisaillement dû à la distorsion et la liaison 

inter-cavités. Tel qu'il est, le modèle est incapable de représenter la localisation de la 

déformation en cisaillement et la rupture sous faibles taux de triaxialité. Ils ont alors étendu le 

modèle de Gurson pour distinguer les états de contrainte en cisaillement en incluant le 3éme 

invariant du tenseur des contraintes qui est donné comme suit :  
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Les auteurs modifient le modèle de GTN. Pour ce dernier, l'évolution de la porosité est 

conforme à l'équation (I.35). Dans le cadre de leur modification, cette équation a été 

reformulée comme suit : 

    (1 ) ( )

p

ij ijp

kk

e

f f k f 

 
 


        (I.44) 

La contribution des auteurs à f  réside dans l'expression pk f   tel que dans un état de 

cisaillement pur 
pf k f    ou p  est l'incrément de la déformation plastique de cisaillement. 

La constante numérique k  représente la croissance de l'endommagement dans le cas d'un 

cisaillement pur. Ce modèle a ensuite été implémenté par Nahshon et Xue [110] et appliqué 

avec sucées sur des essais d'emboutissage.  

Le modèle de Gurson a connu plusieurs autres extensions. Nous avons cité celles qui nous 

semblent être les plus pertinentes.  

 

I.3.2.3 Le modèle de Rousselier 

Formulé par Rousselier [111-113], il repose sur des hypothèses thermodynamiques et 

phénoménologiques. Le potentiel plastique de ce modèle est donné comme suit : 
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  est une variable scalaire d‘endommagement, son évolution est donnée par l‘équation 

(I.46). B est la fonction d‘endommagement,  est la densité adimensionnelle qui dépend de

 . D  et 1  sont des constantes du modèle, 0f  est la fraction volumique initiale de la cavité, 

( )p

eqH  est un terme décrivant les propriétés d‘écrouissage du matériau souvent assimilé à la 

contrainte seuil du matériau non endommagé : ( ) ( )p p

eq Y eqH    .  

 

Ce  modèle est considéré comme une variante du modèle de Gurson, il reste néanmoins peu 

usité dans la littérature par rapport à ce dernier. Cependant, des modifications et extensions lui 

ont été apportées [114-116]. Il a aussi été appliqué par beaucoup d‘auteurs pour l‘étude de la 
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rupture ductile des aciers et alliages, par le biais d‘exemples académiques ou des problèmes 

industriels [117-122].  

Le modèle de Rousselier présente un avantage par rapport au modèle GTN en ce qui concerne 

le nombre de paramètres à déterminer. Le modèle de Rousselier ne requière que 

l‘identification de 04 paramètres contre 09 paramètres pour le modèle GTN ce qui en fait un 

modèle plus souple et plus rentable en termes de temps et de nombre d‘analyses élément finis 

nécessaires afin de calibrer un essai expérimental. Néanmoins, les paramètres constitutifs du 

modèle n'ont pas de signification physique [123], ce qui rend le modèle moins attractif pour 

justifier le comportement endommageable des métaux. 

le nombre de paramètres à identifier n‘est que de 4 ( 0 1, , , Cf D f ). Parmi ces paramètres, 

certains sont fixés par les études antérieures. Mais toujours comparativement au modèle GTN, 

le modèle de Rousselier présente certains inconvénients, comme pour la description de la 

rupture, ce modèle considère que la rupture se produit pour Cf f , or, le phénomène de 

coalescence des cavités est bien plus complexe. Donc, même si l‘utilisation du modèle de 

Rousselier peut s‘avérer être une alternative séduisante par rapport au modèle GTN d‘un point 

de vue difficulté, ce dernier demeure plus réaliste pour ce qui est de la description des 

différentes étapes du phénomène de rupture ductile. Un autre désavantage comparativement à 

GTN, la signification physique des paramètres qui n'est pas définie dans le modèle de 

Rousselier. En effet, les paramètres 1  et D  sont généralement obtenus par calibrage des 

essais expérimentaux. Plusieurs études ont été menées en utilisant le modèle 

d‘endommagement de Rousselier. parmi les études qui se sont intéressées à l‘identification et 

à l‘influence des paramètres du modèle, on retrouve la thèse réalisée par Tu [124] sur les 

joints soudés en acier S355. A noter qu‘on retrouve les mêmes problèmes que ceux rencontrés 

pour le modèle GTN, à savoir l‘influence de 0f  
sur Cf . L'influence des paramètres du 

modèles de Rousselier est illustrée dans la figure I.22. 

Pour l‘identification des paramètres du modèle de Rousselier, Springmann et Kuna [125, 126] 

ont mis au point une méthode d‘identification par optimisation non-linéaire, et cela avec 

l‘utilisation d‘un algorithme. Les champs de déplacement obtenus expérimentalement sont 

utilisés pour identifier les paramètres du modèle. Le principe de la méthode est illustré par la 

figure I.23.  

 

 

 

 

 

Figure I.22)  Influence des paramètres du modèle de Rousselier : a) 0f  , b) Cf , C) 1  [124]  
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Figure I.23) Identification des paramètres par optimisation non-linéaire [125] 

Pour résoudre le problème inverse, la solution au problème est injectée dans une méthode de 

résolution en gradient. Par la suite, les paramètres sont identifiés en utilisant les déplacements 

bidimensionnels inhomogènes. Enfin, la procédure déterministe d‘optimisation est utilisée 

pour obtenir les paramètres par le biais de la méthode des moindres carrés.  

 

I.3.2.4 La modélisation par zone cohésive  

l‘idée d‘une force cohésive qui prévient la propagation des fissures est introduite par Dugdale 

[41]. La magnitude de la force cohésive est égale à la contrainte seuil du matériau Y . 

L‘écrouissage n'est pas pris en considération. Le matériau est supposé suivre un 

comportement élastique parfaitement plastique. La singularité qui semble illogique en pointe 

de fissure est supprimée par le fait de la limitation de la contrainte locale par la contrainte 

seuil du matériau (Figure I.24). Le résultat de cette analyse est la longueur de la zone 

plastique en pointe de fissure d‘une plaque de largeur infinie assujettie à un chargement en 

ouverture en mode I. Il est valable en petites déformations aussi bien que pour les grandes tant 

que la contrainte appliquée n‘atteint pas la contrainte seuil du matériau étudié. Ensuite, 

Goodier et Field [127] ont, entre autres,  appliqué le modèle de Dugdale pour la détermination 

de l‘ouverture des fissures impliquant le CTOD. Le modèle de zone cohésive sous sa présente 

forme date du travail de Barenblatt [128] qui a remplacé la contrainte seuil par une loi 

cohésive pour modéliser la décohésion des liaisons atomiques (fig. I.25). De cette manière, la 

zone plastique à été remplacée par une zone de processus de rupture 
 

  

 

 

Figure I.24) Le modèle de Dugdale [41] 
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Figure I.25) Le modèle de Barenblatt [128] 

La dégradation et la séparation du matériau est concentrée dans un plan discret représentée 

par les éléments cohésifs qui sont intégrés dans des éléments continus représentés par 

l‘éprouvette testée ou l‘élément de structure. La concentration de contrainte dans la zone de 

processus de rupture ne dépend pas de la contrainte appliquée mais c‘est désormais une 

propriété du matériau.  

La première application du modèle de zone cohésive au comportement à la rupture a été 

réalisée par Hillerborg et al. [129] qui a utilisé ce modèle pour décrire le comportement 

endommageable du béton. Pour les autres matériaux tels que les métaux et leurs alliages, les 

premiers travaux ont été effectuée par Needleman [130] et par Tvergaard et Hutchinson [131]. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.26) Les lois de traction-séparation utilisées : a. Needleman [130] ; b. Needleman 

[132] ; c. Hillerborg [129] ; d. Bazant [133] ; e. Scheider [134] ; f. Tvergaard et 

Hutchinson [131] 

Le comportement des éléments cohésifs est donné sous forme d‘une loi de traction-séparation 

qui relie la traction T  à la séparation  . La séparation a lieu lorsqu‘une valeur critique 0  

intrinsèque au matériau est atteinte. La résistance cohésive T est alors égale à zéro, la valeur 

maximale de sa résistance étant 0T  est aussi considérée comme une propriété du matériau. 

Les formes des lois qui sont utilisées sont illustrées dans la figure I.26. 
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Les modèles cohésifs visent a refléter les effets mécaniques de la zone de processus de rupture 

en pointe de fissure par une vision macroscopique sans décrire explicitement les phénomènes 

locaux d‘endommagement (fig. I.27). La zone de processus de rupture est une zone limitée en 

pointe de fissure dans laquelle l‘endommagement passe d‘un état diffus à un état localisé. 

L‘endommagement peut s‘accompagner d‘une forte déformation suivant le matériau étudié. 

La zone est modélisée par deux surfaces initialement coïncidentes. Pendant le chargement, les 

deux surfaces se séparent jusqu‘à décohésion totale. Une loi de traction-séparation contrôle la 

traction reliant les deux surfaces en fonction de leur séparation et modélise ainsi les 

phénomènes de rupture associés au matériau étudié (nucléation, croissance et coalescence des 

cavités pour les métaux, microfissures pour les matériaux quasi-fragiles comme le béton, 

craquelures et fibrillation pour les polymères ...). Par rapport aux modèles locaux, les modèles 

cohésifs offrent une alternative très conviviale et pratique. Parmi les principaux avantages, 

nous pouvons citer leur robustesse numérique, leur économie en temps de calcul, leur non-

dépendance à la taille de la maille et la nécessite d‘un faible nombre de paramètres pour 

décrire le modèle (dans la plupart des cas, 2 à 3 paramètres contre 9 paramètres pour le 

modèle GTN). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure I.27) Modèle de zone cohésive : représentation du processus d‘endommagement 

physique par séparation des interfaces d‘épaisseur nulle [135] 

L'utilisation des modèles ne doit pas être arbitraire, elle requière une identification 

paramétrique logique représentative du sens physique du paramètre lui même. Plusieurs 

méthodes ont été développées dans le but d'identifier ces paramètres. deux paramètres font 

l‘objet de cette identification à savoir la contrainte cohésive 0T  et l‘énergie cohésive 0 . La 

méthode directe consiste a calibrer des essais expérimentaux. Pour cette méthode, 

l‘identification de 0T  pour une rupture plate nécessite un essai de traction sur une éprouvette 
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axisymétrique entaillée. La force F  et la réduction de diamètre d doivent être mesurées. 

Pour une rupture inclinée, il n y a pas de procédure générale, on utilise généralement une 

éprouvette de traction, 0T  est ensuite obtenue en subdivisant la force à la rupture sur la 

surface transversale de l‘éprouvette. Pour ce qui est de l‘énergie cohésive 0 , pour une 

rupture plate, elle est égale à la valeur de l‘intégrale-J à l‘initiation de la fissure iJ . La 

détermination de ce paramètre requière une expérimentation minutieuse avec respect des 

normes établies à ce sujet et citées au préalable dans ce chapitre. 

Pour ce qui est de la rupture inclinée, il n‘y à pas de méthode développée à ce propos, mais 

des méthodes approximatives sont utilisées comme la méthode à échantillons multiples. 

La méthode indirecte consiste a déterminer les paramètres par optimisation numérique. 

Plusieurs méthodes sont utilisées comme l‘optimisation par minimisation d‘erreurs, l‘erreur 

est calculée comme suit :  

 
2

exp

1

1

1

n
sim

i i

i

f y y
n 

 

     (I.49)  

Avec n  le nombre de points considérés, exp

iy  et sim

iy  sont respectivement la valeur de J ou du 

CTOD  expérimentales et simulées. D‘autres méthodes ont été développées dans le cadre de 

l‘optimisation numérique telle que la méthode basée sur les réseaux de neurones. Plus de 

détails sur les différentes méthodes utilisées sont donnés dans [135]. 

 

Synthèse du chapitre  

Dans ce chapitre, nous nous sommes intéressés aux approches utilisées pour l‘étude de la 

rupture ductile. Deux approches sont généralement utilisées : L'approche basée sur la 

mécanique de la rupture et l'approche micromécanique de la rupture ductile.  

L'approche mécanique de la rupture dans le cas de la rupture ductile est souvent représentée 

par l'intégrale-J de Rice. Ce critère ne peut pas être utilisé expérimentalement, des méthodes 

équivalentes sont établies afin d'évaluer la ténacité à la rupture. Dans la première partie de ce 

chapitre, une revue critique sur les méthodes expérimentales utilisées pour évaluer la ténacité 

à la rupture ainsi que les paramètres pouvant influencer cette dernière est donnée.  

Une autre méthode expérimentale est également citée dans ce chapitre, il s'agit du travail 

essentiel de rupture (EWF). Cette méthode est considérée comme l'approche inverse de la 

mécanique de la rupture. Ce critère est efficace dans la caractérisation à la rupture mais le 

choix d'éprouvettes DENT est recommandé.  

Dans la deuxième partie de ce chapitre, nous nous sommes intéressés à l'approche 

micromécanique de la rupture ductile. Elle se base sur des hypothèses microstructurales 

reproduisant ainsi les étapes de l‘évolution des cavités pour la rupture ductile (Naissance, 

Croissance et Coalescence des cavités). Les différents modèles utilisés dans cette approche 
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sont cités. Ils sont subdivisés en deux familles : Les modèles non-couplés tels que le modèle 

de Rice et Tracey ou Thomason et les modèles couplés qui sont représentés par le modèle de 

Gurson et ses extensions et le modèle de Rousselier. Le modèle GTN demeure le plus utilisé 

car c'est le modèle le plus représentatif du phénomène de déchirure ductile tout en demeurant 

relativement simple d'utilisation. Plus de détails concernant ce modèle seront donnés dans le 

3éme chapitre.  

Un autre type de modélisation est également mentionné, il s'agit du modèle de zone cohésive. 

Cette méthode consiste a remplacer le phénomène physique d'évolution des cavités en une 

zone cohésive pouvant se dissoudre pour une énergie suffisante.  

L'objectif de cette thèse est de contribuer à la modélisation du phénomène de rupture ductile. 

Pour ce faire, plusieurs méthodes expérimentales et numériques sont utilisées. Dans le 

prochain chapitre, certaines de ces méthodes sont utilisées pour étudier la rupture des tôles en 

acier inoxydable et aussi vérifier certaines hypothèses concernant les théories établies.  
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Introduction  
Dans cette partie de la thèse, une investigation est menée sur les phénomènes de  la rupture 

ductile. Une étude préliminaire est réalisée en utilisant le modèle GTN pour simuler la rupture 

ductile d'un acier 15-5PH utilisé dans une étude antérieure. Le modèle de Rousselier est 

également utilisé afin de lier la porosité initiale d'un acier inoxydable 304L à l'énergie de 

rupture.  

Dans la deuxième partie de ce chapitre, une étude expérimentale est réalisée sur des tôles en 

acier inoxydable AISI 304L en 03 épaisseurs (0.8, 1.5 et 3 mm). Des essais de caractérisation 

mécanique sont réalisés en utilisant des éprouvettes haltères afin d'obtenir les propriétés 

élastiques et d'écrouissage du matériau indispensables à la simulation. Des essais de rupture 

sont également réalisés en utilisant des éprouvettes CT avec différents rapports a/w (Longueur 

d'entaille/Longueur du ligament). Des simulations numériques sont ensuite réalisées en 

utilisant le modèle GTN. Une approche hybride est proposée, combinant essais expérimentaux 

et simulations numériques afin d'évaluer la ténacité à la rupture et l'effet de contrainte sur 

cette dernière.  

Une autre méthode de caractérisation à la rupture est utilisée dans la présente étude, il s'agit 

de la méthode du travail essentiel de rupture. Des essais sur des éprouvettes DENT sont 

effectués en utilisant 02 épaisseurs (0.8 et 1.5 mm). Une validation numérique est ensuite 

proposée à la méthode du travail essentiel de rupture, elle est réalisée en utilisant la 

modélisation par zone cohésive. Une loi de comportement de type traction-séparation est 

utilisée. Le travail essentiel de rupture obtenu expérimentalement est comparé au travail 

cohésif qui est un paramètre du modèle utilisé.  

 

II.1 Etude préliminaire  

Le but de cette partie est de simuler la rupture ductile en utilisant le modèle GTN. Des travaux 

expérimentaux réalisés dans le cadre du 'Sandia Fracture Challenge' sont utilisés. La 

simulation de la rupture ductile en utilisant le modèle de Rousselier est aussi réalisée. Le but 

de cette démarche est d'étudier l'effet de la porosité sur la ténacité à la rupture.  

 

II.1.1 Simulation de la rupture ductile basée sur le modèle GTN  

Le phénomène de rupture ductile est fréquent dans les aciers et structures métalliques. Il est 

communément reconnu que ce type de rupture est le résultat de trois étapes bien distinctes qui 

sont la germination, la croissance et la coalescence des cavités. L‘apparition d‘une fissure 

macroscopique prête a se propager sous chargement se fait à l‘issue de ces trois étapes. Des 

modèles micromécaniques qui consistent a lier la loi de comportement du matériau à un 

critère d‘endommagement ont été proposés. Le but de cette partie est de simuler la rupture 

ductile d‘un acier inoxydable 15-5PH par le biais du modèle GTN, comparer les résultats 
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obtenus aux résultats expérimentaux disponibles et évaluer la ténacité à la rupture de ce 

matériau d‘un point de vue global.  

Le modèle GTN est discuté en détails dans le premier chapitre, sa fonction seuil est donnée 

par l'équation II.1 

                                 

   
2

* 2 *2

1 2 12

0 0

3
2 cosh 1 0

2

eq m
GTN q f q q f

 

  
      

 
     (II.1) 

Les détails concernant les différents paramètres sont donnés dans le chapitre I et une étude 

dédiée à ces derniers sera exposée dans le chapitre III.   

Le matériau de référence pour mener à bien cette investigation est l‘acier inoxydable 15-5PH 

qui a été utilisé dans le cadre du ‗Sandia Fracture Challenge‘ [136, 137]. Dans ce travail, la 

simulation d'un essai de traction est effectuée afin de déterminer le jeu de paramètres 

reproduisant au mieux l‘expérience. Les dimensions de l‘éprouvette de traction sont données 

dans [136]. Le maillage de l'éprouvette est donné par la figure II.1. L‘évolution de l‘état de 

contrainte pour la simulation numérique de l‘essai de traction est donnée par la figure II.2. La 

comparaison en termes de courbe de capacité est donnée par la figure II.3. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.2) Evolution de l‘état de contrainte lors de la sollicitation de 

l‘éprouvette de traction 

 

 

Figure II.1) Maillage de l'éprouvette de traction 
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Après avoir effectué plusieurs simulations, les paramètres qui permettent de reproduire l‘essai 

expérimental sont déterminés et donnés dans le tableau II.1. Les paramètres de calibrage de 

Tvergaard sont pris par défaut comme dans la plupart des études menées à ce sujet 
2

1 2 3 1( 1.5, 1, )q q q q    et 00.15 2Ff f    

0f  Nf  cf  N  NS
 

0.001 0.004 0.012 0.5 0.1 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Ces paramètres sont ensuite utilisés pour réaliser des simulations d'essais CT (Compactes de 

Traction). Les dimensions de l'éprouvette sont données dans [136]. Le maillage de 

l'éprouvette CT est donné par la figure II.4. L'évolution de l'état de contrainte au sein de 

l'éprouvette CT et la cinétique d'apparition de la fissure sont illustrées par la figure II.5. La 

comparaison entre l'essai expérimental et la simulation numérique en termes de courbe force - 

CTOD est donnée par la figure II.6 et la comparaison en termes de courbe J-R est donnée par 

la figure II.7.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.3) Comparaison entre expérimental et numérique pour l‘éprouvette de traction 

 

Tableau II.1) Paramètres du modèle GTN pour l‘éprouvette de traction 

 

 

Figure II.4) Maillage de l'éprouvette CT 
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D‘après les résultats obtenus, nous pouvons constater que la simulation numérique reproduit 

les essais expérimentaux d‘une manière satisfaisante. Bien que lors de l‘utilisation du modèle 

GTN, le jeu de paramètres reproduisant le travail expérimental ne soit pas unique, le choix des 

paramètres se fait en concordance avec le comportement du matériau étudié. 

    

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Nous pouvons constater que l‘essai de traction est bien reproduit par le modèle GTN. Cette 

reproductibilité nous a permis de fixer les paramètres pour l‘analyse de la rupture ductile. Les 

 

  

Figure II.5) Evolution de la contrainte dans l‘éprouvette CT 

 

Figure II.6) Courbes de capacité 

(éprouvette CT) 

Figure II.7) Courbes R (éprouvette CT) 
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mêmes paramètres sont utilisés pour simuler la rupture ductile d‘une éprouvette CT. Nous 

pouvons constater que la reproductibilité est bonne malgré une légère dispersion vers la fin de 

l‘essai, cela est dû à une plastification importante en pointe de fissure. Quand on traduit ces 

résultats en termes de courbe R, nous pouvons constater que les résultats expérimentaux et 

numériques sont concordants. Quant à l'unicité du jeu de paramètres, elle fera l'objet d'une 

étude exposée dans prochain chapitre. 

 

II.1.2 Relation entre la porosité et la ténacité à la rupture en utilisant le modèle de 

Rousselier 

Le but de cette partie est d'évaluer l'effet de la porosité initiale 0f  sur la ténacité des tôles en 

acier inoxydable 316L. Des simulations du comportement à la rupture des éprouvettes 

Compactes de Traction (CT) sont réalisées impliquant quatre épaisseurs (0.8, 1, 1.25, 1.5 mm) 

et trois taux de porosité. Le modèle d'endommagement de Rousselier est utilisé pour simuler 

la rupture ductile. Sa fonction de charge est donnée par l'équation (II.2)  

            1

( ) ( ) exp
eq p m

Rousselier eqH B D 
 

  
     

 
                          (II.2) 

Les détails concernant le modèle, ses paramètres et leur identification sont donnés dans le 

chapitre I. La ténacité à la rupture est ensuite évaluée par le biais de la courbe J-Résistance 

conformément à la norme ASTM E 1820-13. Plusieurs auteurs ont établi une relation entre 

l'approche locale et l'approche globale de mécanique de la rupture qui est représentée par 

l'intégrale-J [138] qui est évaluée via des standards [42, 47, 139, 140] ou par la méthode 

élément finis [33]. Il est communément reconnu que le paramètre ‗J‘ présente une dépendance 

identifiée par plusieurs auteurs. Pardoen et al. [141, 142] ont étudié l'effet de taille des 

porosités sur la ténacité à la rupture des tôles minces en aluminium en effectuant des essais de 

traction sur des éprouvettes à double entaille de tension (DENT). Leur investigation a montré 

que la ténacité à la rupture dépend en effet de l'épaisseur, et la valeur critique de l'intégrale-J 

et celle du CTOD (Crack Tip Opening Displacement) constituent des mesures équivalentes 

pour des épaisseurs faibles. D'autres auteurs ont montré le rôle que joue la microstructure 

dans la ténacité du matériau. Judelewicz et al. [143] et Arzt [144] ont montré que le rôle que 

joue la microstructure dans les tôles minces est dû à des contraintes dimensionnelles et 

structurelles. Fan [145] a évalué la dépendance de la ténacité à la rupture par rapport à la taille 

du grain en utilisant des bases de données expérimentales proposant ainsi une relation semi 

empirique.   

Dans cette partie, des simulations sur éprouvettes CT (compactes de traction) en acier 

inoxydable 316L sont réalisées. Le comportement en traction du matériau est donné par la 

figure II.8.  

 

 

 

 



Chapitre II Phénomènes de rupture ductile : Approche expérimentale et simulation numérique 
 

62 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.8) Courbe contrainte-déformation en traction de l'acier inoxydable AISI 316L [146] 

Ce matériau a été utilisé par Howells et al. [146] dans le but d'étudier l'effet de l'historique de 

chargement sur la rupture ductile d'un point de vue local. Le comportement mécanique de ce 

matériau est caractérisé par un module d'Young 171E  GPa, et un coefficient de poisson

0.294  . A noter que la contrainte seuil supposée être la contrainte à 0.2% de déformation 

plastique est notée 0 . 

La fraction volumique initiale des cavités 0f  
est un paramètre important dans la 

caractérisation à la rupture, la relation de cette dernière avec la fraction volumique à la rupture 

Cf  a été établie par Benseddiq et Imad [147]. L'influence de la porosité initiale sur la rupture 

ainsi que l'évolution de la fraction volumique jusqu'à la rupture a été démontrée par Zhang et 

al. [148]. Bethmont et al. [149] ont montré que la fraction volumique initiale des cavités peut 

être déterminée à partir de la fraction volumique des inclusions, cette dernière est 

généralement déterminée à partir d'observation microscopiques afin d'en extraire les 

dimensions des inclusions existantes.  

Les paramètres utilisés dans cette étude pour le modèle de Rousselier sont donnés dans le 

tableau II.2.  

 

E  (GPa)   
0  (MPa) 0f  ff  D  

1  

171 0.294 375 Variable 0.2 3 500 

Tableau II.2) Les paramètres utilisés pour le modèle de Rousselier 

Cette investigation est réalisée en utilisant le solveur élément finis Abaqus [150]. Quatre 

épaisseurs sont choisies pour les éprouvettes CT. Pour chaque épaisseur (B) nous avons fait 

varier le taux de porosité initial trois fois ( 0f = 0.001, 0.005, 0.01) pour vérifier l'influence de 

ce paramètre sur la ténacité à la rupture. Les dimensions des éprouvettes sont conformes à la 

norme ASTM E 1820-13[42]. la distribution de la contrainte de von Mises est donné par la  

figure II.9 et la déformation du maillage est donnée par la figure II.10. Les courbes de 

capacité (force-déplacement) sont données par les figures (II.11 à II.14). 
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Pour évaluer la ténacité à la rupture pour chaque cas de figure, nous avons utilisé la 

formulation de l'intégrale-J donnée par la norme ASTM E 1820-13 [42]. 

Les équations (I.11-I.16) sont écrites sous forme incrémentale par le biais d'un script Matlab 

dans le but de calculer la valeur critique de l'intégrale-J [151-154]. Les résultats obtenus en  

 

 

                  Fig.2. Stress distribution on the specimen 

 

 

Fig.3. Mesh before and after deformation 

Figure II.9) Contrainte de von Mises 

dans l'éprouvette CT 

Figure II.10) Déformation du maillage 

après essai 

  

Figure II.11) Courbe force-déplacement 

CT0.8 

Figure II.12) Courbe force-déplacement 

CT1 

 

  

Figure II.13) Courbe force-déplacement 

CT1.25 

Figure II.14) Courbe force-déplacement 

CT1.5 
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termes de courbe J-R sont donnés par les figures (II.15 à II.18) et l'évolution de l'intégrale-J 

en fonction de la porosité et de l'épaisseur est donnée par la figure II.19.  

  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

A partir des résultats obtenus avec les différentes simulations, nous pouvons constater que la 

fraction volumique initiale des cavités 0f  a un impacte important sur le comportement global 

du matériau. L'influence de ce paramètre augmente avec l'augmentation de l'épaisseur de 

l'éprouvette. A partir des courbes illustrées par les figures (II.11-II.14) on peut voir que la 

rupture finale surgit plus vite quand l'épaisseur est plus importante malgré une capacité plus 

importante, ceci est le résultat de l'augmentation du nombre de défauts présents avec 

l'augmentation de l'épaisseur. 

 

 

 

 

  

Figure II.15) Courbe J-R pour CT0.8 Figure II.16) Courbe J-R pour CT1 

  

Figure II.17) Courbe J-R pour CT1.25 Figure II.18) Courbe J-R pour CT1.5 
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On peut aussi constater que l'augmentation de la fraction volumique augmente la vitesse de 

rupture du matériau, ceci peut être dû à une augmentation de la vitesse de coalescence des 

cavités mentionnée par Zhang et al. [148]. Ces résultats sont confirmés par ceux obtenus en 

termes d'énergie de rupture qui sont donnés par les figures (II.15-II.18). A partir de ces 

courbes, nous pouvons voir que la valeur critique de l'intégrale-J (initiation de la fissure) 

diminue avec une porosité initiale plus importante. L'autre constatation est que la valeur 

critique de l'intégrale-J est aussi dépendante de l'épaisseur de l'éprouvette et cette dépendance 

est mentionnée dans des études préalables [155, 156]. La figure II.19 donne l'évolution de la 

valeur critique de l'intégrale-J en fonction de 0f  pour chaque épaisseur d'éprouvette. Nous 

pouvons constater que la valeur critique de l'intégrale-J diminue de façon linéaire et que la 

diminution est d'autant plus importante que l'épaisseur augmente. Nous pouvons donc en 

conclure que la valeur critique de l'intégrale-J et la fraction volumique initiale des cavités sont 

inversement proportionnelles. 

 

II.2 Etude expérimentale et numérique de la rupture ductile des tôles en acier 

inoxydable 

II.2.1 Caractérisation mécanique  

Cette étape est nécessaire afin de déterminer les caractéristiques mécaniques des tôles 

étudiées. Les propriétés chimiques sont données par le tableau II.3. Les éprouvettes de 

traction sont découpées par électroérosion conformément à la norme européenne EN-10002-1 

[157]. Les dimensions sont données par la figure II.20. La forme et les dimensions des 

éprouvettes testées est donnée par la figure II.21.  

Désignation  C % Si % Mn % P % S % Cr % Ni % N % 

Proportion 0.019 0.40 1.83 0.031 0.004 18.1 8.1 0.053 

Tableau II.3) Propriétés chimiques des tôles étudiées 

 

 

Figure II.19) Evolution de Jc en fonction de f0 et de l'épaisseur 
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Des essais de traction sont réalisés sur les éprouvettes illustrées par la figure II.21. Toutes les 

éprouvettes testées donnent la même courbe contrainte-déformation qui est illustrée par la 

figure II.22. Toutes les courbes obtenues sont données dans l'annexe A. Les détails des 

propriétés mécaniques sont donnés dans le tableau II.4. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.20) Les dimensions des éprouvettes de traction 

 

Figure II.21) Les éprouvettes testées 

 

Figure II.22) Courbe contrainte-déformation des tôles AISI 

304L 
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A noter que les essais sont réalisés sur une machine de traction avec une vitesse de 

sollicitation de 2 mm/min afin d'assurer des conditions statiques. Les paramètres de la loi 

d'écrouissage sont ensuite déterminés suivant une loi de type Ramberg-Osgood :  

                                                  

e p

e y
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                           (II.3) 

Avec k  : coefficient de ductilité et n : exposant d'écrouissage.  

E (MPa) Rp0.2% (MPa) Rm (MPa) A % K (MPa) n 

178178 374 693 60 594 0.75 

 

 

La rupture de l'éprouvette s'est produit au niveau de la zone utile comme le montre la figure 

II.23. Toutes les éprouvettes testées ont subi une rupture à 45° (Annexe A), ceci correspond à 

la localisation de la déformation plastique et à la formation de bandes de cisaillement.  

 

 

 

 

 

 

II.2.2 Etude de l'effet de contrainte sur la ténacité à la rupture 

L'objectif est d'étudier l'effet de contrainte sur la résistance à la rupture des tôles en acier 

inoxydable. Les éprouvettes de type CT (Compactes de Traction) sont choisies. Le choix s'est 

fait par rapport à la complexité de la réponse de l'essai. En effet, la déformation de 

l'éprouvette implique de la traction et de la flexion. 04 longueurs initiales d'entaille ont été 

choisies pour chaque épaisseur mais des problèmes au niveau de l'usinage nous ont réduit a en 

utiliser 04 seulement pour la tôle de 1.5 mm d'épaisseur. Pour le reste des épaisseurs, 03 

rapports ont été étudiés, avec (a : la longueur initiale de l'entaille et w est la largeur du 

ligament). 

Les dimensions des éprouvettes testées pour les 03 différentes épaisseurs sont données dans 

les figures (II.24- II.27). Les éprouvettes testées sont données dans la figure II.28. 

 

 

Tableau II.4) Propriétés mécaniques des tôles étudiées 

 

 

Figure II.23) Rupture de l'éprouvette de traction 
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Figure II.24) Dimensions de CT 

(a/w=0.2) 

Figure II.25) Dimensions de CT 

(a/w=0.4) 

 

 
 

Figure II.26) Dimensions de CT 

(a/w=0.6) 

 

Figure II.27) Dimensions de CT 

(a/w=0.75) 

 

 

Figure II.28) Eprouvettes CT testées 
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Comme pour les essais de traction (caractérisation mécanique), les condition d'essai statique 

ont été adoptées avec une vitesse de sollicitation de 2 mm/min. La machine de traction utilisée 

n'est pas adaptée à un essai CT, un dispositif adéquat à cet essai a donc été réalisé afin de 

mener à bien ces essais. La figure II.29 montre l'essai CT en pleine exécution. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Les résultats obtenus en termes de courbes force-déplacement sont donnés par la figure II.30 

pour les CT 0.8, II.31 pour les CT 1.5 et II.32 pour les CT 3.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.29) Essai CT en utilisant le dispositif adapté 

à la machine de traction 

  

Figure II.30) Courbes force-déplacement pour les 

CT0.8 
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Afin d'obtenir la courbe J-R, une approche hybride est utilisée. Des simulations numériques 

sont réalisées en utilisant le modèle GTN dont la fonction de charge a été donnée par 

l'équation II.1. Les paramètres du modèle sont calibrés à partir d'un essai de traction, ces 

derniers sont donnés par le tableau II.5. Les résultats en termes de courbe contrainte-

déformation sont donnés par la figure II.33. 

0f  Nf  cf  Ff  N  NS
 

0.0006 0.004 0.012 0.02 0.3 0.1 

 

 

Figure II.31) Courbes force-déplacement pour les 

CT1.5 

 

Figure II.32) Courbes force-déplacement pour les 

CT3 

Tableau II.5) Paramètres du modèle GTN pour AISI 304L 
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La propagation de la fissure est déterminée numériquement par érosion des éléments au 

niveau du modèle élément finis. Le maillage des éprouvettes CT est donné par la figure II.34 

avec une densité bien plus importante à proximité de la fissure et la où la propagation de la 

fissure est suspectée pour une meilleure estimation. La comparaison entre la rupture des 

éprouvettes lors des essais expérimentaux et les simulations numériques est donnée par la 

figure II.35. Nous pouvons constater au-delà de la rupture de l'éprouvettes qu'il y a un 

flambement à l'autre extrémité résultant de la faible épaisseur des éprouvettes, chose qui est 

fidèlement reproduite lors des simulations. Une fois les courbes de capacité ainsi que les 

informations sur la propagation des fissures disponibles, la démarche donnée par la norme 

ASTM E 1820 a été utilisée pour déterminer les courber J-R pour chaque cas de figure.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.33) Courbes contrainte-déformation 

expérimentale et numérique 

 

Figure II.34) Maillage élément finis des éprouvettes CT 
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Conformément à la méthode détaillée dans le chapitre I en considérant le principe 

d'émoussement et en prenant en considération sa droite. La détermination de Jc se fait à ∆a 

=0.2 mm comme recommandé par la norme ASTM. La courbe J-R est évaluée séparément 

pour chaque cas de figure et JIC est aussi obtenu par la même démarche. Les résultats obtenus 

sont illustrés par les figures suivantes : 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.35) Comparaison entre expérimental et numérique pour la rupture de 

l'éprouvettes CT 

  

Figure II.36) Courbe J-R pour b=0.8, 

a/w=0.2 

Figure II.37) Courbe J-R pour b=0.8, 

a/w=0.4 
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Figure II.38) Courbe J-R pour b=0.8, 

a/w=0.6 

Figure II.39) Courbe J-R pour b=1.5, 

a/w=0.2 

Figure II.40) Courbe J-R pour b=1.5, 

a/w=0.4 

Figure II.41) Courbe J-R pour b=1.5, 

a/w=0.6 

Figure II.42) Courbe J-R pour b=1.5, 

a/w=0.75 

Figure II.43) Courbe J-R pour b=3, 

a/w=0.4 
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Le but de cette partie est de déterminer l'effet de la variation des paramètres géométriques sur 

l'évaluation de la ténacité à la rupture, et aussi pour vérifier si une tendance particulière 

s'établie quand on superpose l'énergie de rupture aux paramètres géométriques. Les valeurs 

obtenues pour JIC pour chaque cas de figure sont données par le tableau II.6 

b, a/w 0.2 0.4 0.6 0.75 

0.8 291 192 65  

1.5 673 459 31 26 

3  462 133 15 

 

 

L'évolution de la ténacité à la rupture en fonction du ratio a/w est donnée par la figure II.46 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

Figure II.44) Courbe J-R pour b=3, 

a/w=0.6 

Figure II.45) Courbe J-R pour b=3, 

a/w=0.75 

 

Tableau II.6) Evolution de JIC (KJ/m²) en fonction des paramètres géométriques 

 

Figure II.46) Evolution de JIC en fonction de a/w pour les 03 épaisseurs  
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A partir des résultats obtenus, nous pouvons constater que le paramètre global J est dépendant 

des paramètres géométriques et de l'effet de contrainte et que cette dépendance peut être 

quantifiée. Les mêmes conclusions peuvent être faites que celles que nous trouvons dans le 

travail critique de Neimitz [158]. Pour un faible ratio a/w, la ténacité à la rupture est élevée et 

proportionnelle à l'épaisseur. A partir d'un ratio de a/w=0.5, la variation de la ténacité est 

insignifiante en fonction de l'épaisseur. Nous pouvons constater dans le présent travail que 

pour a/w=0.6, la variation de Jc est faible. Dans le travaux antérieurs [158], il a été noté que 

dans certains cas, cette valeur pourrait baisser avec l'augmentation de l'épaisseur. La ténacité à 

la rupture obtenue pour un ratio a/w=0.75 et une épaisseur de 1.5mm est supérieure à la 

ténacité obtenue pour 3mm. Nous pouvons conclure que le paramètre Jc est difficile a utiliser 

pour caractériser la rupture ductile au vu de sa dépendance géométrique qui est importante.  

 

II.2.3 Détermination du travail essentiel de rupture (EWF) 

Plusieurs auteurs considèrent que le travail essentiel de rupture peut être utilisé comme critère 

intrinsèque de rupture à condition que l'épaisseur des éprouvettes soit assez faible. Les détails 

sur la méthode ainsi que l'historique sont donnés dans le 1er chapitre. Le but de cette partie est 

de déterminer le travail essentiel de rupture pour le matériau étudié impliquant deux 

épaisseurs (0.8 et 1.5 mm). Une validation numérique est également proposée comme 

validation de la méthode expérimentale par le biais d'une modélisation par zone cohésive.  

 

II.2.3.1 Procédure expérimentale   

Pour l'évaluation du travail essentiel de rupture, nous avons opté pour des éprouvettes DENT. 

La longueur de la jauge est de 45 mm conformément aux travaux réalisés au préalable. Quatre 

longueurs de ligament sont choisies pour chaque épaisseur (5, 9, 13, 17 mm). Les limites 

inférieures et supérieures sont respectées lors de l'élaboration des éprouvettes, ces dernières 

sont découpées par électroérosion. Les entailles ont toutes le même diamètre qui est celui du 

fil estimé à 0.25 mm. Les dimensions des éprouvettes DENT sont données par la figure II.47 

et les éprouvettes testées sont données par la figure II.48. 

  

II.2.3.2 Analyse élément finis  

Le comportement élastique du matériau est donné par la relation de Hooke liant la contrainte à 

la déformation : 

      .E       (II.4) 

Les propriétés d'écrouissage du matériau sont décrites par une loi en puissance de type 

Ramberg-Osgood  
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     (II.5) 

Pour ce qui est du modèle de zone cohésive, une loi de traction-séparation est adoptée. Les 

déformations nominales sont définies comme suit : 

     
0 0 0

, ,n s t
n s t

T T T

  
          (II.6) 

, ,n s t    sont les séparations et 0T  est l'épaisseur initiale du cohésif. Le comportement 

élastique est défini comme suit : 
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    (II.7) 

L'initiation de l'endommagement est obtenue par la condition suivante : 

     
0 0 0

max , , 1
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                 (II.8) 

Quant à l'évolution de l'endommagement, elle est pilotée par une variable D , elle est définie 

comme suit : 

 
 

Figure II.47) Dimensions des éprouvettes  

DENT 

Figure II.48) Eprouvettes DENT testées  



Chapitre II Phénomènes de rupture ductile : Approche expérimentale et simulation numérique 
 

77 
 

     

(1 ) , 0

(1 )

(1 )

n n

n

n

s s

t t

D t t
t

t ailleurs

t D t

t D t

 
 


 

 

 





     (II.9) 

La définition de l'évolution de l'endommagement consiste a représenter l'allure avec laquelle 

l'endommagement évolue après initiation. Dans cette étude, nous avons opté pour un modèle 

dont l'endommagement est basé sur l'énergie de rupture, cette dernière est égale à l'aire sous la 

courbe traction-séparation (figure II.49). Elle est donnée par la relation suivante : 
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                (II.10) 

Ou : 
effT  et   sont respectivement la traction effective et le déplacement effectif et 0G  est 

l'énergie élastique à l'initiation de l'endommagement 

 

 

 

 

 

 

Figure II.49) La réponse en traction-séparation basée sur l'énergie de rupture [159] 

 

Un autre paramètre est utilisé, c'est la régularisation visqueuse (notée vD ). L'utilisation de ce 

paramètre est recommandée afin de s'affranchir des problèmes de convergence [159].  

      
1

( )v vD D D


                (II.11) 

Avec :  qui est un paramètre de viscosité  

En optant pour l'énergie de rupture comme critère d'évolution de l'endommagement, le 

nombre de paramètres est réduit à deux. La contrainte cohésive maximale et l'énergie de 

rupture. Le déplacement à la séparation est obtenu automatiquement par corrélation entre 

l'aire sous la courbe traction-séparation et la contrainte cohésive maximale. Cette dernière est 

prise comme étant la contrainte à la rupture qui est estimée à 693 MPa et l'énergie de rupture 

qui est choisie au cas par cas dans un souci de reproductibilité des résultats expérimentaux 

obtenus. Lors de l'analyse élément finis, seule la zone utile nécessite d'être modélisée. Un 
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maillage C3D8R : tridimensionnel avec des éléments linéaires à huit nœuds avec intégration 

réduite est choisi pour la partie continue avec raffinement au niveau du ligament pour une 

meilleure évaluation du taux de contraintes et une bonne illustration de la déformation avant 

rupture. Pour la partie cohésive, elle est maillée avec des éléments COH3D8 : éléments 

cohésifs tridimensionnels. Le maillage de l'éprouvette b=1.5 mm et L=9 mm est donné dans la 

figure II.50. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Les essais DENT sont menés sur les éprouvettes dont les dimensions sont données au 

préalable sur machine de traction Instron avec une vitesse de sollicitation de 2 mm/min. Pour 

chaque essai et des simulations numériques sont effectuées en utilisant un modèle de type 

traction-séparation. Les résultats obtenus en termes de courbes force-déplacement de la ligne 

de charge sont donnés par les figures II.51 et II.52. Des essais DENT ont été réalisés sur des 

éprouvettes de 3 mm d'épaisseur mais les résultats obtenus ne concordent pas avec le principe 

du travail essentiel de rupture. Les détails de ces essais sont donnés dans l'annexe B.  

 

 

 

 

 

 

 

 

A partir des essais expérimentaux, le travail essentiel de rupture est déterminé pour les deux 

épaisseurs impliquées dans cette étude. Les résultats obtenus sont donnés dans la figure II.53. 

 

 

Figure II.50) Maillage élément finis des éprouvettes DENT 

 

 

  

Figure II.52) Comparaison entre 

essais et AEF pour DENT1.5 

Figure II.51) Comparaison entre 

essais et AEF pour DENT0.8 
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De la même manière, le travail de séparation est obtenu. L'énergie de rupture en utilisant un 

modèle de zone cohésive est représentée par l'aire sous la courbe traction-séparation. Une 

extrapolation au ligament zéro est réalisée pour les deux épaisseurs. Les résultats obtenus sont 

donnés par la figure II.54. Des comparaisons entre les essais expérimentaux et l'analyse 

élément finis en termes de chargement ultime et de déplacement effectif (ce qui peut se 

traduire par la modélisation de la rupture de la zone cohésive par le déplacement à la 

séparation) ainsi qu'une extrapolation au ligament zéro sont présentées respectivement dans 

les figures II.55 et II.56. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

La comparaison entre les résultats expérimentaux et les simulations de la rupture des 

éprouvettes DENT est donnée par la figure II.57. 

 

 

 

Figure II.53) Travail essentiel de rupture obtenu à partir des essais DENT 

 

Figure II.54) Travail essentiel de séparation obtenu en utilisant le modèle de 

zone cohésive 
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Figure II.55) Charge maximale en fonction de la longueur du ligament 

 

Figure II.56) Charge maximale en fonction de la longueur du ligament 

 

Figure II.57) Comparaison entre les résultats expérimentaux et simulations 

numériques de la rupture des éprouvettes DENT 
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Après les essais, les faciès de rupture ont été observés au microscope électronique à balayage 

(MEB) et les résultats sont donnés par la figure II.58. 

 

 

 

 

 

 

 

A partir de cette figure, nous pouvons conclure que les hypothèse de rupture ductile sont 

vérifiées avec la présence de vides. La rupture totale se produit avec la coalescence des 

cavités. Nous pouvons voir que les vides sont connectés, ce qui permet l'apparition de défauts 

macroscopiques et leur propagation jusqu'à la séparation du ligament. Le modèle de zone 

cohésive est utilisé pour remplacer efficacement le processus physique [135]. 

Comme il a été mentionné au préalable, la méthode du travail essentiel de rupture est 

considérée comme étant l'approche inverse de la mécanique de la rupture et le ligament entre 

les entailles doit être entièrement plastifié avant l'initiation de la fissure [59].  

Afin de vérifier cette hypothèse, cinq points d'intégration en avant du front de fissure sont 

sélectionnés comme illustré dans la figure II.59. L'évolution de l'endommagement est évaluée 

en fonction de l'évolution de la déformation plastique. A partir de cette figure, nous pouvons 

conclure que l'endommagement est nul avant la plastification et que l'endommagement total 

ne se produit que lors de la saturation de la déformation plastique c.-à-d. la propagation de la 

fissure ne se produit qu'après plastification totale du ligament.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II.58) Observation des faciès de rupture par MEB 

 

Figure II.59) Evolution de l'endommagement en fonction de la déformation 

plastique dans la zone cohésive 
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Cette observation est en accord avec le principe du travail essentiel de rupture. La cinétique 

de la rupture de l'éprouvette DENT est donnée dans la figure II.60. A partir de cette figure 

nous pouvons voir que le ligament est entièrement plastifié avant l'initiation de la fissure. Ceci 

est en accord avec l'évolution de l'endommagement donné dans la figure II.59 et avec le 

concept du travail essentiel de rupture. Il a aussi été reconnu que la zone plastique est 

circulaire pour les métaux [53] cette observation est aussi vérifiée dans le présent travail.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Synthèse du chapitre  

Dans ce chapitre, une étude expérimentale et numérique de la rupture ductile est proposée. 

Une étude préliminaire est faite en simulant dans un premier temps la rupture ductile d'un 

acier inoxydable 15-5PH en utilisant le modèle GTN. Le choix des paramètres s'est fait par 

calibrage d'un essai de traction. Une bonne concordance est obtenue entre les résultats 

expérimentaux et numériques. Le modèle de Rousselier est ensuite utilisé pour étudier l'effet 

de la porosité sur l'énergie de rupture d'un acier inoxydable 316L. Nous trouvons que l'énergie 

de rupture est inversement proportionnelle à la porosité initiale. L'énergie de rupture diminue 

de façon linéaire avec l'augmentation de la porosité, ce qui atteste du rôle de la microstructure 

dans le phénomène de rupture ductile et la nécessité de relier l'aspect microstructural du 

phénomène à l'approche énergétique de la rupture ductile.  

Une étude expérimentale est ensuite réalisée sur des tôles en acier inoxydable AISI 304L. Une 

caractérisation mécanique est faite afin d'obtenir les caractéristiques mécaniques du matériau. 

Une approche hybride est ensuite proposée pour l'évaluation de la ténacité du matériau étudié. 

Les essais expérimentaux sur des éprouvettes CT sont combinés avec des simulations 

numériques en utilisant le modèle GTN dont les paramètres sont déterminés par calibrage d'un 

essai de traction. L'effet de géométrie est pris en considération dans la présente étude et nous 

trouvons que la ténacité à la rupture du matériau dépend des paramètres géométriques comme 

 
Figure II.60) Cinétique de la rupture de l'éprouvette DENT 
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l'épaisseur et la longueur du ligament. Pour de faibles ratios /a w , l'effet d'épaisseur est 

important et la ténacité à rupture varie grandement. pour des ratios / 0.5a w , l'épaisseur n'a 

pas une grande influence sur la ténacité à la rupture.  

Une autre méthode de caractérisation à la rupture est utilisée, il s'agit du travail essentiel de 

rupture (EWF). Cette méthode donne de bons résultats pour les tôles minces en acier 

inoxydable AISI 304L. En effet, le critère donne des résultats semblables en termes d'énergie 

de rupture pour deux tôles d'épaisseur différentes. La simulation de la rupture en utilisant la 

modélisation par éléments cohésifs donne des résultats tout aussi satisfaisants. Quand le 

travail de séparation est comparé au travail essentiel, une similitude est trouvée. le 1er peut 

être considéré comme la validation numérique du 2éme. La modélisation par zone cohésive 

respecte les hypothèses émises concernant le travail essentiel de rupture comme la 

plastification totale du ligament avant rupture.  

Une autre conclusion relative à ce chapitre est que l'approche locale de la rupture ductile à 

l'image du modèle GTN peut être utilisée avec succès. Les résultats obtenus par le biais de 

cette méthode sont satisfaisants. Le modèle GTN est largement utilisé pour la modélisation de 

la rupture ductile, néanmoins, la non-unicité du jeu de paramètre reproduisant l'expérimental 

peut être un problème de taille. Ce problème sera traité d'une manière approfondie dans le 

prochain chapitre afin de proposer une approche d'identification paramétrique pouvant aider a 

s'affranchir de ces problèmes de non-unicité et aussi justifier le choix des paramètres en 

termes de cohérence vis à vis du phénomène physique. 
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Introduction 

Le modèle GTN (Gurson-Tvergaard-Needleman) est le plus utilisé pour modéliser la rupture 

ductile. Néanmoins, un problème important dans son utilisation réside dans les choix de ses 

paramètres constitutifs. Au vu de l'importance de la question, plusieurs études ont été faites 

sur la proposition de stratégies basées sur différentes hypothèses. Dans le présent chapitre, 

une revue critique est réalisée sur les différentes approches utilisées pour l'identification des 

paramètres du modèle GTN. La variation du choix des paramètres d'une étude à une autre est 

commentée. Les limites des différentes méthodes utilisées sont aussi mises en évidence.  

Une stratégie d'identification est ensuite proposée. Elle est basée sur la ductilité du matériau. 

Le choix du jeu de paramètres se fait dans le respect du processus de rupture ductile en 

prenant en considération une hiérarchie prédéfinie. Cette méthode est utilisée pour 

l'identification des paramètres dans le cas d'un acier 12NC6. Des éprouvettes axisymétriques 

entaillées sont utilisées afin de faire varier le taux de triaxialité des contraintes. Les avantages 

et l'apport de la nouvelle méthode proposée sont discutés à la fin du chapitre.  

 

III.1 Analyse des paramètres du modèle GTN 

Le modèle GTN est largement utilisé dans la littérature, nous rappelons que sa fonction seuil 

est donnée comme suit :  

    
2

* 2 *2

1 2 12

0 0

3
2 cosh 1 0

2

eq m
GTN q f q q f

 

  
      

 
             (III.1)  

Le modèle est constitué de trois types de paramètres : Les paramètres de calibrage de 

Tvergaard 1 2 3( , , )q q q  et les paramètres matériaux qui sont classés en deux groupes : 

Premièrement les paramètres initiaux et de nucléation qui sont la fraction volumique initiale 

0f  et les paramètres de nucléation ,N Nf   et NS . Deuxièmement, les paramètres critiques et 

de rupture Cf  et Ff .  

Dans la plupart des études menées, quand le modèle GTN est utilisé pour modéliser la rupture 

ductile, certains paramètres sont fixés dés le début. Les paramètres restants sont définis en 

utilisant divers méthodes. Souvent, une combinaison entre essais expérimentaux et 

simulations numériques est nécessaire afin de déterminer les paramètres. Une méthode bien 

déterminée n'existe pas. D'où la nécessité d'établir une analyse globale des paramètres usités 

lors des études antérieures utilisant le modèle GTN pour examiner la validité de ces choix et 

proposer une méthode prenant en considération la sensibilité de ces paramètres, leur influence 

les uns sur les autres ainsi que leur sens physique.  
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III.1.1 Les paramètres de calibrage iq   

Comme il est noté au chapitre I, au vu d'une meilleure description du phénomène de rupture 

ductile et un meilleur calibrage des essais expérimentaux, le modèle de Gurson [160] est 

modifié par Tvergaard [77] introduisant les paramètres de calibrage 2

1 2 3 1( 1.5, 1, )iq q q q q  

. La plupart des études utilisent ces valeurs comme atteste la première ligne du Tableau III.1.   

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

La variation des paramètres iq  a fait l'objet de nombreuses études. A partir du Tableau III.1, 

nous pouvons voir que dans plusieurs investigations, les valeurs conventionnelles ne sont pas 

choisies pour multiples raisons. Gao et al. [194] ont réalisé plusieurs calculs en considérant 

une large gamme de matériaux avec des propriétés d'écrouissage différentes ( , / )yN E  et 

Ref 
1q  2q  

[51, 79-85, 

137, 147, 

161-176] 

1.5 1 

 

[177] 

1.43 

1.1 

1.1 

1.2 

1 

1 

1 

1 

[178] 1.08 0.99 

[179] 1.47 1 

[180] 1.5 1.2 

[181] 1.25 1 

 

 

[182] 

1.1 

1.1 

1.3 

1.2 

1.2 

1 

1 

0.7 

1 

1 

[183] 1.25 1 

[184] 1.31 1.16 

[185]  1.4 1 

[148] 1.25 1 

[186] 1.46 0.93 

[187] 1.35 0.95 

[188] 1 0.7 

[109] 1 1 

[189] 1.25 

1.46 

1 

0.931 

[190] 2 1 

[191] 1.4 0.8 

[86] 1.44 0.94 

[192, 193] 0.608 0.562 

Tableau III.1) Variation des paramètres iq  dans des 

études antérieures 
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différents taux de triaxialité des contraintes. Pour des propriétés d'écrouissage spécifiques, les 

auteurs ont obtenu des valeurs différentes de 1q  et 2q . Faleskog [186] indique que les deux 

paramètres sont dépendants de l'exposant d'écrouissage et la limite élastique. Le produit de 

deux paramètres donne approximativement 1.5 (Tableau III.2).  

Ecrouissage (N) / 0.001y E   / 0.002y E   / 0.004y E   

 
1q  2q  1 2.q q  1q  2q  1 2.q q  1q  2q  1 2.q q  

5 1.96 0.78 1.531 1.87 0.8 1.496 1.71 0.84 1.43 

6.7 1.78 0.83 1.483 1.68 0.86 1.438 1.49 0.9 1.342 

10 1.58 0.9 1.425 1.46 0.93 1.359 1.29 0.98 1.265 

Tableau III.2) Paramètres de calibrage en fonction des propriétés d'écrouissage [186] 

On constate que pour les matériaux ayant une grande résistance, la valeur de 2q  diminue en 

dessous de l'unité car ce paramètre est directement relié à la triaxialité des contraintes.  

D'autres études s'intéressent à la variation de la valeur des iq . Steglich et Brocks [177] ont 

déterminé 1q  à partir d'un modèle de cellule élémentaire en utilisant une fonction seuil qui est 

gouvernée par la fonction quadratique suivante :  

           

2

2

1 1 2

0 0 0

2 3 1
cosh 0

2

eq eq

Fe Fe

e e

q q T
f f f 

    
      

   
             (III.2) 

où 
Fe

e  est la contrainte seuil de la matrice ferritique et T  est le taux de triaxialité. Quand 1q  

est calculé pour différents taux de triaxialité, la valeur moyenne obtenue est 1.5, mais cette 

valeur varie de 1.25 à 1.95 dépendamment du taux de triaxialité. Perrin et Leblond [195] ont 

utilisé une méthode pour dériver la valeur de 1q  pour prendre en considération l'interaction 

entre les cavités, 1q  est alors obtenu comme fonction de f ( ( ))q f , q  est donné par 

0 0( )q q f   et 0q  est trouvé égal à 1.47. Vadillo et Fernandez-Sàez [189] ont proposé une 

modification du modèle GTN où les iq  sont dépendants de la triaxialité des contraintes et la 

porosité initiale est dépendante de l'état de contrainte. Récemment, Fritzen et al. [196] ont 

proposé une modification du modèle GTN en utilisant l'homogénéisation numérique, couplant 

les paramètres de calibrage iq
 
à la variable de porosité. Les résultats obtenus pour les grands 

taux de porosité sont en meilleure concordance avec les résultats obtenus par 

homogénéisation numérique. Les nouveaux paramètres sont déterminés par régression 

linéaire.  

III.1.2 Les paramètres du matériau  

III.1.2.1 Paramètres initiaux et de nucléation  

0f  est une caractéristique microstructurale qui peut être déduite par observations 

métallographiques. Une relation est établie entre cette donnée et la fraction volumique de 

l‘inclusion. Néanmoins, cette relation est a utiliser avec précaution pour les aciers avec 

plusieurs populations de cavités :  
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0.001
0.054 %

%
vf S

Mn

 
  

 
                         (III.3) 

Cette relation ne fait pas l‘unanimité puisque la germination des cavités est un phénomène 

complexe comme cela a été expliqué au préalable. Ce phénomène peut se produire par 

fissuration de l‘inclusion ou par croissance des cavités autour de l‘inclusion d‘où la difficulté 

de déterminer la fraction volumique à la nucléation Nf . Pour les aciers ferritique, la valeur de 

0f  se situe entre 10
-4 

et 4 x 10
-4

. 

Les paramètres de nucléation , et SN N Nf   sont généralement fixés arbitrairement. Les 

valeurs =0.3 etS 0.1N N   sont utilisées dans la plupart des études et sont déterminées par 

calibrage.  

III.1.2.2 Paramètres critiques et de rupture  

Le paramètre Cf  est souvent considéré comme une propriété du matériau obtenue en 

combinant des simulations numériques et des résultats expérimentaux. Pour Zhang et Niemi 

[197], Cf  
n'est pas une constante mais diminue avec l'augmentation du taux de triaxialité des 

contraintes. Cependant, d'autres études stipulent que Cf  
peut être considéré comme une 

constante pour de faibles valeurs de 0f . D'après Koplik et Needleman [181], Cf  
représente le 

début de l'étape de coalescence, sa valeur varie légèrement avec le taux de triaxialité mais elle 

dépend largement de la fraction volumique initiale de la porosité 0f . Elle est généralement en 

dessous de 0.15. Benseddiq et Imad [147] ont établi une fonction logarithmique liant ces deux 

paramètres, d‘où leur dépendance l‘un à l‘autre (Figure III.1).  

 

 

 

 

 

 

Figure III.1) Dépendance de ff de f0 [147] 

On peut en conclure que Cf  n'est pas une propriété du matériau mais plutôt un paramètre a 

ajuster. Quelques valeurs utilisées pour ces paramètres dans des études antérieures sont 

données dans le tableau III.3. 
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Référence 
0f  Nf  Cf  Ff  

[198] 0.077  0.12 0.2 

[162] 0.00033 0.006 0.026 0.15 

[177] 0.114 

0.114 

0.114 

0.114 

0.114 

 0.13 

0.2 

0.3 

0.19 

0.175 

0.272 

0.35 

0.44 

0.235 

0.235 

[199] 0.001 0.01 0.003  

[200] 0.00016 

0.0001 

 0.0005 

0.0003 

 

[201] 0.002  0.004  

[163] 00015 0.00085 0.035 0.15 

[179] 0.002  0.28  

[164]  0.04 0.15 0.25 

[202] 0.002 0.004 0.033 0.15 

[182] 0 0.008 0.04 0.195 

[203] 0.8 

0 

0 

0 

0 

0.04 

0.4 

0.08 

0.15 

0.02 

0.2 

0.15 

0.28 

0.34 

0.32 

0.28 

[204] 0.001 0.04 0.02 1.14167 

[205] 0.00057 0.004 0.03 0.3 

[206] 0.0025 0.02 0.021  

[183] 0.005 0.001  0.2 

[166] 0 

0 

0 

0.002 

0.002 

0.002 

0.06 

0.04 

0.03 

0.212 

0.197 

0.189 

[207] 0.00033 0.006 0.026 0.15 

[208] 0.006 

0.026 

0.04 

 0.12 

0.07 

0.04 

0.25 

0.25 

0.25 

[167] 0 0.0294 0.07 0.1 

[147] 0.00001 0.001 0.004 0.225 

[169] 0.001  0.15 0.25 

[209] 0 0.02 0.03 0.5 

[110] 0.005  0.001 

0.0071 

0.01 

Tableau III.3) Paramètres de fraction volumique du modèle GTN 

A partir du tableau III.3, nous pouvons constater que certains auteurs [166, 182, 191, 203, 

210] prennent une valeur nulle pour la fraction volumique initiale ce qui est physiquement 

erroné. Nous trouvons aussi certaines incohérences, certains auteurs choisissent N Cf f
 
[81, 

199, 203, 204], ce qui est incorrect d'un point de vue phénoménologique  étant donné que le 

phénomène de coalescence ne peut précéder la nucléation des cavités. Un autre cas 

d'incohérence peut encore être souligné, c'est quand 0 Nf f [211], car le taux de porosité à la 

nucléation ne peut pas être supérieur au taux de porosité initial. Ces incohérences sont dues au 
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choix arbitraire des paramètres et à des méthodes d'identification qui ne prennent pas en 

considération la logique du processus de rupture ductile. Dans ce qui suit, une brève revue des 

méthodes utilisées pour l'identification des paramètres va être exposée.  

III.2 Procédures d'identification des paramètres du modèle GTN 

L'identification des paramètres des modèles micromécaniques demeure un exercice difficile, 

c'est pour cela qu'elle fait l'objet de nombreuses études et investigations. Certains méthodes 

sont basées sur l'utilisation conjointe des essais expérimentaux et simulations numériques [79, 

83, 192, 212] en prenant en considération des paramètres susceptibles de faire varier ces 

paramètres du modèle tels que la triaxialité des contraintes. D'autres études utilisent les 

observations micrographiques pour identifier les paramètres [80], ces méthodes ont une 

certaine fiabilité car elles sont basées sur l'observation du phénomène mais elle demeurent 

limitées étant donné le fait que certaines étapes du phénomène sont difficilement observables 

au vu de la vitesse à laquelle elles se produisent. D'autres méthodes sont utilisées, elles sont 

basées sur des algorithmes de calibrage [213] en utilisant une fonction dite objective 

d'identification. Des points sont sélectionnés et une régression polynomiale est utilisée afin 

d'identifier les paramètres. Ces méthodes ne peuvent pas garantir la justesse du jeu de 

paramètre choisi car elle ne prennent pas en considération le processus d'évolution des vides 

jusqu'à la rupture. Une autre méthode qui est également utilisée, c'est la méthode RSM 

"Response Surface Methodology" [174, 214, 215]. Cette méthode consiste a représenter le 

modèle par une équation polynomiale et ensuite utiliser les résultats expérimentaux pour 

identifier les inconnues de l'équation et par identification retrouver les paramètres du modèle 

comme le montre la Figure III.2.  

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.2) Détermination des paramètres GTN par la méthode RSM [214] 

Cette méthode peut également conduire à un jeu de paramètre incohérent comme dans l'étude 

de Wang et Li [215] qui ont obtenu pour une configuration dans laquelle 0 Cf f  ce qui ne 

correspond pas à la hiérarchie des paramètres du modèle GTN. Springmann et Kuna [126] ont 

utilisé une approche basée sur une fonction de minimisation entre les résultats expérimentaux 

et numériques. Les paramètres obtenus pour le modèle GTN sont 0 0f   et 0Nf   à 70% de 
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l'allongement total, cela semble illogique étant donné le fait que la porosité initiale ne peut pas 

être nulle car les matériaux contiennent toujours de micro-vides et inclusions, ... . La valeur de 

0Nf   à 70% d'allongement ne peut pas non plus être considérée comme étant correcte car 

elle n'est pas concordante avec les résultats expérimentaux obtenus dans lesquels on peut voir 

un adoucissement qui survient rapidement dans la partie non linéaire comme le montre la 

figure III.3. Nous pouvons aussi voir que les résultats numériques obtenus ne reproduisent pas 

la réponse expérimentale convenablement.  

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.3) Résultats obtenus par Springmann et Kuna [126] en utilisant une méthode 

d'optimisation 

L'identification de ces paramètres a suscité une attention particulière. Des groupes constitués 

de plusieurs équipes ont étudié la question. Comme résultat du projet ‗European Numerical 

Round Robin‘, Bernauer et Brocks [216] ont publié les résultats de simulations établies par 

plusieurs équipes travaillant séparément. Des résultats différents ont été obtenus par les 

différentes équipes en termes de chargement à la rupture et de courbe J-R (Figure III.4), ceci 

est dû, selon les auteurs à la différence au niveau des procédures d‘identification des 

paramètres pour chaque équipe pour ce qui est de la prédiction de l‘endommagement. 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.4) Résultats obtenus par différentes équipes sur les mêmes essais expérimentaux 

dans le cadre de European Numerical Round Robin challenge 
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Dans le cadre du ‗Sandia Fracture Challenge (2014)‘ [136], pas moins de 9 équipes issues de 

laboratoires différents ont menés des investigations de manières isolées avec différentes 

méthodes. En plus d‘une équipe qui s‘est chargée de la procédure expérimentale, parmi les 8 

autres équipes, le groupe composé de Zhou, Bhamare et Qian [137] à utilisé le modèle GTN 

pour mener son investigation et ainsi tenter de reproduire l‘expérience. Dans le cadre de ce 

travail, une géométrie spéciale de l‘éprouvette CT a été mise en œuvre, cette éprouvette 

contient des trous de différents diamètres à proximité du front de fissure. 9 jeux de paramètres 

sont utilisés pour le modèle GTN (Figure III.5a), il a été constaté que l‘utilisation de différents 

paramètres mène vers des chemins de propagation des fissures différents (Figure III.5b).  

Mais il a été prouvé qu‘en choisissant les paramètres avec précaution, la solution exacte au 

problème peut être déterminée avec une précision très appréciable. 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.5) a) Courbe force-COD en variant les paramètres GTN, b) Variation du chemin 

de propagation des fissures en fonction du jeu de paramètres [136, 137] 

Le but de cette partie est de proposer une approche d'identification des paramètres du modèle 

GTN basée sur la ductilité du matériau étudié. Un travail expérimental préalable est 

nécessaire. La procédure suivie ainsi que les résultats obtenus sont présentés ci-après.   

 

III.3 Etude paramétrique du modèle GTN pour un acier 12NC6 

Dans cette partie, une stratégie d'identification des paramètres du modèle GTN basée sur la 

ductilité du matériau est proposée. Dans un premier temps, les essais expérimentaux utilisés 

sont présentés pour une meilleure compréhension de la démarche. Ensuite, la démarche 

utilisée pour fixer le jeu de paramètres est exposée en détails.  

III.3.1 Procédure expérimentale  

Afin d'identifier les propriétés mécaniques de l'acier 12NC6, des essais de traction ont été 

réalisés au sein du laboratoire par Wilsius [63] sur des éprouvettes cylindriques comme 

illustré par la figure III.6. La courbe rationnelle de traction est ensuite obtenue  (Figure III.7), 

les propriétés mécaniques sont données dans le tableau III.4 

 
 

a) b) 
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E (GPa) Rp0.2(MPa) Rm(MPa) A(%) n K (MPa) 

194 340 489 31.2 0.45 544 

Tableau III.4) Propriétés mécaniques de l'acier 12NC6 

La loi de comportement du matériau est donnée comme suit :  

    

.

.

e p

e y

n

y p y

E pour

K pour

  

   

    

  


 


  

               (III.4) 

Des éprouvettes axisymétriques entaillées en acier 12NC6 sont choisies afin de mener une 

étude  paramétrique sur le modèle GTN. Le rayon d'entaille a été varié dans le but d'étudier 

l'effet de la triaxialité des contraintes sur la rupture ductile. Les géométries des éprouvettes 

étudiées sont présentées dans la figure III.8. Les trois éprouvettes (AE2, AE4 et AE10) ont un 

diamètre en fond d'entaille de 6 mm. 

Les essais de traction sur ces éprouvettes ont été réalisés à température ambiante sur une 

machine de traction hydraulique Instron avec une vitesse imposée de 0.33 mm/min avec 

enregistrement de la variation diamétrale par le biais d'un extensomètre muni de deux vis qui 

doivent assurer le positionnement en fond d'entaille. Les résultats de ces essais sont donnés 

par la figure III.8. La contraction diamétrale est ensuite calculée par le biais d'essais de 

traction interrompus au moment de la chute brutale de la charge. Les résultats obtenus sont 

donnés dans le tableau III.5. 

 

 

 
 

Figure III.6) Géométrie de 

l'éprouvette de traction pour l'acier 

12NC6 

 

Figure III.7) Courbes rationnelles de 

traction pour l'acier 12NC6 
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Figure III.8) Eprouvettes axisymétriques entaillées a) AE2, b) AE4, c) AE10 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.9) Charge-Contraction diamétrale des éprouvettes AE 

Eprouvette ( )moyenc  (mm) 

AE2 1.88 

AE4 2.29 

AE10 2.66 

Tableau III.5) Contractions diamétrales critiques 

Pour les besoins des simulations numériques, la déformation moyenne à la rupture est 

calculée par le biais de l'équation suivante :  
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0

0

2lnr

c


 

  
  

                (III.5) 

0  étant le diamètre initial de l'entaille. La déformation à la rupture a été calculée en fonction 

de la triaxialité des contraintes. Cette dernière est calculée en utilisant la formule de Bridgman 

[217].  

     
1

ln 1
3 2

m

eq

r
T



  
    
  

               (III.6) 

où r  est le rayon d'entaille,   est le rayon minimal de l'éprouvette entaillée. Les résultats 

obtenus expérimentalement sont utilisés dans l'étude numérique.  

III.3.2 Méthodologie d'identification des paramètres du modèle GTN 

Dans cette partie, une approche basée sur la déformation à la rupture du matériau afin de fixer 

les paramètres du modèle GTN est proposée.  

la fraction volumique initiale 0f   qui est considérée comme une propriété du matériau est 

déterminée expérimentalement par observations micrographiques. 5

0 10f  . Les paramètres 

de calibrage de Tvergaard sont pris tels qu'ils sont disponibles dans la plupart des travaux 

1 21.5, 1q q   et 2

3 1q q  . Les paramètres de nucléation sont aussi fixés des le départ : 

0.3N   et 0.1NS  . Quant à Ff , il est calculé par la formule proposée par Zhang et al [148].  

Les essais de traction sur les éprouvettes axisymétriques entaillées sont reproduits par le biais 

de la simulation élément finis. Les modèles utilisés sont donnés par la figure III.10. Les 

simulations élément finis sont faites en utilisant le solveur élément finis Abaqus avec un 

maillage de type C3D8R (Tridimensionnel à 08 nœuds avec intégration réduite). Le maillage 

des trois éprouvettes est donné par la figure III.11. Une plus grande densité est considérée 

dans la zone entaillée afin de simuler la rupture des éprouvettes par érosion des éléments.  

 

 

 

 

 

 

 

 

  

Figure III.10) Eprouvettes AE modélisées Figure III.11) Maillage des éprouvettes 

axisymétriques entaillées 
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Les paramètres restant a déterminer  sont Nf  et Cf . Ces paramètres ne sont pas faciles a fixer 

étant donné leur dépendance l'un à l'autre. La stratégie établie consiste a respecter la 

hiérarchie des paramètres avec le respect des étapes de déchirure ductile. Un ordre doit être 

respecté, il est illustré par la figure III.12. 

 

 

Figure III.12) Hiérarchie des paramètres d'évolution de la fraction volumique des vides 

La méthode proposée est illustrée par l'organigramme donné par la figure III.13.  

 

  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Paramètres fixes: 

0 , , ,N N Ff S f   

Variables d'entrée: ,N Cf f   

 

 

Calibrage ? 

Nf  et Cf  correspondants à r    

 

Simulation EF 

 

 Résultat expérimental 

 

 

Oui 

Non 

Jeu de paramètres complet 

 

Figure III.13) Organigramme de la méthode d'identification de paramètres 
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III.3.3 Résultats et discussions 

La démarche consiste a fixer Nf  et faire varier Cf  afin de trouver la bonne combinaison en 

termes de reproductibilité des résultats expérimentaux. Les résultats obtenus en termes de 

force - contraction diamétrale pour l'éprouvette AE2 sont donnés comme suit :  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Les résultats obtenus à partir de la figure III.14 montrent que plus Nf  est important plus la 

déformation à la rupture diminue.  

L'influence de Cf  est également importante car la courbe de capacité obtenue dépend 

sensiblement de ce paramètre. La difficulté réside dans l'obtention de la combinaison des deux 

paramètres qui correspondent au comportement du matériau tout en prenant en considération 

le paramètre de déformation à la rupture r . Une autre condition est fixée dans la 

détermination des paramètres c'est le respect de la hiérarchie établie entre ces derniers (Figure 

III.12).  

Après avoir effectué plusieurs simulations en faisant varier le couple  ,N Cf f , la déformation 

à la rupture r  calculée en utilisant l'équation (III.5) est utilisée pour déterminer le couple  

 ,N Cf f . La détermination des deux paramètres est donnée par la figure III.15. Nous 

trouvons une déformation critique 0.64r  . Par confrontation, nous trouvons que le bon jeu 

  

  

a) b) 

c) d) 

Figure III.14) Force-contraction diamétrale pour l'éprouvette AE2 avec variation de 

Cf  pour : a)
 

5 4Nf e  , b)
 

0.001Nf  , c) 0.004Nf  , d)
 

0.007Nf   
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de paramètres pour cette configuration est  , (0.001,0.02)N Cf f   ce qui est concordant avec 

les résultats obtenus en termes de courbe force-contraction diamétrale. La superposition de la 

courbe expérimentale et élément finis est donnée par la figure III.16 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.15) Détermination du couple ,N Cf f  en fonction de C pour l'AE2 

   

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.16) Confrontation des résultats expérimentaux et numériques avec les paramètres 

sélectionnés pour la AE2 

La courbe de capacité qui résulte du choix des paramètres donne une réponse satisfaisante en 

comparaison avec les résultats obtenus expérimentalement. Les deux résultats se superposent 

et la visualisation du processus de rupture est donnée par les iso-valeurs au niveau de 

l'éprouvette axisymétrique entaillée correspondant à chaque étape de l'essai : Déformation 

élastique, localisation de la déformation plastique, striction diffusée puis localisée et 

finalement rupture de l'éprouvette qui correspond à la dernière étape du phénomène. 

Pour ce qui est de l'éprouvette AE4, La même procédure que pour l'éprouvette AE2 est 

menée. Les résultats obtenus sont donnés comme suit :  
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Figure III.18) Détermination du couple ,N Cf f  en fonction de C pour l'AE4 

La même procédure est suivie afin de déterminer le jeu de paramètres correspondant à cet 

essai. Pour l'éprouvette AE4, la déformation à la rupture calculée est 0.74r  . La 

détermination de Nf  et Cf  est donnée par la figure III.18. A partir de cette figure, nous 

pouvons constater que les paramètres correspondants sont  , (0.004,0.03)N Cf f  . La courbe 

  

  

Figure III.17) Force-contraction diamétrale pour l'éprouvette AE4 avec variation de 

Cf  pour : a)
 

5 4Nf e  , b)
 

0.001Nf  , c) 0.004Nf  , d)
 

0.007Nf   

 
 

 

 

a) b) 

c) d) 
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obtenue en utilisant ce jeu de paramètres est donnée par la figure III.19. Comme le montre la 

courbe illustrée par cette figure, une bonne concordance est obtenue entre l'essai expérimental 

de l'AE4 et la simulation numérique sélectionnée par le biais de la démarche proposée. Dans 

la même figure, la cinétique de déformation jusqu'à rupture de l'éprouvette est  illustrée.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.19) Confrontation des résultats expérimentaux et numériques avec les paramètres 

sélectionnés pour la AE4 

La même procédure est suivie pour le cas de l'éprouvette AE10. Les résultats obtenus sont 

donnés comme suit : 

Les résultats obtenus pour les différentes simulations concernant l'AE10 sont illustrées par la 

figure III.20.  

La valeur de Nf  choisie initialement est faible ce qui fait que la déformation à la rupture est 

importante. Ces deux paramètres sont liés, cela devrait faciliter le choix de Nf  avec la 

connaissance de r . 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

a) b) 
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La même procédure est suivie afin de déterminer le jeu de paramètres correspondant à cet 

essai. Pour l'éprouvette AE10, la déformation à la rupture calculée est 0.78r  . La 

détermination de Nf  et Cf  est donnée par la figure III.21.  

 

 

 

 

 

 

 

Figure III.21) Détermination du couple ,N Cf f  en fonction de r pour l'AE10 

A partir de la courbe III.21, nous pouvons constater que les paramètres correspondants sont 

 , (0.007,0.015)N Cf f  . La courbe obtenue en utilisant ce jeu de paramètres est donné par la 

figure III.22. La méthode proposée dans le présent chapitre est uniquement basée sur la 

déformation à la rupture du matériau, cette donnée est suffisante pour la détermination des 

paramètres susceptibles de varier. L'autre avantage avec cette méthode est son caractère 

physique. La détermination des paramètres n'est pas faite d'une manière hasardeuse ou par un 

processus d'optimisation ignorant la physique du phénomène étudié. Une autre conclusion que 

nous pouvons tirer de ce travail réside dans la relation entre la triaxialité des contraintes qui 

est proportionnelles à la fraction volumique à la nucléation et inversement proportionnelle à la 

déformation à la rupture. 

 
 

Figure III.20) Force-contraction diamétrale pour l'éprouvette AE10 avec variation de 

Cf  pour : a)
 

5 4Nf e  , b)
 

0.001Nf  , c) 0.004Nf  , d)
 

0.007Nf   

 
 

 

c) d) 
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Figure III.22) Confrontation des résultats expérimentaux et numériques avec les paramètres 

sélectionnés pour la AE10 

 

Synthèse du chapitre  

Dans cette étude, le choix des paramètres du modèle GTN est étudié. Une revue critique des 

méthodes utilisées dans des études antérieures est donnée dans le but de les comparer, vérifier 

leur efficacité ainsi que leur cohérence quand on considère le phénomène de rupture ductile. 

Dans de nombreux travaux, nous retrouvons un choix des paramètres qui se fait de manière 

arbitraire dans le but de calibrer les résultats expérimentaux, cette procédure peut induire 

l'utilisateur en erreur et a l'obtention d'un jeu de paramètres incohérent. Un autre type de 

méthodes est souvent utilisé, il est basé sur les algorithmes d'identification, cette méthode est 

souvent basée sur la réduction de l'erreur entre l'expérimental et la simulation. Nous avons vu 

que cette méthode peut conduire à plusieurs erreurs, à l'obtention d'un jeu de paramètre qui ne 

correspond pas à la logique du phénomène étudié et au non respect de la hiérarchie des 

paramètres.  

La stratégie proposée dans la présente étude est basée sur la déformation à la rupture du 

matériau. Elle permet d'éliminer le choix hasardeux des paramètres ainsi que les plages qui ne 

sont pas en accord avec le phénomène étudié. Le respect de la hiérarchie des paramètres est 

fixé comme condition préalable. Cette méthode est utilisée dans la présente étude, les résultats 

obtenus sont satisfaisants dans les trois cas de figures en tenant compte du taux de triaxialité 

des contraintes. Pour chaque cas, la procédure nous a permis de retrouver le jeu de paramètre 

pouvant reproduire le résultat expérimental tout en respectant la logique du phénomène de 

rupture ductile. Nous trouvons aussi que la déformation à la rupture et la fraction volumique à 

la nucléation sont inversement proportionnelles au taux de triaxialité. Cela peut aider dans une 

détermination des paramètres d'une manière plus rapide dans les études ultérieures.  

Un autre type de paramètres a suscité notre intérêt, il s'agit des paramètres de calibrage iq . Un 

intérêt particulier sera accordé à ces paramètres dans le prochain chapitre dans le but d'étudier 

les matériaux en prenant en considération des taux de porosité variables. 
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Introduction  

Au courant des dernières décennies, une grande importance est accordée à l'étude de l'aspect 

hétérogène des matériaux. La prise en compte des hypothèses microstructurales est de plus en 

plus importante dans le cadre de la modélisation des matériaux et des structures.  

L'homogénéisation numérique basée sur l'analyse élément finis est de plus en plus utilisée 

dans l'étude des matériaux hétérogènes. L'utilisation de cette méthode résulte des limites que 

connaissent les méthodes numériques conventionnelles telles que l'analyse élément finis en 

utilisant un modèle de cellule élémentaire a étudier le comportement d'un matériau en prenant 

en considération les différentes phases constitutives de sa microstructure. L'efficacité de cette 

méthode est prouvée, elle est utilisée avec succès dans l'étude de la réponse mécanique des 

matériaux élastoplastiques poreux [218, 219]. Elle est également utilisée pour obtenir l'effet 

du renforcement d'un composite sur sa réponse globale [220-223] et l'influence de la 

microstructure sur la conductivité thermique.  

Cette méthode est également utilisée dans le cadre de l'étude du comportement mécanique des 

matériaux poreux. Son avantage réside dans sa capacité a prendre en considération la porosité 

d'une manière explicite et aussi en se basant sur les propriétés microstructurales réelles du 

matériau étudié. Parmi les études ayant eu recours à cette méthode, on trouve Bilger et al. 

[224, 225], Fritzen et al. [196], Khdir et al. [91, 226] et Bourih et al. [227].  

Dans ce chapitre, nous nous intéressons à la réponse mécanique globale des matériaux poreux. 

Une brève revue bibliographique est proposée où les différentes méthodes d'homogénéisation 

sont exposées. Ensuite, une investigation sur le comportement mécanique des matériaux 

poreux en prenant en considération une large gamme de taux de porosité est réalisée. Le 

concept du volume élémentaire représentatif (VER) est utilisé. Une comparaison entre les 

résultats obtenus numériquement et les modèles analytiques disponibles dans littérature est 

faite. Enfin, un modèle représentatif du comportement mécanique des matériaux poreux à 

différents taux est proposé. Une validation expérimentale du modèle est également faite avec 

l'intégration numérique du modèle obtenu.   

 

IV.1 Etude bibliographique  

IV.1.1 Le concept de l'homogénéisation  

Les techniques d'homogénéisation sont généralement utilisées pour obtenir les propriétés 

mécaniques effectives d'un milieu homogène représentant le milieu hétérogène à l'échelle 

macroscopique. 
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Figure IV.1) Illustration d'un problème à deux échelles [228] 

Plusieurs méthodes d'analyse ont été utilisées afin d'étudier un volume représentatif d'une 

microstructure hétérogène. Cette procédure est connue sous le nom de Volume Elémentaire 

Représentatif (VER) [229-232]. Le terme VER à été expliqué par Hill [233] et détaillé par 

Hashin [234, 235]. La détermination des propriétés effectives de la microstructure en détail 

est faite par le moyen d'analyse locale. Il est alors possible d'établir une relation entre la 

déformation effective ou moyenne du VER et la déformation locale [236].  

Les propriétés globales d'un milieu hétérogène sont gouvernées par les propriétés de ses 

constituants et les propriétés effectives sont obtenues par homogénéisation en utilisant un 

élément de volume représentatif. La contrainte moyenne et la déformation moyenne dans le 

VER peuvent être définies respectivement par les équations suivantes :  

     
1

( )ij ij

V

x dv
V

                   (IV.1) 

                
1

( )ij ij

V

x dv
V

                   (IV.2) 

où V  représente le volume du VER.  

Pour obtenir les propriétés effectives d'un matériau en utilisant le principe d'homogénéisation, 

plusieurs méthodes ont été proposées. Dans ce qui suit, nous allons exposer les différentes 

méthodes disponibles dans la littérature. 

 

IV.1.2 Les méthodes d'homogénéisation  

Les travaux qui ont été réalisés dans ce sens considèrent l'homogénéisation comme un 

processus à deux échelles qui a pour but d'obtenir une réponse globale en termes de 

comportement mécanique ou thermomécanique d'un matériau hétérogène. L'homogénéisation 

peut être interprétée comme étant le remplacement du milieu hétérogène par un milieu 

homogène dont le comportement mécanique est le même. L'échelle microscopique est 

caractérisée par les champs de contraintes-déformations qui présentent des fluctuations et des 

oscillations qui sont relatives à la taille de l'échantillon. Cependant, les oscillations ne peuvent 

être constatées qu'à l'échelle microscopique. Certains phénomènes ayant une conséquence à 
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l'échelle macroscopique peuvent être observés comme la propagation des fissures, 

l'endommagement et la rupture. 

Deux principales méthodes sont recensées dans la littérature concernant l'homogénéisation. 

La méthode asymptotique et la méthode moyenne. Pour la méthode asymptotique [237-242], 

quelques équations ont été proposées. Elles dépendent de la relation constitutive à l'échelle 

microscopique et de la déformation inélastique du problème entre la matrice et l'inclusion ou 

durant l'endommagement. Quant à l'approche du champs moyen [243-245], elle utilise la 

méthode de moyennisation pour obtenir les valeurs moyennes de la contrainte et la 

déformation à l'échelle macroscopique.  

Les points essentiels dans la théorie de l'homogénéisation sont le VER, l'homogénéité 

statistique, la symétrie du matériau, l'homogénéisation et la localisation, l'homogénéisation 

par champs moyen ainsi que l'approche micromécanique.  

IV.1.2.1 Définition du VER 

Comme il a été mentionné au préalable dans ce chapitre, le terme a été introduit par Hill [233] 

qui a défini le VER comme une entité structurale d'un matériau hétérogène qui contient un 

nombre suffisant d'inclusions de telle sorte que les propriétés soient indépendantes du 

déplacement des limites ou des allongements. Plusieurs approches utilisant le principe du 

VER pour étudier un milieu hétérogène ont été développées, ces approches peuvent donner 

des estimations différentes qui dépendent des dimensions du VER et de la zone globale 

d'intérêt [236]. Il est important de savoir que les dimensions du VER et le choix de la méthode 

d'analyse peut affecter la précision des résultats. 

La détermination du VER est une étape primordiale dans le processus de l'homogénéisation. Il 

est nécessaire de déterminer le nombre de phases contenues dans ce dernier, déterminer le 

comportement, la répartition spatiale et la géométrie de chaque phase.  

En élasticité, le comportement de chaque phase est donné par :  

     ( ) ( ) ( )ij ph ijkl ph kl phC                 (IV.3) 

et  

     ( ) ( ) ( )ij ph ijkl ph kl phS                  (IV.4) 

avec  

     
1( ) ( )ijkl ph ijkl phC S                 (IV.5) 

où : ( )ij ph  et ( )ij ph  représentent respectivement les tenseurs des contraintes et déformations  

locales de chaque phase "ph" et ( )ijkl phC  et ( )ijkl phS  sont respectivement des tenseurs d'ordre 4 

de rigidité et de souplesse de chaque phase "ph".  
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IV. 1.2.2 Homogénéisation statistique 

En supposant un milieu hétérogène contenant des particules ou des vides, les propriétés 

mécaniques et physiques peuvent varier d'un point à un autre. En général, un milieu 

hétérogène possède une distribution aléatoire des propriétés. Toutes les probabilités doivent 

êtres connues et considérées. Un élément de volume sélectionné à partir de la structure étudiée 

doit être indépendant de l'emplacement du volume dans sa globalité. D'un point de vue 

statistique, un élément de volume doit être représentatif  du milieu hétérogène étudié. Un 

milieu hétérogène peut être transformé en un milieu homogène en utilisant l'homogénéisation 

statistique. Les propriétés moyennes deviendraient alors des propriétés effectives [229, 234, 

235, 246-249]. 

IV.1.2.3 Symétrie du matériau  

Parmi les hypothèses de l'homogénéisation statistique, la symétrie du matériau peut être 

envisagée. Pour un milieu hétérogène contenant des inclusions ou des vides. Il est considéré 

avec des groupes ou des grilles de particules ou de vides. Par exemple, si la grille de 

particules ou des vides est rectangulaire, l'orthotropie sera alors supposée, et pour une grille 

hexagonale et une distribution aléatoire des particules, la microstructure est supposée isotrope. 

Pour des grilles carrées, une symétrie carrée est supposée [235, 246]. 

IV1.2.4 Homogénéisation et localisation  

Le but de l'approche micromécanique basée sur la mécanique des milieux continus est 

d'établir un pont entre les différentes échelles pour décrire les relations entre les propriétés et 

la microstructure des matériaux hétérogènes. Le pont de la longueur d'échelle implique deux 

principales thèses : Le comportement à l'échelle macroscopique doit être estimé ou cerné en 

fonction des informations obtenues à l'échelle microscopique et le principe d'homogénéisation 

doit être appliqué. Le deuxième point est la réponse locale à l'échelle microscopique qui doit 

être déduite des conditions de chargement à l'échelle macroscopique. La réponse qui 

correspond au champ local dans un matériau hétérogène correspond à la localisation ou à la 

réduction d'échelle. La localisation peut être plus exigeante que l'homogénéisation étant donné 

la dépendance du champ local au détail de la géométrie locale des constituants [235, 246, 250, 

251].  

IV.1.2.5 Homogénéisation par la méthode du champ moyen 

C'est une approche semi-analytique utilisée pour la modélisation des matériaux hétérogènes. 

Elle se base sur l'extension des résultats établis par Eshelby pour une inclusion singulière 

[252]. Cette méthode a été établie initialement pour les matériaux composites mais elle peut 

être étendue aux matériaux poreux en supposant que l'un des composants est un vide de 

rigidité nulle. La méthode du champ moyen donne des estimations du comportement des 

matériaux hétérogènes à l'échelle macroscopique pour des temps de calcul raisonnables. Pour 

prendre en considération l'interaction entre les inclusion par moyennisation, d'autres 

hypothèses ont été introduites comme le schéma de Mori-Tanaka [248] ou bien le schéma 

self-consistant [253]. Les méthodes multi-échelles d'homogénéisation et plus particulièrement 
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la méthode du champ moyen peut prédire avec précision le comportement macroscopique des 

matériaux hétérogènes en prenant en considération les comportements non-linéaires 

irréversibles à l'échelle microscopique des composants [243, 245, 254].  

IV.1.2.6 Approches micromécaniques 

A travers la détermination des relations constitutives et la mise en place de quelques 

hypothèses à l'échelle microscopique pour les champs de contraintes et de déformations, les 

problèmes d'élasticité sont résolus analytiquement. La première tentative est la loi des 

mélanges et des méthodes bien plus avancées ont vu le jour depuis la dernière théorie 

d'Eshelby [252]. Des algorithmes avancés sont requis pour prédire le comportement global 

des matériaux hétérogènes. Les modèles micromécaniques sont utilisés dans une grande 

variété de problèmes pour expliquer les mécanismes locaux et la mécanique qui gouverne la 

déformation macroscopique élastoplastique des milieux solides hétérogènes. Le point 

important est de fournir le comportement global à partir de propriétés connues des 

constituants individuels et leurs interactions détaillées. 

Quand un modèle numérique est utilisé, le comportement de la structure hétérogène doit être 

connu pour prédire le comportement des agrégats. La modélisation micromécanique offre 

certaines possibilités d'analyse des matériaux hétérogènes à l'échelle microscopique dans le 

but de retrouver ensuite les propriétés macroscopiques [255]. Quelques caractéristiques 

communes ont été utilisées dans la plupart des approches micromécaniques comme la 

définition géométrique du VER qui possède les caractéristiques fondamentales de la 

microstructure. La description du comportement global de chaque phase et l'interaction entre 

les différentes phases. Et enfin, lancer la procédure d'homogénéisation basée sur le VER pour 

obtenir le comportement global à l'échelle macroscopique. 

 

IV.1.3 Approches numériques de l'homogénéisation 

Dans certains cas, comme par exemple pour les microstructures aléatoires, il est compliqué 

d'obtenir une solution analytique. En effet, la détermination des champs de contrainte et de 

déformations, l'analyse de la concentration des contraintes ainsi que le regroupement des 

inclusions peut s'avérer être un véritable challenge en utilisant les approches analytiques 

classiques. Les méthodes numériques constituent une solution efficace quant à leur aptitude a 

calculer directement les champs moyens de contrainte et déformation en représentant 

explicitement les détails des microstructures [218, 224, 226, 229].   

Le point le plus important dans l'homogénéisation numérique est la taille du VER qui doit être 

assez petit d'un point de vue numérique mais assez grand d'un point de vue mécanique. Il doit 

aussi satisfaire les conditions de représentativité du milieu hétérogène considéré et aussi 

regrouper toutes les propriétés de ce milieu. La convergence des propriétés effectives du VER 

sont présentées par Hill [246]. D'autres recherches se sont intéressées à la convergence des 

propriétés effectives d'un point de vue VER [256, 257] et d'autres chercheurs ont déterminé la 

taille du VER en se basant sur des calculs statistiques [258, 259]. Ces recherches ont été faites 
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afin de prouver que la théorie de l'homogénéisation est valable pour les matériaux hétérogènes 

non périodiques.  

Des simulations de type Monte Carlo sont utilisées pour prédire les propriétés effectives des 

matériaux hétérogènes. La méthode est basée sur la répétition des quelques expériences qui 

dépendent de quelques variables aléatoires. En utilisant les valeurs moyennes des résultats 

pour plusieurs réalisations, la même précision peut-être obtenue [218, 229]. Kanit et al. [229] 

ont étudié un solide composé de polycristaux et de grains. Ils ont calculé les propriétés 

moyennes et la variance des propriétés thermiques et élastiques en utilisant les cellules 

tridimensionnelles de Voronoi via la méthode Monte Carlo. Ils ont présenté les résultats de 

convergence des propriétés élastiques et thermiques et ont discuté la variation des résultats 

obtenus en fonction de la taille du VER. Le nombre de réalisations choisi est basé sur la taille 

du VER. Plus le VER est petit plus le nombre de réalisations augmente.  

Le concept de Hill [233] stipule que les relations entre la contrainte et la déformation du 

volume moyen doivent être les mêmes quelques soient les conditions aux limites utilisées. 

Cela veut dire que les différentes interprétations de la loi de Hooke sont équivalentes [260]. 

Le concept repose sur le fait qu'un grand volume du matériau doit être considéré afin de faire 

en sorte que la dépendance des conditions aux limites disparaisse. Les conditions aux limites 

de type Dirichlet (Déplacement imposé) sont données par l'équation suivante :  

      i iu x                 (IV.6) 

où u  est le déplacement,   est le volume moyen (ou aire moyenne) et x  est le vecteur 

position.  

L'autre type de conditions aux limites est dite de type Neumann (Contrainte imposée), elle 

s'exprime comme suit : 

            i im                   (IV.7) 

où   est la contrainte de traction,   est la contrainte moyenne du volume (ou aire) et m  est 

une normale unitaire aux limites.  

En mécanique des structures, quand une structure hétérogène est étudiée, l'objectif est de 

remplacer les constituants non-homogènes avec d'autres homogènes (simplifiés). En pratique, 

il est possible de déterminer leurs propriétés globales expérimentalement, mais pour la 

plupart, cela demeure compliqué. Au cours des derniers décennies, plusieurs méthodes dans le 

domaine de la mécanique du solide ont été développées théoriquement pour prédire les 

propriétés effectives des matériaux hétérogènes directement à partir de leurs phases et les 

morphologies de ces dernières. Comme cela a été mentionné au préalable, de grands progrès 

ont été faits pour la résolution des problèmes élastiques-linéaires. Les problèmes non-linéaires 

n'ont pas atteints ce stade de développement. il y a une grande nécessité d'incorporer plus 

d'informations à propos des mécanismes des petites perturbations dans les modèles 

phénoménologiques de plasticité qui sont communément appelés homogènes. La contrainte 

locale, la rupture ductile, la concentration des contraintes, tous ces phénomènes à petite 



                                   Chapitre IV Homogénéisation numérique des matériaux ductiles poreux  
 

110 
 

échelle ne sont pas compréhensibles d'un simple point de vue contrainte-déformation 

moyennes (modèles classiques). Une estimation précise des propriétés non-linéaires globales 

requière des efforts considérables d'un point de vue numérique. Les simulations numériques 

en utilisant la méthode élément finis jouent un rôle clé dans l'homogénéisation des matériaux 

hétérogènes [261]. 

IV.1.3.1 Milieux hétérogènes périodiques 

Un milieu périodique est défini par une cellule unitaire et trois vecteurs de translation 

invariants. Le choix d'une cellule élémentaire est motivé par les différences dans les symétries 

géométriques qui peuvent être utilisées dans les calculs numériques des problèmes locaux. Il y 

a plusieurs exemples, comme une grille hexagonale (approximée par une cellule élémentaire 

axisymétrique) qui est considérée comme étant la cellule élémentaire la plus simple. Les 

conditions de périodicité de ce type de cellule unitaire sont difficiles a manipuler avec les 

codes numériques standards et il est plus simple de considérer une cellule élémentaire. Un 

exemple est illustré par la figure IV.2. 

 

 

 

 

 

 

 

 Figure IV.2) Grille hexagonale approximée à une cellule unitaire axisymétrique  

IV.1.3.2 Milieux hétérogènes aléatoires 

Les microstructures hétérogènes contiennent des phases qui sont distribuées aléatoirement. 

Plusieurs recherches ont été menées sur les microstructures aléatoires [262-266]. Des 

comparaisons ont été faites entre les propriétés globales des matériaux hétérogènes résultant 

de la modélisation de microstructures régulières et aléatoires. Il a été expliqué qu'il y avait une 

différence significative surtout quand la réponse est non-linéaire. Toutes ces considérations 

sont supposées pour le cas des petites déformations. L'effet de la distribution spatiale des 

hétérogénéités sur le comportement macroscopique est discuté dans Kouznetsova et al. [267]. 

Récemment, des VER tridimensionnels ont fait l'objet de quelques recherches à l'image de 

Bilger et al. [224] qui ont montré l'effet de la distribution non-uniforme des vides sur la 

réponse globale des matériaux poreux en utilisant la simulation numérique. Ils ont proposé un 

outil d'analyse d'images pour la caractérisation de la distribution de la porosité et ils ont posé 

des hypothèses pour l'implémentation des vides pour l'obtention des différentes 

microstructures. Les microstructures bidimensionnelles qui sont étudiées dans Bilger et al. 
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[224] sont présentées dans la figure IV.3. Dans le modèle booléen classique, les centres sont 

implantés arbitrairement par le biais du processus de poisson avec aucune condition sur leur 

position relative. Cependant, les vides peuvent se chevaucher (Figure IV.3a). Une contrainte 

peut être imposée quant à la distance minimale qu'il peut y avoir entre les vides afin d'éviter 

les chevauchement. Une distance de zéro pour le modèle "Hard sphere" (Figure IV.3b) et une 

distance strictement positive pour le modèle "Cherry pit" (Figure IV.3c) dans lequel les vides 

ne peuvent ni se chevaucher ni être en contact. 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.3) Microstructures poreuses bidimensionnelles [224] 

Ghosh et al. [268] ont proposé un modèle élastoplastique qui prend en considération les 

détails de la microstructure pour modéliser les matériaux poreux et les matériaux composites. 

Une analyse à deux échelles a été utilisée avec une méthode d'homogénéisation asymptotique 

et un modèle élément finis basé sur une cellule de Voronoi pour la microstructure détaillée. 

Des microstructures avec différentes formes et distributions sont étudiées que ce soit pour les 

matériaux poreux ou les matériaux composites. 

Dans cette première partie, nous avons abordé l'étude du comportement mécanique des 

matériaux hétérogènes en utilisant l'homogénéisation. Les différentes méthodes 

d'homogénéisation sont citées. Cette technique permet de traiter différents problème avec une 

précision appréciable. Elle permet également d'obtenir la réponse recherchée à l'échelle 

macroscopique tout en prenant en considération les détails de propriétés mécaniques et 

morphologiques de différentes phases constitutives à l'échelle microscopique.  

Dans ce qui suit, la méthode d'homogénéisation numérique basée sur l'analyse élément finis 

est utilisée pour mener une investigation sur le comportement mécanique des matériaux 

poreux. Une large gamme de taux de porosité est considérée. L'objectif est d'obtenir la 

réponse mécanique globale à l'échelle macroscopique en prenant en considération les 

propriétés microstructurales à l'échelle microscopique. Les résultat obtenus par analyse 

élément finis sont ensuite comparés aux prédiction de quelques modèles analytiques 

disponibles dans la littérature. Une modélisation des différents cas de figures étudiés est 

également proposée.  
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IV.2 Homogénéisation numérique des matériaux élastoplastiques poreux  

En premier lieu, les détails concernant les propriétés mécaniques et les hypothèses de 

comportement du matériau sont données. Ensuite, la génération des VER étudiés ainsi que la 

morphologie des constituants sont discutées. Les détails de l'analyse élément finis sont 

également donnés. Les résultats obtenus sont ensuite exposés, discutés et exploités dans le 

cadre de la modélisation du comportement mécanique des matériaux poreux.  

IV.2.1 Hypothèses de comportement du matériau 

La matrice est considérée incompressible avec les propriétés mécaniques suivantes : 

200 , 0.3E GPa    et 100e MPa   avec un comportement supposé élastique parfaitement 

plastique. Afin de pouvoir effectuer une comparaison entre les résultats obtenus et les 

modèles analytiques disponibles dans la littérature, la non-linéarité géométrique est supposée. 

Le tenseur infinitésimal des déformations   est défini comme la partie symétrique du 

gradient du champs de déplacements u . La surface des vides est non chargée . 0t n   sur 

  qui est supposé être la frontière sphérique du vide. Deux échelles sont supposées pour le 

matériau :  Une échelle pour laquelle les pores sont observables (petite échelle) et une échelle 

pour laquelle la réponse globale du matériau considéré est recherchée. Le volume total est 

noté V , le volume de la matrice est mV  et le volume du vide est donné par /mV V . Les deux 

échelles sont supposées indépendantes. Le déplacement des vides est supposé nul.  
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c  est la déformation du vide due à la déformation de ses frontières. Pour plus de détails, voir 

Hori et Nemat-Nasser [269]. 

 IV.2.2 Génération de la microstructure 

Pour modéliser le comportement mécanique des matériaux poreux, un grand intervalle de taux 

de porosités est considéré. La fraction volumique des cavités varie de 0.1% à 24% dans le but 

de prendre en considération une large gamme de matériaux poreux. Les vides sont supposés 

de forme sphérique. Pour la génération des vides en prenant en considération chaque couple

 ,f N , des points 1 2 3, , ,... ,...i nM M M M M  sont choisis arbitrairement en utilisant le 

processus de poisson. L'algorithme de génération et donné par la figure IV.4 et un exemple de 

génération de cavités est donné par la figure IV.5 

 

p=0.1

% 

p=0.1

% 
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Figure IV.4) Algorithme de génération des microstructures 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.5) Génération des vides via le processus de Poisson 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.6) Microstructures étudiées 

Paramètres de la microstructure , , , ,N P R a V  

Tirage aléatoire des centres (Poisson)
iM   Tirage aléatoire des centres (Poisson)
iM   

Mesure de la distance de répulsion 
*a  

Test 
*a a  ? 

Oui Non Fin de 

l'algorithme 
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Le processus donne les centres des vides en accord avec l'algorithme de type Random 

Sequential Addition. Chaque iéme vide sphérique ( 1,2,... )i n  correspond à un centre iM . 

Plus de détails sur la méthode sont donnés dans Kanit el al. [229, 270] . Une condition de non 

percolation des cavités de l'ordre de 2.5% de leur diamètre est imposée pour la génération 

aléatoire de la microstructure. La fraction volumique du vide " "f  est reliée au nombre de 

vides " "N par la relation suivante :  

       
34

3

NR
f

V


                (VI.11) 

Les différentes microstructures étudiées sont données par la figure IV.6 

IV.2.3 Maillage élément finis 

Pour la discrétisation spatiale du VER, un maillage raffiné est directement utilisé dans le but 

d'éviter une étude de convergence du maillage qui peut s'avérer couteuse en termes de temps 

de calcul. Une étude de convergence du maillage a été réalisée dans l'étude de Bourih et al. 

[227] sur un VER discrétisé entre 5000 et 450000 éléments. La densité sélectionnée est de  

27000 éléments. Dans la présente étude, la densité minimale est de 170000 éléments est 

sélectionnée pour chaque simulation dans le but d'obtenir des résultats précis et une meilleure 

illustration des champs des contrainte et déformation et éviter les instabilités numériques dues 

à la génération indépendante des deux phases. Chaque VER est maillé avec des éléments 

tridimensionnels à dix nœuds avec intégration réduite (C3D10R). Un exemple de VER maillé 

est donné par la Figure IV.7. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.7) Maillage élément finis d'un VER 

Les deux phases sont générées séparément et un maillage raffinée est automatiquement 

imposé là où le vide est supposé dans le but d'obtenir une meilleure description des 

concentrations de contraintes à proximité des vides qui conduisent à la coalescence des 

cavités et donc à la rupture. 
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IV.2.4 Les conditions aux limites 

L'objectif de cette partie est de vérifier l'influence de la triaxialité des contraintes qui est 

définie par /m eq   sur la réponse mécanique globale, le but étant d'estimer la dépendance de 

la réponse globale en termes de contrainte seuil vis à vis de la pression. D'autre part, la 

triaxialité des contraintes doit varier sans faire varier du taux de contrainte d'une manière 

importante. Afin de satisfaire cette dernière condition, nous avons opté pour des conditions 

aux limites périodiques mixtes. La variation de la triaxialité des contraintes est contrôlée par 

deux paramètres de chargement ,   qui sont introduits afin de contrôler les composantes de 

la diagonale du tenseur global des déformations E . Pour une simulation de période t  les 

conditions aux limites sont :   
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               (IV.12)  

0 0   est le taux de déformation de référence et t  est le temps de simulation. Ces conditions 

sont reproduites uniquement en imposant un déplacement normal moyen sur la surface du 

VER.  
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Pour un chargement particulier, la contrainte moyenne de cisaillement sur la surface du VER 

disparait et la composante de cisaillement dans le tenseur global des contraintes est toujours 

égale à zéro. Ceci implique que la contrainte de von Mises (eq IV.13) et la contrainte 

hydrostatique (eq IV.14) sont toujours dépendantes des composantes diagonales du tenseur 

global des contraintes. La triaxialité des contraintes est indirectement calculée en utilisant la 

contrainte équivalente de von Mises et la contrainte hydrostatique qui sont définies 

implicitement par les conditions aux limites mixtes à travers les deux paramètres de 

chargement   et  . Les différentes valeurs utilisées pour ces paramètres pour faire varier le 

taux de triaxialité des contraintes sont données dans le tableau IV.1. 

i  1 2 3 4 5 6 7 8 9 

i  1.00 1.00 1.00 1.00 1.00 1.00 1.00 0.50 0.00 

i  0.00 0.05 0.10 0.15 0.25 0.50 1.00 1.00 1.00 

Tableau IV.1) Paramètres de chargement utilisés lors des simulations 
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IV.2.5 Résultats et discussions  

IV.2.5.1 Représentativité 

Pour la représentativité du volume élémentaire, le nombre de vides choisis doit être 

suffisamment important. La représentativité est largement étudiée. Huet [271] l'a étudiée en 

termes de réponse mécanique en utilisant l'approche variationnelle. Drugan et Willis [272] ont 

étudié les composites élastiques d'un point de vue non local. Ils ont aussi mené une 

investigation sur la taille du volume élémentaire représentatif. Dans leur étude,  Khdir et al. 

[218] ont montré que la taille minimale du VER dans la phase non linéaire doit être plus 

importante que le minimum requis pour la phase linéaire. 

Dans la présente investigation, une étude de convergence est faite sur un VER contenant une 

fraction volumique du vide de 10% avec une variation du nombre de vides. Plusieurs 

simulations sont réalisées sur des VER constitués d'une matrice de von Mises poreuse 

contenant un nombre de vides sphériques allant de 1 à 200. Les résultats de l'étude de 

convergence sont donnés par la figure IV.8. Nous pouvons en conclure que les résultats entre 

100 et 200 vides sont très proches. Un VER contenant 100 vides est suffisant pour être 

représentatif de la microstructure étudiée. La même conclusion a été tirée par Bourih et al. 

[227] et Khdir et al. [91]. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.8) Etude de convergence en termes de nombre de vides pour f=10% 

Les résultats obtenus montrent que l'erreur est non négligeable quand on compare la réponse 

de la cellule élémentaire à celle d'un VER dont le nombre de vides distribués aléatoirement 

est important. Cela prouve que le modèle prenant en considération une cellule élémentaire 

présente des imprécisions quand la solution globale est recherchée.  

On peut aussi conclure à partir de cette investigation que la convergence est atteinte à partir 

de 100 vides et quand on compare les résultats avec ceux d'un VER contenant 200 vides, le 

pourcentage d'erreur est proche de 0%. Ces résultats nous permettent de choisir un VER de 

100 vides pour notre investigation afin de réduire les coûts en termes de temps de calcul. 
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IV.2.5.2 Réponse asymptotique de la contrainte 

Pour la détermination de la réponse en termes de contraintes pour chaque VER, la contrainte 

équivalente de von Mises ainsi que la contrainte hydrostatique sont tracées en fonction d'un 

temps de chargement adimensionnel. La contrainte macroscopique à la fin de la simulation est 

utilisée. Il est vérifié que les valeurs de la contrainte à la fin de l'analyse sont stationnaires c.-

à-d. pas de changement au niveau de la contrainte macroscopique quand la déformation 

augmente. La contrainte de von Mises en fonction de la contrainte hydrostatique est aussi 

représentée pour chaque simulation pour évaluer la dépendance de réponse mécanique globale 

à la pression, et aussi pour comparer les résultats obtenus par analyse élément finis à ceux 

obtenus par le biais des modèles analytiques disponibles dans la littérature. Les résultats 

obtenus en termes de contraintes de von Mises et hydrostatique en fonction du temps 

d'analyse sont donnés comme suit pour le cas de f=24% :    

 

 

 

 

 

 

9 

Figure IV.9) a) Contrainte de von Mises pour f=0.24, b) Contrainte hydrostatique pour 

f=24% 

Pour chaque fraction volumique, les deux contraintes sont données en fonction d'un temps 

adimensionnel pour évaluer la réponse asymptotique de la contrainte des matériaux 

élastoplastiques poreux. Le cas de 24%f   est donné par la figure IV.9 pour les 09 

conditions de chargement. Les figures IV.9a) et IV.9b) montrent que la contrainte de von 

Mises et la contrainte hydrostatique sont inversement proportionnelles en fonction de la 

triaxialité des contraintes. Nous pouvons en conclure que le VER est assujetti à une contrainte 

stationnaire quand la déformation plastique est atteinte. La réponse globale en termes de 

contrainte à la fin de la simulation est utilisée afin de déterminer la surface de charge qui sera 

comparée aux prédictions des modèles disponibles dans la littérature.  

IV.2.5.3 Champs de déformation plastique 

La déformation plastique équivalente dans le VER est donnée pour chaque fraction volumique 

du vide étudiée dans la figure IV.10. Trois conditions de chargement sont choisies pour 

chaque taux de porosité : , (1,0)  correspond au taux de triaxialité le plus faible, , (0,1) 

est considéré comme étant le taux le plus important et , (1,1/ 4)  est un taux intermédiaire. 

La représentation des champs de déformation plastique pour chaque cas à la fin de la 

  

a)

) 

b)

) 
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simulation est donnée. Il est reconnu que les bandes de cisaillement apparaissent quand le 

taux de triaxialité est plus important [224]. On peut aussi voir que la plasticité est plus diffuse 

quand la fraction volumique des vides est plus importante. Cela peut être expliqué par une 

plus grande concentration de contraintes étant donné une distance intra-cavités plus faible. 

Ceci conduit naturellement à une coalescence des cavités plus rapide et ainsi à la rupture à 

l'échelle macroscopique.  

A partir de la figure IV.10, nous pouvons constater que pour les faibles fractions volumiques 

( 5%) la déformation plastique est faible. Ceci est dû à l'éloignement relatif des cavités. A 

partir de la figure IV.10a),b),c),d), nous pouvons constater que la déformation plastique 

débute à partir des cavités. Ceci est dû à la concentration des contraintes dans ces zones. 

  , (1,0)              , (1,1/ 4)                             , (0,1)    
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Figure IV.10) Déformation plastique équivalente en fonction du taux de triaxialité a) f=0.1%, 

b) f=1%, c) f=2.5%, d) f=5%, e) f=10%, f) f=20%, g) f=24% 
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f) 

 

g) 
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La déformation plastique est plus diffuse quand la triaxialité des contraintes est plus 

importante. Pour les taux de porosité plus importants ( 5%)
 nous pouvons observer un grand 

taux de déformation plastique. La déformation plastique augmente avec l'augmentation du 

taux de triaxialité et cette augmentation est d'autant plus importante avec l'augmentation de la 

fraction volumique des cavités. Ces résultats sont en accord avec la réponse en termes de 

contraintes obtenue pour chaque cas. La contrainte seuil est plus importante pour les taux de 

porosités faibles et le seuil diminue avec l'augmentation du taux de triaxialité des contraintes. 

IV.2.6 Modélisation analytique 

Les résultats en termes de contrainte de von Mises en fonction de la contrainte hydrostatique 

sont donnés par la figure IV.11 dans le but de montrer l'évolution de la dépendance à la 

pression en fonction de la fraction volumique des vides. Cette étape est la première pour 

comparer les résultats obtenus par analyse élément finis avec la réponse des modèles 

analytiques. Comme dans les études antérieures sur le sujet [91, 196, 226, 227], une tendance 

générale est observée quand la contrainte de von Mises est représentée en fonction de la 

contrainte hydrostatique. 
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Figure IV.11) Contrainte de von Mises en fonction de la contrainte hydrostatique pour a) 

f=0.1%, b) f=1%, c) f=2.5%, d) f=5%, e) f=10%, f) f=20%, g) f=24% 

Les résultats obtenus sont comparés à certaines prédictions de modèles analytiques pour 

vérifier la précision de l'analyse élément finis menée au courant de cette étude ainsi que les 

capacités des modèles analytique a donner une réponse précise pour ce qui est de la surface 

seuil des VER étudiés. Les résultats obtenus sont donnés par la figure IV.12, a noter que "PC" 

est le modèle de Ponte-Castañeda, GT est le modèle de Gurson modifié par Tvergaard, Fritzen 

est le modèle obtenu par Fritzen al. [196], Gurson est le modèle original de Gurson et FEA 

représentent les résultats obtenus par analyse élément finis en utilisant l'homogénéisation 

numérique. 
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Figure IV.12) Résultats des simulations en comparaison avec les modèles analytiques pour a) 

f=0.1%, b) f=1%, c) f=2.5%, d) f=5%, e) f=10%, f) f=20%, g) f=24% 

Dans la présente étude, Une modification du modèle GT est proposée en couplant la porosité 

aux paramètres de calibrage iq . Une fonction linéaire est attribuée pour 1q  dans le but de lier 

la porosité à ce paramètre. Le but de cette initiative est d'étendre le modèle de Gurson aux 

matériaux hautement poreux et aussi s'affranchir des paramètres n'ayant pas de signification 
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physique. Le modèle obtenu est décrit comme suit : Le critère basique est le même que celui 

du modèle GTN. Les coefficients iq  sont donnés comme suit :  

     

1

2

2

3 1

.

1

q A B f

q

q q

  







                         (IV.15) 

Les deux paramètres A  et B  sont obtenus par le biais d'une régression linéaire et les valeurs 

moyennes obtenues pour toutes les fractions volumiques étudiées sont 1.5A   et 1B  . Le 

modèle peut être écrit comme suit : 

                           

               

22

2

2

0 0

33 3
2 cosh 1 0

2 2 2

eq mf f f f
 

      
                   

           (VI.16) 

A partir des résultats obtenus (Figure IV.12), nous pouvons constater que les modèles GT et 

PC sont respectivement une borne inférieure et supérieure. Pour de faibles taux de porosités

( 5%) , le modèle GT, celui de  Fritzen et al. ainsi que le modèle proposé dans la présente 

étude donnent des résultats satisfaisants en comparaison avec ceux obtenus par élément finis 

en termes de réponse globale de la contrainte. Pour des fractions volumiques de vide plus 

importantes, le modèle GT montre ses limites, seuls les modèles de Fritzen et celui obtenu 

lors de la présente investigation donnent des prédictions satisfaisantes en comparaison avec 

les résultats obtenus par homogénéisation numérique. Nous pouvons constater que les 

prédictions du nouveau modèle sont les plus proches des résultats obtenus par simulation 

élément finis. Ces prédictions sont aussi très proches de celles données par le modèle de 

Fritzen et al. Le modèle GT est performant pour les faibles taux de porosité ( 5%)  mais il 

n'est pas représentatif pour les matériaux hautement poreux. 

IV.2.7 Implémentation numérique  

Dans le but de vérifier la validité de l'approche menée en utilisant l'homogénéisation 

numérique, le modèle obtenu au courant de cette étude est implémenté dans Abaqus en 

utilisant le schéma implicite backward-Euler suivant la méthode du prédicteur élastique - 

correcteur plastique en utilisant l'algorithme d'Aravas [273]. On suppose que la fonction seuil 

  dans cette étude est donnée par l'équation IV.16. Les détails sur le schéma 

d'implémentation sont donnés dans l'annexe C. L'organigramme de l'intégration numérique du 

modèle est donné par la figure IV.13. 

IV.2.8 Validation du modèle GTN modifié 

Les aptitudes du modèle GTN modifié sont testées comparativement au travail expérimental 

de Jia et al. [274] qui ont évalué la relation entre la porosité et les propriétés mécaniques de 

l'alliage Ti-6Al-4V fabriqué par forgeage de poudre compactée. La pièce résultante contient 

une porosité variable allant d'un taux proche de 0% à 5 % de porosité qui est considéré 

comme un taux important pour les matériaux conventionnels. Le modèle est testé pour ce cas 

et la prédiction est comparée à celle donnée par le modèle original de GTN. 
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Figure VI.13) L'organigramme d'intégration numérique du modèle 

Les résultats sont donnés par la figure IV.14 pour le cas de 0 0.64%f   et dans la  figure IV.15 

pour 5%f  . A partir de la comparaison entre les prédictions obtenues à partir des deux 

modèles en comparaison avec l'expérimental, on peut conclure que pour une petite fraction 

volumique c.-à-d. 0.1 %, ... 1%, les deux modèles donnent des prédictions satisfaisantes et les 

résultats obtenus sont proches. Quand la fraction volumique est plus importante c.-à-d. 5%, 

une divergence entre les deux modèles est observée. Le modèle GTN surestime la réponse 

mécanique des matériaux hautement poreux. Les résultats obtenus par le biais du modèle 

modifié sont plus proches des résultats expérimentaux. 

Le modèle obtenu par le biais de l'homogénéisation numérique donne des résultats plus 

satisfaisants quand ils sont comparés aux résultats expérimentaux. Cela confirme les 

comparaisons faites entre l'analyse élément finis et les prédictions obtenus par le biais de 

modèles analytiques. La figure IV.16 donne des comparaisons entre les prédictions obtenues 

en utilisant le modèle GTN et le nouveau modèle pour des taux de porosité bien plus 

importants et nous pouvons constater que la dispersion est bien plus importante avec 

l'augmentation de la fraction volumique des vides.  

 

1. Calcul du prédicteur élastique 

    
.

:
pred e

C    

2. Vérification du critère 

( , , ) 0p r H    

3. Vérification du signe du critère 

 Si 0   : La solution est élastique, aller au prochain incrément  

 Sinon, aller à 4 

4. Initialisation de , , ,p r p r    

5. Calcul des corréctions ,p rC C  

6. Mettre à jour , , ,p r p r    

7. Intégration temporelle des variables d'état H  

8. Vérification de la convergence du schéma d'intégration 

Si oui, aller au prochain incrément 

Si non, aller à 5  

 

9. Critère d'endommagement (coalescence) 

Si oui, * ( )c cf f f f      

Si non, *f f   
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 Figure IV.14) Comparaison entre le modèle GTN et modifié avec un essai de traction 

pour f=0.64% 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure IV.15) Comparaison entre le modèle GTN et modifé avec un essai de traction pour 

f=5% 

A partir de la figure IV.17, une corrélation est faite afin de quantifier la dispersion entre la 

réponse globale donnée par les deux modèles. Ceci peut être considéré comme une validation 

des résultats obtenus par homogénéisation numérique. Le modèle GTN surestime la réponse 

globale et cette surestimation augmente avec l'augmentation de la fraction volumique des 

vides. Dans la figure IV.17, une relation est établie entre la dispersion entre les deux modèles 

et la fraction volumique initiale des vides. Une évolution linéaire de l'erreur est obtenue.  

Les paramètres iq  sont introduits pour prendre en considération l'interaction entre les vides 

étant donné le fait que le modèle original de Gurson échoue a prédire convenablement la 

rupture.   
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Figure VI.16) Comparaison entre le modèle GTN et modifié pour les grand taux de porosité  

 

 

 

 

 

 

 

 Figure IV.17) Dispersion entre les modèles en fonction de la fraction volumique des 

vides 

Wen et al. [275] ont étendu le modèle de Gurson pour prendre en considération l'effet de taille 

des cavités. La surface seuil obtenue est plus large que celle obtenue par le biais du modèle de 

Gurson. Le comportement global est surestimé par ce dernier avec l'augmentation de la 

fraction volumique initiale des vides. L'effet de taille des cavités est donc significatif et la 

différence devient importante. A partir de nos résultats, nous pouvons conclure que le modèle 

GTN surestime la réponse globale en termes de contraintes-déformations et la différence entre 

ce dernier et le modèle proposé augmente de façon linéaire avec l'augmentation de la porosité 

initiale. 

 

Synthèse du chapitre  

Le comportement des matériaux élastoplastiques poreux est étudié dans le présent chapitre en 

utilisant l'homogénéisation numérique et en prenant en considération une large gamme de 
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taux de porosité. La représentativité du volume élémentaire est vérifiée en termes de nombre 

de vides dans le VER. On trouve une différence importante quand on compare les résultats 

obtenus par le biais de la cellule élémentaire et ceux obtenus avec un VER contenant un grand 

nombre de vides. Nous pouvons conclure que le modèle de cellule unitaire échoue à 

reproduire les résultats comparativement à la méthode d'homogénéisation numérique en 

utilisant le concept du VER.  

La variation de la déformation ainsi que la triaxialité des contraintes sont discutées. Comme 

attendu, la déformation plastique est plus diffuse quand la fraction volumique des vides est 

plus importante, Ceci peut être dû à la faible distance intra-cavités qui implique une plus 

grande concentration de contraintes et donc une coalescence des cavités plus rapide. Avec 

l'augmentation de la triaxialité des contraintes, la déformation plastique augmente et les 

bandes de cisaillement apparaissent. Les contraintes de von Mises et hydrostatique sont 

déterminées pour chaque fraction volumique des cavités. Quand la contrainte est saturée c.-à-

d. pas d'augmentation de la contrainte avec l'augmentation de la déformation appliquée, les 

points sont choisis pour comparer les résultats numériques avec les prédictions obtenus à 

partir des modèles analytiques. Un modèle GTN amélioré est obtenu à partir de l'analyse 

élément finis basée sur l'homogénéisation numérique. De nouveaux coefficients sont obtenus 

en utilisant la régression linéaire, le modèle obtenu est plus simple et valable pour une large 

gamme de taux de porosités. Pour les faibles taux de porosités, le modèle GT, celui de Fritzen 

et le modèle obtenu lors de cette étude sont représentatifs des résultats obtenus. Pour des 

fractions volumiques plus importantes, seul le modèle de Fitzen et le modèle obtenu dans la 

présente étude sont représentatifs des résultats. L'avantage du modèle obtenu réside dans sa 

simplicité en gardant 2 1q   et en posant 1q  comme fonction linéaire de la porosité f . Les 

valeurs moyennes obtenues pour les termes de l'équation sont 
3

2
A   et 1B  . Ce qui 

simplifie le modèle et le rend performant pour une large gamme de fractions volumiques des 

cavités.  

Le modèle obtenu est finalement implémenté dans un code élément finis, les prédictions 

obtenues à l'échelle macroscopique sont comparées à celles données par le modèle GTN dans 

le but de reproduire des essais de traction sur un alliage poreux disponibles dans la littérature. 

Nous pouvons en conclure que les modèles donnent la même prédiction pour de faibles taux 

de porosités. Quand le taux de porosité initiale augmente, une divergence est notée entre les 

deux modèles, une différence est observée à partir d'une fraction volumique de 5 %. La 

divergence entre les deux modèles augmente avec l'augmentation de la fraction volumique 

initiale du vide. Une corrélation est obtenue entre la différence en termes de contrainte en 

fonction de la fraction volumique initiale du vide, une évolution linéaire est recensée. Ceci 

peut-être considéré comme une validation des résultats obtenus par homogénéisation 

numérique. 
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Conclusion générale et perspectives  

Ce travail de thèse porte sur l'étude du phénomène de rupture ductile en utilisant plusieurs 

méthodes. L'approche de mécanique de la rupture en l'occurrence le concept de la courbe J-R 

est utilisée pour caractériser à la rupture les matériaux d'un point de vue énergétique. La 

méthode du travail essentiel de rupture qui est considérée comme l'approche inverse de la 

mécanique de la rupture est également utilisée pour la caractérisation des tôles minces en 

acier inoxydable. Une stratégie de détermination des paramètres du modèle de Gurson est 

proposée, elle est basée sur des hypothèses phénoménologiques, ce qui permet d'éliminer les 

paramètres incohérents. Enfin, la réponse mécanique des matériaux poreux est étudiée et une 

optimisation du modèle GTN pour une large gamme de porosités est proposée.  

A l'issue de cette étude, nous avons pu apporter plusieurs réponses qui sont fréquemment 

posées au sein de la communauté scientifique. Le critère J-critique peut quantifier la 

résistance à la rupture mais ne peut pas être considéré comme critère intrinsèque étant donné 

sa dépendance aux paramètres géométriques (épaisseur et longueur du ligament). Néanmoins 

cette dépendance peut être quantifiée. Les résultats en termes d'évolution de Jc en fonction de 

a/w sont en accord avec les résultats disponibles dans la littérature.  

Le travail essentiel de rupture qui est une méthode de caractérisation à la rupture des tôles 

minces. Cette méthode n'est utilisée que dans l'hypothèse de contraintes planes. Dans la 

présente étude, elle a été utilisée avec succès pour la caractérisation à la rupture des tôles en 

acier inoxydable AISI 304L pour deux épaisseurs (0.8 et 1.5 mm). Les résultats obtenus sont 

très proches. A noter que pour une épaisseur de 3 mm, les résultats divergent, ce qui prouve 

que cette méthode n'est valable que pour une certaine limite en termes d'épaisseur.  

La modélisation par zone cohésive est utilisée pour la validation numérique. une corrélation 

est faite au ligament zéro pour le travail de séparation qui est un paramètre de la loi de 

comportement de la zone cohésive. Des résultats similaires au travail essentiel de rupture sont 

obtenus. Cette méthode peut être utilisée pour évaluer la ténacité à la rupture des tôles minces 

et ainsi éviter des essais expérimentaux coûteux en termes d'échantillons à tester.  

Malgré l'efficacité de la méthode du travail essentiel de rupture dans l'évaluation de la ténacité 

à la rupture, elle reste néanmoins dépendante de la géométrie et n'est valable que dans le cas 

de contraintes planes.  

L'approche micromécanique qui est largement représentée par le modèle GTN est utilisée 

comme alternative à l'approche globale. Néanmoins, un des problèmes les plus fréquents lors 

de l'utilisation de ce modèle réside dans l'identification des paramètres adéquats. Une stratégie 

d'identification des paramètres du modèle GTN est proposée dans la présente étude, elle est 

basée sur la déformation à la rupture des éprouvettes. Cette méthode s'avère efficace lors de 

son application sur des éprouvettes axisymétriques entaillées avec variation du diamètre de 

l'entaille. Elle permet d'éviter les jeux de paramètres qui ne concordent pas avec la logique du 

phénomène de rupture ductile. Il est reconnu que les paramètres Nf  est Cf  sont dépendants 
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l'un de l'autre. Avec la présente méthode, la déformation à la rupture C  est utilisée avec 

succès dans la détermination de ces deux paramètres.  

Le modèle GTN est efficace lorsqu'il est utilisé pour modéliser la rupture ductile des 

matériaux dont la porosité initiale est faible. Dans la présente étude, la technique 

d'homogénéisation numérique est utilisée pour étudier la réponse globale d'une large gamme 

de matériaux poreux. Le modèle GTN ainsi que les autres modèles disponibles dans la 

littérature ne sont pas représentatifs des matériaux dont le taux de porosité dépasse 5%. Une 

amélioration du modèle GTN est proposée, elle modélise avec succès le comportement de 

cette gamme de matériaux poreux ainsi que les matériaux dont le taux de porosité est faible.  

 

Pour les travaux futurs, il serait intéressant d'envisager de : 

- Proposer une extension à l'approche globale en prenant en compte plusieurs paramètres 

supplémentaires afin de palier la dépendance aux paramètres géométriques des éprouvettes et 

ainsi résoudre le problème de transférabilité des résultats.  

- Relier l'énergie de rupture à l'évolution de la microstructure des matériaux jusqu'à la rupture 

en prenant en considération les hypothèses microstructurales de la rupture ductile.  

- Utiliser la stratégie établie dans le présent travail pour identifier les paramètres du modèle 

GTN pour des éprouvettes autres que des axisymétriques entaillées et l'étendre à d'autres 

modèles de comportement qui présentent les mêmes problèmes d'unicité du jeu de paramètres.  

- Simuler la déchirure ductile des matériaux dont le taux de porosité est important en utilisant 

le modèle obtenu dans la présente étude. Etendre l'approche en prenant en considération 

l'évolution de forme des cavités.  
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Annexe A : Essais de caractérisation mécanique 

Les éprouvettes testées pour la caractérisation sont illustrées par la figure A.1 :  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Les résultats obtenus en termes de courbes force-déplacement sont données par les figures 

A.2 (Les éprouvettes notées A représentent l'épaisseur de 0.8mm et celles notées en B 

représentent l'épaisseur de 1.5 mm).  

 

 

 

 

 

 

 

 

A partir des figures A.2 et A.3, nous pouvons constater que la réponse obtenue en termes de 

courbe contrainte déformation est la même. Néanmoins, une légère dispersion est notée à la 

fin de l'essai. La moyenne des tous les essais est prise comme référence pour entre autres 

déterminer les paramètres de simulations numériques. 

Les éprouvettes après rupture sont données par les figures  A.4 pour les 0.8 mm et A.5 pour 

les 1.5 mm. Nous pouvons constater que une rupture inclinée survient pour toutes les 

éprouvettes. Ceci est dû à la formation de bandes de cisaillement.  

 

 

Figure A.1) Eprouvettes de traction testées  

  

Figure A.2) Courbes force-déplacement 

des éprouvettes testées 

Figure A.3) Courbes contraintes-

déformation des éprouvettes testées 
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Nous pouvons aussi constater que plus l'épaisseur est importante, plus le faciès de rupture 

contraint.  

  
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

  

Figure A.4) Eprouvettes e=0.8mm 

après rupture 

Figure A.5) Eprouvettes e=1.5mm après 

rupture 
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Annexe B : Essais DENT pour la tôle e=3mm 

En plus des essais DENT effectués et exposés en chapitre II, d'autres éprouvettes ont été 

découpées à partir d'une tôle de 3mm d'épaisseur de la même manière que les éprouvettes 

d'épaisseurs 0.8 et 1.5 mm. Les éprouvettes testées sont données par la figure B.1. Les 

résultats obtenus en termes de courbes force-déplacement sont donnés par la figure B.2. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

A noter une différence entre ce cas de figure et les éprouvettes d'épaisseurs e=0.8 et 1.5mm 

dont les résultats sont donnés dans le chapitre II. Les longueurs de ligaments, la longueur 

minimale pour e=3mm est de L=9mm alors que pour les cas évoqués précédemment il est de 

L=5mm. Cette différence est due à la contrainte imposée par les bornes inférieure et 

supérieure qui dépendent de l'épaisseur.  

 

Figure B.1) Eprouvettes DENT e=3mm testées 

 

Figure B.2) Courbes force-déplacement de la ligne de charge 
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Les résultats obtenus en termes de travail essentiel de rupture, de charge maximale et 

déplacement maximal sont donnés respectivement par les figures B.3, B.4 et B.5. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure B.3) Travail essentiel pour les tôles e= 3 mm 

Figure B.4) Charge maximale pour les tôles e= 3 mm 

Figure B.5) Déplacement maximal pour les tôles e= 3 mm 
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Annexe C : Intégration numérique du modèle de GTN modifié 

Nous supposons dans la présente étude que la fonction seuil est donnée par l'équation IV.16 et 

le potentiel d'écoulement g est dépendant des premier et deuxième invariants du tenseur des 

contrainte notés p  et r ainsi que des variables d'état notées , 1,2,...H i    

              ( , , )p r H                                         (C.1) 

La loi de normalité est donnée par  : 

       
p g





 


                             (C.2) 

Le premier et deuxième invariant sont donnés par : 

     
e

pp p K          (C.3) 

     3e

rr r G          (C.4) 

Les indices e  et p  correspondent à la partie élastique et plastique, K  et G  représentent 

respectivement le module de compressibilité et le module de cisaillement et   représente  

l'incrément. Sous forme différentielle,  nous avons les équations suivantes :  

     0p r

g g

r p
 

 
  

 
                (C.5) 

    ( , , , , )p rH h p r H            (C.6) 

Deux variables d'état sont considérées dans ce modèle, la fraction volumique de la cavité f  et 

la déformation plastique moyenne 
m

r . Le travail plastique équivalent est donné par :   

     0(1 ) :m p

rf             (C.7) 

où     
0(1 )

p rm

r

p r

f

 




 




 
       (C.8) 

Sous forme différentielle, les variables d'état sont donnés par 

    1 1

0(1 )

p rm

r

p r
H h

f

 




   
    


     (C.9) 

    2 2(1 ) m

p rH f f A h                                 (C.10) 

Pour , , ,p r p r   et , 1,2,...,H n    
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La solution est obtenue en utilisant la méthode de Newton, nous choisissons 
p  et r  

comme premières inconnues en utilisant 
pC et rC  comme corrections pour 

p et r . Les 

équations de Newton s'écrivent comme suit :   

    
11 12 1

21 22 2

p r

p r

A C A C b

A C A C b

 

 
              (C.11) 

où les constantes 
ijA  et ib  sont donnés dans l'annexe d'Aravas [273]. Ces équations sont 

résolues pour 
pC et rC .  Les valeurs de 

p  et r  sont alors mises à jour.    

       
p p p

r r r

C

C

 

 

  

  
              (C.12) 

Les valeurs de p  et r  sont corrigées en utilisant (C.3) et (C.4)  

Dans le cas de l'utilisation d'un schéma implicite de résolution par le biais de la méthode de 

Newton-Raphson, il est nécessaire de calculer l'opérateur tangent consistant. Il est donné 

comme suit :  

          
t t

D


 

 
  

 
                (C.13) 

L'opérateur D  définit la variation de la contrainte à t t  relative à la variation de la 

déformation totale à t t . Cet opérateur est également nécessaire pour le calcul de la 

matrice Jacobéenne pour la boucle de Newton utilisée pour résoudre les équation d'équilibres 

globales discrétisées. 

La procédure d'intégration complète contenant toutes les étapes relatives à la méthode 

backward Euler est donnée dans Aravas 1987 [273].  
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Résumé 

L'objectif de cette thèse est de contribuer à l'étude du phénomène de rupture ductile des 

matériaux poreux. Dans un premier temps, une revue bibliographique sur le phénomène de 

rupture ductile est dressée en deux partie. La première partie concerne la mécanique 

élastoplastique de la rupture qui est essentiellement représentée par l'intégrale-J de Rice. La 

deuxième partie est consacrée à l'approche micromécanique de la rupture ductile. Une étude 

expérimentale et numérique est présentée dans le deuxième chapitre. Une étude préliminaire 

basée sur la simulation de la rupture ductile en utilisant les modèles GTN et Rousselier est 

réalisée, puis une étude expérimentale et numérique sur la rupture des tôles en acier 

inoxydable AISI 304L est proposée. Dans un premier temps, une approche hybride combinant 

des essais de rupture sur éprouvettes CT et des simulations numériques en utilisant le modèle 

GTN pour évaluer la ténacité à la rupture est proposée. La méthode du travail essentiel de 

rupture est également utilisée avec une validation numérique par le biais d'une modélisation 

par zone cohésive. Dans le troisième chapitre, une méthode d'identification des paramètres du 

modèle GTN est proposée, elle est basée sur la hiérarchie des paramètres d'évolution de 

fraction volumique des vides jusqu'à la rupture. Dans le quatrième chapitre, la technique de 

l'homogénéisation numérique est utilisée pour étudier la réponse mécanique des matériaux 

poreux. Une extension du modèle GTN pour prendre en considération les matériaux dont le 

taux de porosité est important est proposée. Une validation expérimentale du modèle est 

réalisée. 

 

Mots clés : Rupture ductile, Endommagement, Intégrale-J, Gurson, EWF, Homogénéisation 

 

Abstract 

This thesis is a contribution to the study of the ductile fracture phenomenon of porous 

materials. Firstly, a review on the ductile fracture divided in two main parts is presented. The 

first part concerns the elastic plastic fracture mechanics that is represented by the J-Integral. 

The other part is dedicated to the micromechanical approach of the ductile fracture. A 

numerical and experimental study of the AISI 304L thin sheets is proposed. Firstly, the 

ductile fracture phenomenon is simulated using the GTN and Rousselier models. An hybrid 

approach combining experimental tests on CT specimens and simulations using the GTN 

model in order to assess the fracture toughness is proposed. The EWF method is also used 

with a numerical validation using a cohesive zone modeling. In the third chapter, an 

identification method for the GTN model parameters identification is proposed. The method is 

based on the hierarchy of the void volume fraction parameters evolution until the final 

fracture. In the fourth chapter, the mechanical response of porous materials is studied using 

the numerical homogenization. The GTN model is extended to take into account a wide range 

of porous materials. Finally, an experimental validation is proposed. 

 

Keywords: Ductile fracture, Damage, J-Integral, Gurson, EWF, Homogenization 

 

 


