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Introduction générale

Les industriels du secteur aéronautique souhaitent avoir des aéronefs plus performants. L’at-
teinte de cet objectif passe par I'amélioration des caractéristiques structurales. Pour cela, deux
voies sont possibles : (i) optimiser la conception de la structure, (ii) utiliser de nouvelles classes de
matériaux possédant des propriétés spécifiques plus élevées. Les matériaux composites sont 1'une
des classes de matériaux permettant d’atteindre cet objectif. Utilisés depuis une trentaine d’années
dans l'industrie aéronautique civile et militaire [Harescheugh 89], ces matériaux présentent un ratio
propriétés mécaniques/densité accru ainsi qu'une meilleure tenue a l'environnement par rapport
aux solutions métalliques. Les gains de poids générés par l'utilisation d’une solution composite
permettent ainsi de réduire les cotits de transport qui sont devenus un enjeu stratégique majeur.

Parmi les différentes classes de composites existantes, les composites & matrice organique
(CMO) sont les plus utilisés pour les applications basse température sous forme d’empilement
de plis unidirectionnels. A Dorigine, ils étaient mis en oeuvre pour la conception de structures
secondaires des aéronefs telles que la peau d’empennage (Boeing F15). Grace a 'amélioration des
processus de fabrication, & une meilleure connaissance de leurs propriétés mécaniques et de leurs
mécanismes de dégradation, ces matériaux sont maintenant utilisés pour la fabrication de structures
primaires telles que le fuselage ou les ailes d’un avion (Airbus A350, Boeing 787).

Néanmoins, depuis quelques années, un nouveau type de matériaux composites, a ’architecture
tissée, intéresse de plus en plus les industriels de I'aéronautique. En effet, ces matériaux offrent
une meilleure tenue & I'impact en réduisant de maniére significative le délaminage qui est 'une
des problématiques majeures des composites stratifiés [Greenhalgh 02]. De plus, ils permettent
de réaliser des structures complexes en un nombre d’opérations limité, ce qui réduit les cofits de
fabrication [Mouritz 99].

Les composites tissés sont utilisés par le groupe Safran pour réaliser des éléments de structure
froide (jusqu’a 300°C) en CMO ou pour des applications trés hautes températures (au-dela de
1000°C) en composite a matrice céramique (CMC). Citons par exemple la conception d’aube de
soufflante CMO ou de mélangeurs CMC (voir Figure 1).

L’introduction de ces matériaux a ’architecture innovante nécessite le développement d’outils
permettant de dimensionner au plus juste des structures composites, ceci dans le but de concurren-
cer les solutions métalliques existantes. Ces outils doivent intégrer la compréhension des mécanismes
prépondérants afin d’avoir un caractére prédictif. En plus d’assurer un meilleur dimensionnement,
il s’agit de réduire les cotits de certification en remplacant une partie de la campagne d’essais par
des simulations numériques.

C’est dans ce cadre que s’inscrit cette thése. Elle a bénéficié des collaborations mises en place
avec le groupe Safran au travers des programmes de recherches AMERICO et MAIA.

Le programme d’étude amont AMERICO (Analyse MultiEchelle : Recherche Innovante pour
les matériaux COmposites), d'une durée de 5 ans (2002-2007), a été une importante action de
recherche nationale, financée par la DGA et coordonnée par ’Onera. Il a regroupé divers labora-
toires universitaires (LMT-Cachan, LMARC-Besangon, LGMT-Toulouse, LCTS-Bordeaux) ainsi
que plusieurs grands groupes industriels (EADS, SNECMA, Dassault, Thalés, GIAT-Industries).
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Structure froide Structure chaude

|4

= S

1 Propulsion Solide

Aube Fan RTM CFM56 Mélangeur CMC

FIGURE 1 — Eléments de structure en composites tissés pour des applications turbomachines : aube de
soufflante CMO é€laborée par Snecma o gauche et mélangeur CMC' €élaboré par Snecma Propulsion Solide a
droite.

L’un des objectifs de ce projet de recherche était de développer des modéles de comportement spé-
cifiques aux matériaux composites, prenant en compte leur endommagement progressif, ainsi que
des outils d’analyse fiables de leur tenue structurale. Au sein du programme AMERICO, un parte-
nariat a été mis en place entre Snecma Propulsion Solide (SPS), le LCTS-Bordeaux et ’Onera. Les
essais de caractérisation matériau ainsi que les essais sur piéces génériques CMC présentés dans ce
mémoire ont été réalisés soit par le LCTS-Bordeaux, soit par SPS. Ils visent & démontrer l'intérét
des modéles développés dans cette thése et & les valider sur des cas tests industriels.

Ce travail de thése prend place par ailleurs dans le cadre de la thématique "Comportement, en-
dommagement des structures composites" du programme MAIA (Méthodes Avancées en Ingénierie
Mécanique) qui résulte d’une convention de coopération scientifique et technologique entre Snecma,
I’Onera et le CNRS. En particulier, 'un des objectifs de ce programme de recherche, démarré en
2004, est de favoriser le transfert des résultats de la recherche vers les services de recherche et tech-
nologie de Snecma. Ce point a conditionné les développements réalisés dans cette thése. En parti-
culier, nous nous sommes attachés a développer des outils facilement réutilisables dans un bureau
d’étude. Les partenaires impliqués dans le cadre du programme MAIA sont Snecma, ’'UTC Com-
piégne, et I’Onera. En particulier, ’'UTC Compiégne au travers de la thése de Julien Schneider s’est
chargée de la caractérisation expérimentale du comportement et des mécanismes de dégradation
du composite tissé multicouche interlock a matrice organique élaboré par Snecma [Schneider 10].
Ces résultats ont notamment permis d’orienter les développements effectués au cours de cette thése.

Les matériaux composites tissés sont des matériaux multiéchelles par nature. On peut en effet
distinguer ’échelle microscopique (fibre/matrice), I’échelle mésoscopique (torons de fibres/matrice)
et I’échelle macroscopique (cellule élémentaire). La modélisation du matériau peut donc se faire
a ces différentes échelles ou bien en établissant un lien direct par homogénéisation entre celles-ci.
Les capacités de calcul actuels rendent rédhibitoire 'analyse d’une structure compléte a I’échelle
mésoscopique pour les composites tissés.

Néanmoins, & partir de la connaissance des propriétés mécaniques des constituants fibres et
matrice et de la séquence de tissage de la préforme fibreuse, on peut déterminer par homogé-
néisation les propriétés mécaniques initiales d’une cellule élémentaire [Lomov 01]. Il est possible
d’aller un peu plus loin en introduisant de maniére discréte les mécanismes d’endommagement
observés expérimentalement dans la représentation par Elements Finis de la cellule élémentaire,
afin de déterminer les propriétés mécaniques effectives et d’alimenter ainsi un modéle d’endom-
magement macroscopique [Couegnat 08|. Toutefois, les cinétiques d’endommagement s’identifient
a partir d’essais sur éprouvettes élémentaires.
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De plus, ces approches ont un coiit de mise en oeuvre important car elles nécessitent : (i) la
détermination des propriétés thermomécaniques locales, (ii) la détermination et la représentation
par un maillage Eléments Finis (EF) du volume élémentaire représentatif aux échelles (VER)
pertinentes et (iii) la connaissance fine des mécanismes d’endommagement ainsi que leur évolution
en fonction du chargement.

Il existe, par ailleurs, des techniques de modélisation multiéchelle directe dans le calcul de
structure telles que 'approche EF? (Eléments Finis multiniveaux) [Feyel 00]. Cette stratégie reste
intéressante lorsque 1’échelle pertinente d’analyse est celle de la fibre et de la matrice, par exemple
dans le cas de structures renforcées par des fibres longues (disque ANneau Aubagé Monobloc
élaboré par Snecma). Mais dans le cas des matériaux composites a renfort tissé, la périodicité se
situe a I’échelle mésoscopique. Or la description correcte de ces architectures complexes requiert un
maillage élaboré qui engendre au niveau local un calcul cotiteux en capacité mémoire et en temps

CPU.

Dans ce travail de thése, nous avons donc choisi de nous placer a 1’échelle macroscopique, qui
de notre point vue, est la mieux adaptée aux applications industrielles.

Cette étude consiste & développer un modéle d’endommagement macroscopique décrivant des
mécanismes physiques observés expérimentalement (anisotropie initiale du matériau, anisotropie
de 'endommagement, viscosité, etc.) et & augmenter la robustesse du calcul de structures (voir
Figure 2). En effet, une des limites des démarches classiques de dimensionnement, consistant a
appliquer un critére de rupture fragile en post-traitement des calculs de structures, est de sous-
estimer fortement la tenue de structure en présence de gradients de contrainte [Whitney 74]. De
plus, dans un processus de dimensionnement, la simulation numérique est considérée comme dé-
terministe et la représentation de la réalité souvent idéalisée (géométrie et conditions aux limites
parfaites). Or, on dénombre plusieurs sources d’incertitudes pouvant étre liées au modéle Eléments
Finis (conditions aux limites, géométrie) ou au modéle matériau (dispersion des propriétés méca-
niques du matériau). Il convient donc d’intégrer dans une démarche de dimensionnement des outils
permettant d’évaluer les conséquences des incertitudes sur la prévision de la tenue structurale et
d’estimer ainsi la confiance que 'on peut avoir dans la simulation numérique.

coccvvecnses Calcul nominal 3 - Rupture progressive

— Enveloppe P

&
Lois adoucissantes
2 - Endommagement

Force

déplacement'

FIGURE 2 — Description du comportement mécanique des composites tissés jusqu’a rupture en présence de
gradients de contrainte avec prise en compte des incertitudes.
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Ce mémoire de thése est composé de la maniére suivante.

Le Chapitre 1, au travers d’une revue bibliographique, a pour objet de présenter les avantages
et inconvénients des matériaux composites tissés par rapport aux composites stratifiés unidirection-
nels, ainsi que leurs spécificités de comportement et leurs mécanismes de dégradation. Ce premier
chapitre est suivi de deux parties distinctes toutes deux composées de trois chapitres.

La premiére partie, intitulée "Dimensionnement "classique" des structures composites tissées",
vise & démontrer les apports et les limites d’une telle démarche consistant & associer un modéle
de comportement non linéaire & un critére de rupture fragile pour I’évaluation d’une structure en
composite tissé.

Le but étant le calcul de structures, le modéle développé est un modéle de comportement macro-
scopique (Chapitre 2). Pour cela, les formulations proposées par ’Onera [Maire 97a, Chaboche 02]
afin de décrire l'effet de 'endommagement matriciel ont été adaptées et étendues pour prendre en
compte les spécificités des matériaux de notre étude (viscosité de la matrice polymeére pour les
CMO, couplage plan/hors plan pour les renforts 3D).

Le Chapitre 3 est consacré a la mise en place d’un protocole d’identification des paramétres
des modéles matériaux (modéles d’endommagement et critéres de rupture) et aux préconisations
nécessaires a I'implantation du modéle dans un code de calcul de structures.

Afin d’évaluer la pertinence des formulations développées, des comparaisons avec des essais
sur structures représentatifs de problémes structuraux clés ont été effectuées (Chapitre 4). Ces
confrontations essais/calculs ont été en partie validantes. Elles ont mis en évidence 'apport des
modéles développés pour décrire la complexité de la réponse structurale. Elles ont permis par
ailleurs de démontrer d’une part les limites des formulations développées pour analyser la tenue
d’une structure présentant un gradient de contrainte, d’autre part la nécessité d’estimer la confiance
dans les prévisions en considérant les sources d’incertitudes.

La deuxiéme partie du mémoire, intitulée "Vers une démarche de dimensionnement robuste",
a pour objectif de présenter les développements réalisés pour améliorer et augmenter la confiance
dans les prévisions des simulations en présence de gradients de contrainte.

Tout d’abord, nous avons mis en place les outils nécessaires pour mener le calcul au-dela des
premiéres ruptures intervenant, par exemple, au niveau des singularités. Pour cela, les effets sur le
comportement des dégradations que sont la rupture de torons de fibres et les macro-décohésions ont
été pris en compte dans les formulations. Pour s’affranchir de la dépendance des résultats vis-a-vis
du maillage, une approche originale combinant modélisation non locale de I’endommagement et
taux d’endommagement limité a été développée (Chapitre 5).

Les développements réalisés, en matiére de modéle de comportement et d’'un point de vue
numérique, nous ont permis d’améliorer grandement les prévisions des simulations. Dans le but
d’estimer la confiance & accorder aux résultats du calcul, I'influence des différentes sources d’incer-
titudes sur les résultats des simulations numériques a été quantifice (Chapitre 6). Pour cela, des
outils permettant le transport d’incertitude & moindre cotits de calcul ont été mis en oeuvre dans
le cadre de nos applications. Par ailleurs, afin d’évaluer la faisabilité d’une démarche de capitali-
sation d’expérience, une démarche d’analyse de sensibilité permettant d’étudier la méconnaissance
structurale résultante et de la relier quantitativement aux méconnaissances matériaux a été mise
en oeuvre.

Ayant maintenant a disposition des outils fiables de simulation permettant d’évaluer la tenue
de structures a fort gradient, le Chapitre 7 est une ouverture vers la mise en place d'une démarche
d’analyse de la nocivité des défauts. Pour cela, les difficultés et les limites associées a ce type de
méthodologie sont discutées.



Chapitre 1

Comportement et endommagement des
matériaux composites tissés

L’objet de ce premier chapitre est, dans un premier temps, de mettre en évidence les spécificités, les
avantages et les inconvénients des matériaux composites tissés. La deuxiéme partie de ce chapitre
est consacrée a la présentation de la caractérisation du comportement et de 'endommagement de
ces matériaux.
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Comportement et endommagement des matériaux composites tissés

1.1 Matériaux composites tissés : classification, intéréts, élabora-
tion

1.1.1 Classification des matériaux composites tissés

Un matériau composite résulte de I'association d’un renfort et d’une matrice dans le but d’ob-
tenir un matériau affichant des performances globales améliorées, vis-a-vis d’un besoin spécifique,
par rapport a ses constituants. Les matériaux composites peuvent étre classés suivant la nature
du renfort (particules, fibres courtes, fibres longues) et suivant la nature de la matrice. Pour des
applications & moyenne température (<300°C), des composites & matrice organique sont en gé-
néral mis en oeuvre. Pour des applications & haute température, ce sont plutét des composites
thermostructuraux & matrice céramique ou métallique qui sont utilisés pour, par exemple, conce-
voir des éléments de turbomachine. Parmi les composites & matrice organique, la distinction est
faite entre les résines thermodurcissables (les plus utilisées) et les résines thermoplastiques, moins
utilisées mais qui présentent 'avantage d’étre recyclables [Berthelot 92|. Les composites les plus
utilisés dans l'industrie aéronautique sont les composites & matrice organique renforcée par des
fibres longues. Citons par exemple, la conception du fuselage du 787 Dreamliner, le gros porteur de
derniére génération de Boeing. Néanmoins, il existe d’autres classes de composites encore peu utili-
sées mais qui a 'avenir sont certainement amenées & avoir un usage plus répandu. Parmi ces classes
de matériaux, 'usage des matériaux sandwichs semble étre une voie prometteuse pour alléger les
structures tout en améliorant l'isolation phonique [Tam 05]. Une autre voie intéressante concerne
les techniques textiles qui sont maintenant utilisées pour concevoir des structures composites de
plus en plus complexes.

Les composites textiles sont des matériaux multiéchelles : la plus petite échelle d’étude est celle
de la fibre (une dizaine de microns), 1’échelle supérieure est celle du toron formé de l’assemblage
par torsion de milliers de fibres (1K a 72K) et pour finir I’échelle de la préforme séche (i.e sans
matrice) résultant de 'entrelacement des différents torons. Ces matériaux peuvent étre classés
suivant le type de préforme séche. On appelle préformes bidimensionnelles les préformes dont les
renforts reprennent les efforts définis dans le plan tandis que les préformes tridimensionnelles ont
des renforts permettant de reprendre des efforts dans les trois directions. Parmi les composites
textiles, on distingue les composites tricotés [Khondker 05|, les composites tressés |Fedro 91|, les
composites cousus [Tong 98| et les composites tissés [Gu 02].

Dans le cadre de ces travaux de thése, nous nous sommes plus particuliérement intéressé aux
matériaux composites tissés qui sont caractérisés par une orientation a 90° des fils de chaine et de
trame dans le plan. La catégorie des renforts tissés bidimensionnels est constituée des taffetas, des
sergés et des satins (voir Figure 1.1a). On distingue différentes catégories de préformes de tissage
tridimensionnelles réunies sous le terme générique de tissus multicouches interlocks [Abdi 00] :
" Through the thickness Angle Interlock " et " Orthogonal interlock " " Layer to Layer Angle
Interlock " (voir Figure 1.1b). Cette derniére est caractérisée par le nombre de couches que le renfort
hors-plan pénétre. Un nombre illimité de configurations est possible en jouant sur I’espacement
entre les plans de chaine et sur le nombre de couches liées par le renfort dans la troisiéme direction
[Verpoest 05].

1.1.2 Avantages et inconvénients des composites tissés par rapport aux com-
posites stratifiés unidirectionnels

Avant de déterminer quelle architecture composite utiliser, il semble nécessaire de se demander
quelle application est visée. Par exemple, un élément qui doit étre pris en considération est le
chargement que la structure aura & subir en service. Un autre point essentiel est de savoir si la
piéce sera congue en grande ou petite série. Par ailleurs, les exigences de certification ne sont pas
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trame

/ renfort —~ chaine
trame hors plan

a) Tissu 2D b) Tissu 3D

FIGURE 1.1 — Ezemple de préforme tissé : a) tissu 2D (taffetas), b) tissu 3D (Orthogonal interlock).

les mémes pour des applications aéronautiques civiles ou militaires. Tous ces points sont donc a
prendre en compte pour la conception d’un élément structural.

L’un des intéréts des composites tissés, en particulier & renfort tridimensionnel, concerne la
capacité a réaliser des architectures complexes en un nombre limité d’opérations. L’ uti-
lisation de procédés issus du savoir faire de 'industrie textile permet ainsi de réduire les cofits
de fabrication. De plus, la conception de piéces en un bloc permet aussi d’éviter en grande par-
tie les jonctions (boulonnées ou collées) qui constituent une source d’affaiblissement de la tenue
meécanique de la structure finale [Brent Strong 97].

Un autre avantage des composites tissés par rapport aux stratifiés & base de plis UD est une
meilleure tenue aux sollicitations hors-plan en général et aux impacts en particulier (par
exemple chute d’outils ou bien & l'ingestion d’oiseaux). Ceci justifie, en particulier, la mise en
oeuvre de ces matériaux pour des applications militaires (impacts balistiques).

Les impacts sur les composites induisent des délaminages qui s’avérent beaucoup plus limités
dans le cas des composites tissés [Cox 97, Greenhalgh 02]. Dans le cas d’un stratifié composé de
tissu 2D, le nombre de couches indépendantes est divisé par deux par rapport a un stratifié de plis
unidirectionnels. L’insertion d’un renfort dans la troisiéme direction, liant les couches entre elles
permet de réduire le délaminage induit par l’impact. Chou et al. ont montré que 1’énergie
d’impact nécessaire pour amorcer un défaut dans un composite tissé 3D est supérieure de 60% a
celle d’un stratifié UD [Chou 92].

Un autre avantage des composites tissés est une metlleure tolérance aux défauts, telle que
les entailles ou les trous. Par exemple, Cox et al. ont montré que les tissés 3D étaient trés peu
sensibles & la présence d’une entaille. Pour ce type de matériau, on observe que la déformation
a rupture est largement supérieure a la déformation a rupture du stratifié d’'UD. Ceci est da a
I’architecture de la préforme et aux mécanismes de redistribution des efforts autour d’un site de
rupture [Cox 96]. Cette grande déformation & rupture et une sensibilité réduite aux délaminages
(limitant les effets de bord) expliquent en partie la bonne tenue de ce type de matériaux en présence
de singularités.

Les architectures 3D ont un pouvoir dissipatif plus important que les composites stratifiés com-
posés de tissus 2D et a fortiori que les stratifiés d’unidirectionnels [Baucom 05al. La Figure 1.2
présente une photo post-mortem de plaque composite soumise & des impacts successifs d’une éner-
gie de 18J jusqu’a la perforation de I’éprouvette. Dans le cas du tissu interlock 3D orthogonal, la
zone endommagée est beaucoup plus importante que dans le cas d’un tissu 2D. Différentes éprou-
vettes ont été testées, la perforation d’une plaque composite tissé 2D a nécessité en moyenne cing
impacts tandis que la plaque tissée 3D a été perforée au bout du dixiéme impact en moyenne.
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FIGURE 1.2 — Zone endommagée par des impacts successifs sur plaque composite - (a) Tissu 2D (type
taffetas) aprés 5 impacts ;(b) Tissu interlock 3D orthogonal aprés 10 impacts [Baucom 05b].

Néanmoins, malgré les bonnes propriétés des structures composites tissés tridimensionnels, leurs
applications sont encore limitées.

L’une des raisons réside dans 'utilisation quasi systématique de composite quasi-isotrope dans
les structures aéronautiques. Or, contrairement aux composites stratifiés de plis UD, la mise en
oeuvre de séquence d’empilement conduisant & un comportement quasi-isotropes (|0/90/+45| par
exemple) ou l'insert d’un renfort & 45° dans le plan n’est pas d’usage dans le cas des composites
tissés.

Une autre contrainte limitant 'utilisation des préformes tissés dans I'industrie est que, comparé
& un stratifié UD, un composite tissé avec la méme fraction volumique de fibre dans le plan posséde
des propriétés élastiques planes (module d’Young et de cisaillement) légérement inférieures du fait
de l'ondulation des torons [Cox 97| (voir Figure 1.3).

Fissure de type A

Faible épaisseur de SiC due au
recouvrement avec les fibres transverses

chaine

Matrice SiC

Fissure de carbone Fissure de type B

renfort hors
plan

a) tissé 2D b) tissé 3D

FIGURE 1.3 — Distorsion des meéches du o lentrelacement des torons : a) tissé 2D [Camus 96]; b) tissé
3D [McGlockton 03].

Compte tenu de la nature des constituants (fibre de carbone ou bien fibre de verre, résine
polymeére ou céramique), des différentes possibilités de préformes (2D ou 3D) et de arrangement
des torons au sein du composite, il existe une grande variété de composites tissés. Ceci explique en
partie le fait que la caractérisation du comportement mécanique des composites tissés, en particulier
3D, est loin d’étre achevée par rapport aux composites stratifiés de plis UD qui ont été plus
largement étudiés. Le manque de données expérimentales fait que ces matériaux ne sont pas encore
utilisés sous leur forme optimale. Des auteurs veulent y remédier en mettant en place une base de
données conséquente permettant de valider des outils, des modéles de caractérisation des propriétés
planes ainsi que des mécanismes de dégradation des composites tissés [Cao 08].
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1.1.3 Procédés d’élaboration des matériaux composites tissés

Précédemment, nous avons vu que les composites différent par la nature de leur architecture
interne. Un autre critére de classification est la nature de la matrice. Dans le cadre de ce travail de
thése, nous nous sommes intéressés a la fois aux matériaux composites tissés & matrice céramique
et a matrice organique.

Pour élaborer des composites a matrice céramique, on dénombre trois techniques de densifi-
cation : la voie gazeuse, la voie liquide ou bien la voie solide |Penas 02]. La technique retenue
par Snecma Propulsion Solide est I'infiltration chimique en phase vapeur ! (Chemical Vapor Infil-
tration ou CVI). Le principe de la CVI consiste & infiltrer un mélange réactif de gaz dans une
préforme poreuse a une température élevée [Naslain 04]. L'un des défauts majeurs de ces matériaux
pour les applications a hautes températures (>500°C) est la sensibilité de la fibre de carbone &
la thermo-oxydation. C’est la raison pour laquelle des matrices multiséquencées ont été dévelop-
pées afin de ralentir la progression de l'oxygéne et ainsi augmenter la durée de vie du matériau
[Naslain 01, Lamouroux 05].

Les composites & matrice organique peuvent étre élaborés par injection ou infusion. Les piéces
tissées 3D CMO élaborées par Snecma sont congues par injection RTM (Resin Transfer Moulding).
C’est un systéme de moulage & pression ou la résine, mélangée au catalyseur, est injectée dans
un moule fermé contenant un renfort compacté ou préforme. Lorsque la résine est polymérisée, le
moule est ouvert et le composite retiré.

1.2 Comportement mécanique des matériaux composites tissés

Le comportement mécanique du composite ainsi que les mécanismes de dégradation conduisant
a sa rupture dépendent de la nature des constituants, de ’architecture de la préforme fibreuse, etc.
[Brandt 96]. Il est donc difficile de mettre en évidence un comportement unique pour I’ensemble des
composites tissés. Néanmoins, des études assez complétes de caractérisation issues de la littérature
mettent en avant un certain nombre de points communs.

1.2.1 Comportement mécanique des matériaux composites tissés a matrice cé-
ramique

De nombreuses études ont été menées afin de caractériser le comportement mécanique des com-
posites tissés 2D [Aubard 92, Camus 96|. Tout d’abord, le comportement des CMC est souvent
considéré comme initialement orthotrope. Celui-ci est orthotrope symétrique lorsque 'architecture
tissé est équilibré i.e. le comportement mécanique dans le sens chaine et dans le sens trame sont
équivalents. La Figure 1.4 présente le comportement typique des matériaux composites & matrice
céramique & température ambiante [Gasser 96]. Les cycles de charge-décharge permettent de mettre
en évidence l'effet de ’endommagement matriciel sur le comportement élastique ainsi que la pré-
sence de déformations résiduelles. De plus, ces cycles de charge/décharge s’accompagnent de cycles
d’hystérésis dus au frottement entre les lévres des fissures matricielles crées au cours du charge-
ment. Lors du passage en compression le matériau retrouve ses propriétés élastiques initiales du
fait de la refermeture des fissures matricielles. Il est a4 noter que cette fermeture des fissures se fait
progressivement.

1. Notons que I'on trouve actuellement des voies "mixtes" ol une premiére infiltration est réalisée par voie liquide,
tandis que la consolidation est obtenue par voie gazeuse.
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FIGURE 1.4 — Courbes contrainte/déformation pour un essai de traction compression sur un composite
tissé 2D SiCy/SiC : (a) dans le sens du renfort; (b) hors-azes & 45° [Gasser 96].

Le comportement des CMC 3D est similaire & celui des tissés CMC 2D [Siron 98, Couegnat 08|.
Dans 'axe du renfort, le comportement du matériau est élastique endommageable avec présence de
déformations résiduelles. L’Emission Acoustique (E.A.) utilisée au cours d’essais cycliques permet
d’attribuer la non linéarité observée a 'apparition de ’endommagement (voir Figure 1.5). Hors-
axes, le comportement est aussi fortement non-linéaire avec un effet important de I’endommagement
sur la réponse du matériau. Le comportement en compression est de type élastique fragile jusqu’a
la rupture.

En conclusion, on peut considérer que les composites tissés & matrice céramique ont un com-
portement élastique endommageable.
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FIGURE 1.5 — Essais de charge/décharge sur un tissé 3D Cy/C dans le sens du renfort [Siron 98].
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1.2.2 Comportement mécanique des matériaux composites tissés a matrice or-
ganique

Le tissu n’étant pas toujours équilibré, le comportement des CMO tissés 2D est en général
considéré comme initialement orthotrope. Dans le cas d’un tissu équilibré, le comportement du
matériau sollicité dans I’axe du renfort est linéaire élastique fragile [Cox 97, Hochard 07, Daniel 08].
En traction hors-axes ou en cisaillement pur, le comportement est fortement non-linéaire avec
déformations résiduelles. Cette non-linéarité est en partie due a ’apparition de I'endommagement.
Mais une autre source de non-linéarité est due au comportement visqueux de la matrice polymére.
L’étude du comportement visqueux des composites & matrice organique a été réalisée dans le cas
des tissés 2D par de nombreux auteurs [Shrotriya 05, Ahci 06, Chung 07]. La Figure 1.6 montre
le comportement mécanique typique d’'un CMO tissé 2D équilibré & fibres de carbone, sollicité
en traction dans le sens du renfort ainsi qu’en cisaillement |Bordreuil 04]. Le comportement est
linéaire élastique dans le sens du renfort. La réponse du matériau en cisaillement permet de mettre
en évidence le comportement visqueux du matériau da a la matrice polymére (ouverture des boucles
lors des cycles de chargement). Dans le cas d’un tissu non-équilibré, la non-linéarité est plus forte
dans la direction présentant la proportion de fibres la plus faible.
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FIGURE 1.6 — Comportement mécanique d’un CMO tissé 2D : a) traction dans le sens du renfort; b) en
cisaillement plan [Bordreuil 04).

Par rapport aux tissés 2D CMO, le comportement des CMO tissés 3D est légérement non li-
néaire lors de sollicitations dans 'axe des renfort (chaine et trame). La rupture est fragile, que
ce soit pour les composites & fibres de verre [Callus 99, John 01|, ou de carbone |Tan 00]. Schnei-
der et al. ont réalisé une campagne de caractérisation du comportement mécanique d’'un matériau
composite tissé 3D a matrice organique déséquilibré [Schneider 08]. Ils ont mis en évidence en-
dommagement du matériau avec la présence de déformations résiduelles par I'intermédiaire d’essais
de charge/décharge incrémentale dans les sens chaine, trame et a 45°. Le comportement visqueux
du matériau a été caractérisé par un essai de fluage multipalier & 45° par rapport aux axes du
renfort. La Figure 1.7 présente la réponse contrainte/déformation d’un matériau composite tissé
3D a matrice organique sollicité en traction incrémentale hors-axes a 45° ainsi que le résultat de
I'’Emission Acoustique. Les paliers de maintien montrent que le matériau a tendance a se relaxer.
Les résultats de ’Emission Acoustique confirment I’endommagement du matériau induit par cette
sollicitation.
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FIGURE 1.7 — Comportement mécanique d’'un CMO tissé 3D lors d’un essai hors-azes a 45 : (a) réponse
contrainte/déformation ; (b) Emission Acoustique [Schneider 08].

1.2.3 Difficultés associées a la caractérisation du comportement hors-plan des
matériaux composites tissés

Une des difficultés associées aux matériaux composites tissés est la caractérisation du com-
portement hors-plan. Contrairement aux composites stratifiés composés de plis unidirectionnels,
I’hypothése d’isotropie transverse du pli unidirectionnel ne peut étre posée i.e le comportement
hors-plan n’est pas équivalent au comportement transverse. Les essais de caractérisation du com-
portement hors-plan des matériaux composites tissés sont assez délicats & mettre en place. La
conception des éprouvettes demande un soin particulier afin d’avoir un champ de contraintes uni-
forme dans I’éprouvette. De plus, la dimension des éprouvettes est relativement petite par rapport
aux éprouvettes utilisées pour caractériser le comportement dans le plan du matériau ce qui im-
plique des difficultés de manipulation.

Daniel et al. ont réalisé la caractérisation compléte d’un matériau composite tissé 2D & fibres
de carbone et résine epoxy |Daniel 08]. La préforme était composée de 5 plis de satin équilibrés.
Daniel et al. ont montré que le comportement était linéaire élastique jusqu’a rupture pour un essai
de chargement monotone dans le sens du renfort. L’utilisation d’un essai losipescu modifié a permis
de mettre en évidence le comportement non-linéaire du matériau.

Schneider et al. ont élaboré des essais de traction monotone originaux afin de déterminer le com-
portement hors-plan d’un composite tissé 3D a fibres de carbone et résine epoxy |[Schneider 08].
Pour cela, ils ont congu des éprouvettes de forme particuliére qui leur ont permis de mettre en
évidence le comportement élastique linéaire suivi d’une rupture fragile du matériau. Plus précisé-
ment, deux types d’éprouvettes ont été utilisés, avec des géométries diabolo et en forme de queue
d’aronde (voir Figure 1.8).

1.3 Caractérisation de I’endommagement des matériaux compo-
sites tissés

1.3.1 Meécanismes de dégradation observés sur les matériaux composites tissés
a matrice céramique

Les composites a matrice céramique qui nous intéressent dans ce travail sont élaborés par CVI.
Les matériaux issus de ces procédés d’élaboration ont un taux de porosité important résultant
de la densification partielle ainsi qu’un réseau de fissurations préexistant a I’état initial dues aux
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FIGURE 1.8 — Essai de caractérisation du comportement hors plan d’un tissé 3D CMO : a) éprouvette
queue d’aronde; b) réponse contrainte/déformation [Schneider 08].

contraintes résiduelles d’origine thermique [Dalmaz 00, Morscher 08]. La différence de coefficients
de dilatation thermique des constituants (faible pour les SiC;/SiC, plus fort pour les Cy/SiC)
génére des contraintes au sein du matériau au moment de la phase de refroidissement du processus
d’élaboration.

La Figure 1.9 présente une micrographie typique de I’état d’endommagement d’un composite
tissé 3D Cy/SiC aprés élaboration. La présence de ces défauts initiaux (porosité, fissuration) est
source d’endommagement et explique la forte non linéarité de comportement observée sur ce type
de matériau.
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FIGURE 1.9 — Défauts initiauz dus aux procédés d’élaboration d’un composite tissé 3D Cy /SiC [Dalmaz 00].

Sous chargement mécanique, ’endommagement dans le composite tissé 2D CMC suit un scéna-
rio bien connu |[Lamon 01]. Tout d’abord, la fissuration matricielle inter-torons s’amorce au niveau
des macropores, suivie de la fissuration matricielle au sein des torons transversaux et de la fissu-
ration de la matrice intra-torons au sein des fils longitudinaux (voir Figure 1.10). La rupture du
composite intervient aprés la saturation de la fissuration matricielle. Les décohésions sont liées a
la déviation des fissures matricielles aux interfaces fils/matrice ou fils/fils.

Aubard [Aubard 92] et Guillaumat |Guillaumat 94] ont mis en évidence que pour les tissés 2D,
SiCy/SiC, I'endommagement inter-torons (4.e la direction des fissures matricielles) est préférentiel-
lement orienté par le chargement.

Les mécanismes et les scénarii d’endommagement des composites tissés 3D sont similaires a
ceux observés sur les tissés CMC 2D [Forio 00]. Par contre, les tissés C;/C présentent un endom-
magement préférentiellement orienté par la microstructure [Siron 98] : l'orientation des fissures
matricielles est orthogonale au renfort.
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FIGURE 1.10 — Scénario d’endommagement d’un matériau composite CMC' tissé 2D [Lamon 01].

1.3.2 Meécanismes de dégradation observés sur les matériaux composites tissés
a matrice organique

Une différence entre les tissés CMO et les tissés CMC est I’état initial du matériau. En effet,
apres élaboration, les tissés CMO ont un taux de porosité beaucoup moins important que les tissés
CMC. De plus, on ne note pas la présence d'un endommagement du matériau aprés élaboration
(voir Figure 1.11).

FIGURE 1.11 — Visualisation d’un composite CMO 3D a l’état initial [Couegnat 08].

Les mécanismes d’endommagement mis en évidence lors d’une sollicitation uniaxiale d’un com-
posite tissé 2D CMO sont en premier lieu la fissuration des torons transverses. Ces fissures trans-
verses coalescent pour traverser entiérement le toron transverse. Pour des chargements plus im-
portants, apparaissent des décohésions a l'interface torons/matrice ou bien & l'interface entre deux
torons orthogonaux. La ruine du matériau est due a la rupture des fils longitudinaux [Gao 99].

Pour les composites tissés 3D, la faible non linéarité observée dans le sens du renfort est liée
a l'insertion d’un renfort dans la troisiéme direction. Les torons paralléles & ’axe de sollicitations
auront tendance a se tendre entrainant une dégradation du matériau.

La Figure 1.12 présente les mécanismes de dégradation mis en évidence par El Hage sur un
composite tiss¢ 3D CMO sollicité en traction uniaxiale dans le sens chaine [El Hage 06]. L’endom-
magement s’initie & l'interface des torons sens chaine et de la matrice ainsi qu’a l'interface entre
les torons sens chaine et sens trame. Cet endommagement est suivi d’une fissuration inter-torons.
Cela se traduit par la propagation de la fissuration de la matrice d’une interface & 'autre entre
deux torons de trame juxtaposés, suivie par la décohésion a l'interface torons sens chaine/trame.
Le scénario d’endommagement est complété par la fissuration des torons sens trame. Pour des ni-
veaux de sollicitation plus importants, les fils longitudinaux (paralléle & la direction de chargement)
s’endommagent. Pour finir, on observe une multiplication de la fissuration des torons sens trame.
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FIGURE 1.12 — Mécanismes de dégradation observées sur un tissé 3D CMO [El Hage 06].

Ces observations sont similaires & celles réalisées par d’autres auteurs sur des composites tissés
3D a matrice organique [John 01, Couegnat 08]. La rupture finale intervient par rupture trans-
verse des torons paralléles & la direction de chargement et par rupture longitudinale des torons
orthogonaux a la direction de chargement [Tan 00].

De fagon plus générale, on constate que, les tissés CMO présentant un trés fort contraste de
propriétés mécaniques entre le renfort fibreux et la matrice polymére, la fissuration matricielle se
développe principalement dans une direction orthogonale aux axes du renfort.

1.4 Bilan

Les matériaux composites tissés sont des matériaux innovants utilisés pour leurs bonnes pro-
priétés sous sollicitations hors-plan. En particulier, la conception de matériaux composites a 'ar-
chitecture tridimensionnelle permet d’assurer un renfort dans la direction hors-plan et ainsi de
diminuer dans une certaine mesure le phénoméne de délaminage.

La nature des constituants (torons et matrice), la grande variété de préformes ainsi que ’émer-
gence récente de ce type d’architecture composite font que la caractérisation du comportement et
de 'endommagement de ces matériaux est loin d’étre compléte. Les résultats issus de la littéra-
ture ont permis de mettre en évidence le comportement non-linéaire et anisotrope des matériaux
composites tissés sous sollicitations mécaniques.

La non-linéarité s’explique par des phénomeénes d’endommagement relativement complexes dont
les principaux mécanismes de dégradations identifiés sont les suivants : fissuration matricielle inter
ou intra-torons, décohésion fibre/matrice ou inter-torons a 'intersection d’un fil de chaine et d'un
fil de trame ou bien a l'intersection entre un renfort hors-plan et un renfort plan.

Concernant les composites tissés & matrice organique, une autre source de non-linéarité est liée
au caractére visqueux de la résine polymeére.

Nous avons pu mettre en évidence dans ce premier chapitre que le comportement et les méca-
nismes de dégradations des composites a renforts tissés sont relativement complexes. Dans la suite,
nous nous somimes appuyés sur ces conclusions pour développer un modéle de comportement vo-
lontairement macroscopique dédié au calcul de structures. La présentation de ce modéle est ’objet
du Chapitre 2.
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Chapitre 2

Modélisation du comportement, de
I’endommagement et de la rupture
fragile des composites tissés

L’objet de ce chapitre est de présenter les modéles matériaux utilisés par la suite pour évaluer
la tenue de structures composites tissées soumises & des chargements complexes. Dans un pre-
mier temps, une revue des différentes approches issues de la littérature permettant de décrire le
comportement, I’endommagement et la rupture des composites tissés est proposée. Puis le mo-
déle d’endommagement des composites tissés de I’Onera est présenté. C’est ce dernier modéle qui a
servi de base au modéle d’endommagement développé dans le cadre de cette thése. Dans un premier
temps, les effets de la vitesse de chargement sur le comportement des CMO sont pris en compte

dans la modélisation ainsi que les couplages spécifiques mis en évidence expérimentalement.
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2.1 Modélisation du comportement des composites a renforts tissés

2.1.1 Modélisation multiéchelle du comportement des matériaux composites
tissés

On peut discerner différentes échelles au sein des matériaux composites tissés : la plus petite
échelle (de l'ordre du pm) est celle de la fibre et de la matrice ; I’échelle intermédiaire (de ’ordre du
mm) est celle du toron de fibres ; enfin I’échelle supérieure (de l'ordre du e¢m), celle de I'architecture
textile et de la matrice.

La modélisation du matériau peut donc se faire soit & l'une, quelconque, de ces différentes
échelles, soit en établissant un lien direct entre elles par homogénéisation. En effet, 'une des fagons
d’étudier le comportement des matériaux composites & renforts tissés est de partir de la connais-
sance expérimentale des propriétés mécaniques des constituants (fibres et matrice), d’homogénéiser
ces propriétés a ’échelle du toron et enfin de déterminer les propriétés mécaniques initiales de la
cellule tissée élémentaire par homogénéisation. De par la complexité du renfort textile, il est exclu
d’appréhender le dimensionnement d’une structure aéronautique a 1’échelle mésoscopique car le
maillage associé serait de trop grande taille pour les capacités de calculs actuelles.

Néanmoins, il est possible de déterminer les propriétés d’une cellule élémentaire uniquement a
partir de la connaissance de la séquence de tissage et des propriétés des constituants, sans avoir a
réaliser de campagne expérimentale & I'aide d’un logiciel comme Wisetex développé a I’'Université
Catholique de Louvain [Lomov 00, Verpoest 05].

Ensuite, a partir de la connaissance des mécanismes et scénarii d’endommagement du composite
a renfort tissé, il est possible de déterminer les propriétés effectives du matériau par 'intermédiaire
d’un calcul Eléménts Finis sur une cellule élémentaire dans laquelle 'endommagement est introduit
de maniére discréte (voir Figure 2.1).

Ce type d’approche, proposée par Couegnat permet en particulier d’alimenter un modéle ma-
croscopique d’endommagement [Couegnat 08]. On notera cependant que la détermination des ci-
nétiques d’endommagement nécessite des résultats expérimentaux.

Introduction de 'endommagement :
fissures, décohésion
Gencrack

Génération et maillage de cellules élémentaires
Gencell, Gentex, Genmesh

4 des propriétés effectives par

homogénéisation périodique
Genprop

FIGURE 2.1 — Modélisation multiéchelle du comportement mécanique des composites & renforts tissés
[Couegnat 08].
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Ces approches ont un coiit de mise en oeuvre important car elles requierent : (i) la détermi-
nation des propriétés thermomécaniques locales, (i) la détermination et la représentation par un
maillage EF du VER aux échelles pertinentes et (%ii) la connaissance fine des mécanismes d’en-
dommagement et de leur évolution en fonction du chargement.

Il existe, par ailleurs, des techniques de modélisation multiéchelle directe dans un calcul de
structure tels que 'approche EF? (Eléments Finis multiniveaux) [Feyel 00]. La démarche est la
suivante : (i) on récupére le champ de déformation macroscopique en chaque point de Gauss, (ii)
ce dernier est utilisé en conditions aux limites du calcul effectué sur la cellule élémentaire, (%ii)
par homogénéisation on détermine le champ de contrainte macroscopique résultant. Couplée a des
techniques de calcul massivement paralléles, cette stratégie de calcul est efficace pour des cas d’ap-
plication ol la plus petite échelle pertinente d’analyse reste celle de la fibre et de la matrice. Ceci
est le cas par exemple pour les disques de turbine ANAM (Anneau aubagé monobloc) o le coeur
du disque est renforcé par un matériau composite unidirectionnel SiCy/Ti. Dans le cas des com-
posites & renforts tissés, I’échelle d’étude adéquate pour cette méthode est ’échelle mésoscopique
(périodicité). Cependant, étant donnée la taille et la complexité des architectures considérées, cette
solution reste numériquement trés lourde & mettre en oeuvre. C’est pourquoi, nous ne ’avons pas
approfondie davantage dans ces travaux.

Au final, nous avons donc choisi de nous placer a I’échelle macroscopique qui, de notre point
vue, est la mieux adaptée aux applications industrielles. En ce sens le matériau est vu comme
un boite "grise" (i.e. on s’affranchit de la description fine de I'architecture) : seuls les effets des
mécanismes intervenant a 1’échelle inférieure sont pris en compte. Néanmoins ce modéle étant phé-
noménologique, il repose sur une description fine des effets des mécanismes physiques observés
expérimentalement (anisotropie initiale du matériau, anisotropie de 'endommagement, viscosité).

Dans cette optique, nous considérons les approches multiéchelles comme un complément des
modéles de comportement macroscopiques. Par exemple, elles peuvent servir & la génération de
bases d’essais virtuels dans le but de déterminer la valeur de certains paramétres de couplage,
ou encore pour enrichir les modéles en rendant compte de phénomeénes difficilement quantifiables
expérimentalement (propriétés mécaniques ou effet de 'endommagement hors-plan).

En instaurant un lien entre les paramétres d’élaboration (temps de réticulation, cycle ther-
mique), le choix des constituants (fibre, matrice) et les propriétés mécaniques homogénéisées du
composite, les approches multiéchelles peuvent constituer une ouverture vers ’optimisation des
performances structurales.

La Figure 2.2 présente d’'une part les différentes voies possibles pour la modélisation du compor-
tement des composites tissées : approche multiéchelle et approche macroscpopique. D’autres part,
le lien qu’il est possible d’établir entre celles-ci est mis en évidence. Enfin, elle illustre ’apport pos-
sible du calcul multiéchelle en lien avec le procédé d’élaboration dans l'optique de 'optimisation
structurale.
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FIGURE 2.2 — Approches multiéchelles et approches macroscopiques dans le cadre du calcul de structures
composites tissées.

2.1.2 Modélisation macroscopique du comportement, de I’endommagement et
de la rupture des composites tissés

Dans la partie suivante, nous nous intéresserons plus particuliérement aux approches macro-
scopiques développées pour l'analyse de la tenue structurale de structures composites tissées. La
prévision de la tenue d’une structure se fait par I'intermédiaire de la définition d’un critére. Au
préalable, nous devons disposer de modéles permettant de décrire au mieux la réponse non linéaire
de la structure afin de diminuer les facteurs de sécurité dans un processus de dimensionnement.
La premiére source de non linéarité des matériaux composites tissés que nous souhaitons prendre
en compte est 'endommagement matriciel. Dans le cas des CMO, une source de non linéarité
supplémentaire a considérer est la viscosité de la matrice.

Modélisation du comportement linéaire élastique endommageable des matériaux com-
posites tissés

Sous chargement mécanique, ’apparition de 'endommagement se traduit par une perte de la ri-
gidité initiale du matériau. La Mécanique Continue de ’Endommagement considére les effets de ces
dégradations au niveau macroscopique. Cette théorie repose sur une vision diffuse de 'endomma-
gement au sein du matériau, contrairement a la mécanique de la rupture qui s’intéresse a un défaut
discret défini par une géométrie bien déterminée. Elle s’inscrit dans le cadre de la Mécanique des Mi-
lieux Continus. Les fondements de cette théorie ont été introduits par Kachanov [Kachanov 58| et
Rabotnov [Rabotnov 69] pour les matériaux métalliques. Depuis lors, des travaux ont été menés sur
une variété de matériaux métalliques ou composites [Chaboche 84, Krajcinovic 89, Ladevéze 92].
Le lecteur pourra trouver des compléments d’informations sur la présentation des concepts de
base de cette approche phénoménologique dans les ouvrages suivant : [Lemaitre 85, Skrzypeck 98,
Besson 01]. Cette théorie s’inscrit en général dans un cadre thermodynamique standard qui repose
sur la définition de deux potentiels : (i) un potentiel thermodynamique qui fournit les lois d’état
et (i) un potentiel des dissipations qui décrit 'évolution des dommages.
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Dans les approches multiéchelles 'endommagement est activé par un critére de rupture a
I’échelle mesoscopique ou microscopique. Pour une approche macroscopique, le seuil d’activation
de 'endommagement correspond au début de la perte de rigidité. Pour donner un caractére irré-
versible et vérifier aussi le second principe, le potentiel de dissipation peut-étre identifié a la surface
limitant le domaine de non endommagement. Le critére d’endommagement F' s’écrit alors :

F(Y,d) <0, (2.1)

Y représentant la force motrice d’endommagement et d étant la variable d’endommagement.

Les modéles d’endommagement ont été développés aussi bien pour des matériaux initialement
isotropes que pour des matériaux initialement anisotropes. On distingue les modéles d’endomma-
gement selon la nature (scalaire, tenseur d’ordre 2, tenseur d’ordre 4) et le nombre des variables
d’endommagement.

Le modéle d’endommagement de base comporte une seule variable d’endommagement scalaire
qui affecte de la méme maniére toutes les composantes du tenseur d’élasticité. Ce modéle d’en-
dommagement isotrope ne modifie pas la symétrie matérielle initiale (isotrope ou anisotrope) du
matériau.

Lorsque le dommage se propage selon des directions fixes connues a priori (fissures orientées par
les axes matériaux dans le cas des composites) un modéle d’endommagement comportant plusieurs
variables scalaires d’endommagement peut-étre mis en oeuvre.

Les variables d’endommagement tensorielles sont utilisées lorsque I’endommagement revét un
aspect directionnel non pré-défini (dommages orientés par le chargement). Le choix d’une variable
tensorielle d’ordre 2 [Cordebois 79| ou 4 [Chaboche 79| permet de traduire, de fagon plus ou moins
complexe, une anisotropie induite par la dégradation du matériau.

Un aspect important a considérer dans la modélisation du comportement élastique endom-
mageable des matériaux est le caractére unilatéral du dommage. I’endommagement qui apparait
au cours du chargement est irréversible mais son effet sur le comportement peut-étre actif ou
passif [Chaboche 92, Maire 97a, Thionnet 99, Thionnet 10]. Par exemple, pour un chargement
incrémental de traction/compression, les fissures se referment progressivement lors du passage en
compression et le matériau retrouve ses propriétés élastiques initiales (voir Figure 2.3).

o (MPa)
250. |

200. §L

// Endommagement
s actif
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Endommagement

passif\ “ /

FIGURE 2.3 — Essai incrémental de traction/compression sur un composite SiCy/SiC stratifié [0-90]2s
[Gasser 98].
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Les fissures peuvent aussi se refermer sous des chargements multiaxiaux. Dans le cadre du calcul
de structures pour lesquelles la nature des chargements rencontrés est relativement complexe, il
est donc nécessaire de prendre en compte cet aspect unilatéral du dommage. La difficulté est de
construire un modéle qui permettent d’éviter la discontinuité de la réponse contrainte/déformation
lors du passage de la condition unilatérale [Ju 89] mais aussi la perte de symétrie du tenseur des
souplesses (ou des rigidités) [Ramtami 90].

Chaboche a proposé une méthodologie pour assurer la continuité de la réponse (o,e) et la sy-
métrie du tenseur des souplesses ou de rigidités [Chaboche 92]. Le principe de cette méthode est de
refermer les termes diagonaux du tenseur d’élasticité suivant un critére de fermeture dépendant de
l'orientation du défaut (fissure) et du chargement. Toutefois, le module de cisaillement ne retrouve
pas sa valeur initiale aprés fermeture des fissures. Une solution pour s’assurer que le matériau,
apres fermeture des fissures, retrouve complétement ses propriétés initiales [Chaboche 01] est d’in-
troduire, sous 'hypothése du frottement infini & 'interface des lévres d’une fissure, un terme de
stockage representant le saut de contrainte au moment de la fermeture ou de I'ouverture d’'une
fissure.

Les avancées significatives dans la modélisation du comportement et de 'endommagement des
composites tissés, prenant en compte des chargements multiaxiaux complexes afin de dimensionner
des structures, sont & mettre au crédit des laboratoires nationaux. Parmi les modéles de compor-
tement proposés, on peut distinguer les modéles reposant sur la définition de variables d’endom-
magement scalaire [Camus 00|, de ceux utilisant des variables tensorielles pour décrire 1’endom-
magement |[Gasser 96]. Certains auteurs ont fait le choix de décrire les déformations résiduelles
par un formalisme plastique, par exemple un écrouissage isotrope [Siron 99|. La grande majorité
des modéles proposés intégre des régles de désactivation du dommage dans le but d’assurer la
continuité de la réponse (0,¢). Les formulations développées différent par la nature des composites
pour lesquelles elles ont été établies qu’il s’agisse des composites & matrice organique [Hochard 07]
ou des composites a matrice céramique [Dumont 87]. On constate donc qu’il existe un nombre
important de critéres pour classer les différents modéles. Il est a noter que les boucles d’hystérésis
dues aux frottements des lévres des fissures sont en général négligées en raison de la complexité
des modélisations nécessaires. Halm et al. ont développé une approche permettant de prendre en
compte la dissipation générée par le frottement a l'interface au moment de la fermeture des lévres
des fissures en introduisant une nouvelle variable interne associée a ce mécanisme de dissipation
[Halm 98, Dragon 00|. Les modéles cités concernent plus particuliérement les composites tissés bi-
dimensionnels. Toutefois, des études ont été menées dans le but de modéliser le comportement
élastique endommagé des composites tissés tridimensionnels [Pailhes 02].

Modélisation du comportement viscoélastique

La viscosité joue un réle prépondérant sur la réponse des matériaux polymeéres et donc sur les
matériaux composites & matrice organique. La viscoélasticité permet de traduire la réversibilité de
la réponse du matériau pour un temps suffisamment long. Différentes approches sont proposées
dans la littérature pour décrire les comportements viscoélastiques linéaires ou non-linéaires des
matériaux composites.

On distingue tout d’abord les formulations empiriques qui consistent & établir une relation

entre la déformation et la contrainte [Findley 67, Dody 85]. Ces lois présentent l'inconvénient d’étre
rapidement mises en défaut pour des chargements hors de leur configuration d’élaboration.
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On distingue par ailleurs les formulations rhéologiques, pour lesquelles les comportements
sont représentés par des éléments de bases (ressorts et d’amortisseurs). Le ressort symbolise ’élasti-
cité linéaire parfaite tandis que I’amortisseur est associé & la viscosité. La sollicitation et la réponse
du matériau sont liées par les équations différentielles linéaires dans lesquelles intervient un temps
caractéristique de relaxation, 7, dépendant de ’amortissement 7 et du module d’Young F :

T== (2.2)

Le modéle de Maxwell est un exemple de modeéle rhéologique permettant d’étudier la réponse du
matériau en relaxation. Pour étudier le comportement du matériau en fluage, on utilisera plutot le
modéle Kelvin-Voigt. Ce type de modélisation n’utilisant qu'un seul temps de relaxation est satis-
faisant pour des matériaux ayant un comportement viscoélastique simple, tel que le caoutchouc par
exemple. Pour une description plus fine du comportement, il est toutefois possible de complexifier
ces modeéles en combinant en série ou en paralléle des modéles de Maxwell ou de Kelvin-Voigt.
Chaque mécanisme de déformation a son propre temps de relaxation. L’inconvénient de ce type
de formulations réside dans (i) le grand nombre d’équations différentielles a résoudre, (ii) le grand
nombre de paramétres a identifier, (i7) 'impossibilité de traiter de la non linéarité du comporte-
ment visqueux et (i) la difficulté de les généraliser & des chargements multiaxiaux.

Une solution pour régler le probléme d’identification, lié & la généralisation en série des modéles
de Maxwell ou de Kelvin-Voigt, est de relier les paramétres liés aux mécanismes visqueux par une
fonction continue et ainsi réduire le nombre de degrés de liberté (nombre de temps de relaxation)
[Nowick 72]. On parle dans ce cas de formulations spectrales. Chaque temps caractéristique de
relaxation 7; est pondéré par une fonction de poids p;. Le spectre continu peut avoir une forme
gaussienne, triangulaire ou rectangle. Sur la base de ce principe, Maire a développé un modéle
permettant de décrire le comportement visqueux des matériaux composites stratifiés constitués de
plis UD en fibre de verre [Maire 92]. L’idée générale de cette loi est de décomposer la viscosité en
un nombre limité de mécanismes élémentaires visqueux associés & un spectre de relaxation.

La derniére catégorie de formulations est relative aux formulations intégrales. Elles reposent
sur le principe de superposition de Boltzman : (i) le fluage et la relaxation sont des fonctions
dépendantes de I’histoire des sollicitations, (i) les incréments de chargement sont indépendants
et leurs contributions s’additionnent. Sur la base de ce principe, Schapery et al. ont proposé un
modéle permettant d’étudier les matériaux ayant un comportement viscoélastique non-linéaire
[Schapery 69, Schapery 66, Lou 71].

Prévision de la rupture structurale

Les modéles conduisent & une prévision de la réponse des structures. Dans le but d’évaluer la
tenue d’une structure, ceux-ci doivent étre associés & un critére définissant I'instant de défaillance.
Le critére le plus simple correspond & I'arrét du calcul. Une deuxiéme possibilité consiste & prendre
en compte dans la formulation 'effet de la rupture progressive sur la réponse non linéaire du
matériau. Nous reviendrons plus longuement sur ce point dans la deuxiéme partie du mémoire
(voir Chapitre 5).

Dans ce paragraphe, nous choisissons de nous attarder sur les critéres de rupture macroscopique
utilisés en post-traitement. Ces critéres permettent a la fois d’identifier les zones de rupture, de
déterminer pour quel chargement la piéce a rompu et de déterminer le mode de rupture. Dans
la suite, nous définissons la ruine structurale lorsqu’en un point le seuil du critére de rupture est
atteint (voir 4.1.1 et 4.3.1). Dans la littérature, de nombreux critéres ont été proposés pour décrire
la rupture des matériaux.
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Parmi ces critéres, le critére de la contrainte maximale (ou sa forme duale, le critére de
la déformation maximale) est le critére le plus simple et celui qui reste le plus utilisé dans les
bureaux d’études. On considére que le matériau casse dés qu’'une des composantes du tenseur des
contraintes (ou des déformations) dépasse une valeur seuil. Dans le cas des contraintes planes (o,
contrainte longitudinale, op contrainte transverse, orp contrainte de cisaillement dans le plan)
[Berthelot 92|, ce critére s’écrit soit dans les axes principaux des contraintes (en général pour les
matériaux isotropes) soit dans les axes principaux d’anisotropie du matériau :

XC<UL<XT
Xr <or <Yr (2.3)
-S<or<S

ou X7 et X¢ correspondent respectivement a la résistance dans I’axe longitudinal en traction et
en compression, Y7 et Yo correspondent respectivement & la résistance dans I’axe transverse en
traction et en compression et .S a la résistance en cisaillement.

Le critére de la contrainte maximale est découplé. En effet, bien qu’il informe sur le mode
de rupture du matériau, il ne tient pas compte des interactions entre les différentes composantes
du tenseur des contraintes. Ainsi, pour des chargements multiaxiaux, il surestime généralement la
contrainte a rupture.

Les critéres quadratiques permettent de prendre en compte les interactions entre les diffé-
rentes composantes du tenseur des contraintes. Parmi les critéres quadratiques répertoriés dans la
littérature, le plus général est celui de Tsai-Wu [Tsai 71]. Il s’écrit sous forme indicielle de la fagon
suivante :

fioi + Fijoio; <1 (2.4)

ou f; et Fj; sont des paramétres matériaux a identifier
Ce critére (comme tous les critéres quadratiques) doit vérifier des conditions de stabilité afin
de garder une enveloppe fermée de type ellipsoidale :

(2.5)

FyiFj; — Fé >0V (i,7) € {1,3} sans sommation sur les indices répétés

Ces conditions de stabilité garantissent la convexité du critére. La nécessité de vérifier ces condi-
tions de stabilité peut entrainer une impossibilité & identifier le critére dans certain cas.

Dans le cas des multicritéres 'enveloppe finale correspond & l'intersection de plusieurs en-
veloppes [Yeh 94]. Dans le cadre de travaux menés sur les composites tissés a matrice céramique,
I’Onera a proposé un multicritére pour étudier la tenue du matériau [Aiello 01]. Ce critére prend en
compte l'existence de deux modes de rupture : un premier mode de rupture fragile en compression
et un second mode équivalent & une rupture par endommagement dépendant de la partie positive
du tenseur des contraintes (noté o) :

(or)+ 0 0
ot =P. 0 (o) 0 PT (2.6)
0 0 <O’][]>+

ou oy, orr et oy correspondent aux valeurs propres de o et P & la matrice de passage entre
I’espace des déformations principales et 'espace de représentation initial. < z >, = x si x > 0 et
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0 sinon.
Il s’écrit de la facon suivante :

Vo :Mi:o++\Vot :My:ot <1 (2.7)
avec

M; = aS° (2.8)

mnS?l mns& m13593 0 0 0

mlgs?z mQQSSQ TTL235’83 0 0 0

o mlgs% WL23583 TTL335§3 0 0 0
Mz = 0 0 0  muSYy 0 0 (29)

0 0 0 0 M5S0, 0

0 0 0 0 0 m66586

ott SO est le tenseur des souplesses initiales. Les coefficients « et m;; sont des parameétres matériaux

a déterminer!.

Le critére de la contrainte maximale est élémentaire car il ne prend pas en compte les inter-
actions entre les composantes du tenseur. Le critére quadratique de Tsai-Wu prend en compte les
interactions entre les composantes du tenseur mais n’est par contre pas satisfaisant pour décrire la
tenue du matériau dans le quadrant compression-compression (voir Figure 2.4). En effet, la tenue
du matériau est, en général, surestimée dans cette zone. A la suite de cette étude bibliographique,
nous avons retenu le critére de la contrainte maximale ainsi que le critére de rupture Onera pour
I’analyse de la tenue des structures dans la suite de ce travail.

E
22 O (1)

\

—— Critére de la contrainte maximale
—— Critére de Tsai-Wu
—— Critére Onera

—— Critére de la contrainte maximale
— Critére de Tsai-Wu
— Critére Onera

FIGURE 2.4 — Visualisation dans les plan (o1, 02) a gauche et (o1, 06) & droite des critéres de la contrainte
mazimale, de Tsai-Wu et de I’Onera sous les hypothéses de contraintes planes.

1. le nombre de coefficients m;; indépendants a identifier dépend de I’anisotropie du matériau (voir 3.1.2).
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2.2 Présentation des modéles d’endommagement Onera (Onera
Damage Models)

2.2.1 Historique des modéles d’endommagement développés a I’Onera pour les
composites tissés

Le modéle développé dans le cadre de ces travaux de thése s’inscrit dans la lignée de la famille
de modéles congus & ’Onera au cours de ces derniéres années, en particulier pour les composites
tissés bidimensionnels & matrice céramique. Les formulations proposées s’inscrivent dans le cadre
de la thermodynamique des processus irréversibles et utilisent les concepts de la Mécanique Conti-
nue de I'Endommagement (voir Figure 2.5).

7 ~
Americo
(2002-2007)
3D CMC MAIA
BE-462 (2004-...)
(1993-1996) 3D CMO & CMC
2D CMC CPR
(1998-2002)
GS4C 2D CMC
(1990-1994)

\_ 2D CMC A

2D CMC ) 3D CMC

FIGURE 2.5 — Modéles d’endommagement Onera développés ces derniéres années au cours de programmes
de recherche européens et francais.

Dans le cadre du Groupement Scientifique GS-4C (1990-1994), I’Onera a développé un modéle
élastique endommageable avec prise en compte du caractére unilatéral du dommage [Maire 94|. Les
études ont été menées sur un composite tissé 2D SiCf/SiC. Ces travaux ont donné lieu a I’établis-
sement d’'un modéle d’endommagement isotrope en considérant le matériau comme initialement
orthotrope symétrique. L’endommagement au sein du matériau n’étant pas isotrope [Aubard 92|,
un modéle d’endommagement anisotrope avec trois variables internes orientées suivant les trois
directions d’anisotropie a été proposé par la suite. Pour cette derniére formulation, '’endommage-
ment est supposé orienté par la microstructure.

Dans le cadre du programme européen Brite-Euram BE-462 (1993-1996), deux modéles de
comportement élastique endommagé ont été proposés : une formulation en contrainte et une for-
mulation en déformation. Chacun des modéles comporte trois variables scalaires d’endommagement
représentant la microfissuration, orientée par les axes d’anisotropie du matériau, et une variable
d’endommagement tensorielle d’ordre 2 qui décrit 'endommagement orienté par le chargement
[Maire 97a, Maire 97b, Maire 98]. Ce modéle, trés satisfaisant sur le plan phénoménologique, s’est
avéré de par sa complexité, trés difficile a utiliser dans le cadre du calcul de structures en raison
de la nature tensorielle des variables d’endommagement.
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Pour pallier cette difficulté, des modéles d’endommagement a variables scalaires ont été proposés
dans le cadre du CPR (1998-2002), intitulé " modélisation du comportement et de la longévité de
composites a matrice céramique ". Plus précisément, deux modeéles formulés en contrainte (afin de
simplifier leur identification) ont été définis.

Le premier modéle comporte trois variables d’endommagement dans le plan correspondants aux
directions principales d’anisotropie. Ce modéle doit étre utilisé si le dommage présente des direc-
tions privilégiées correspondant aux directions d’anisotropie du matériau. Typiquement, ce modéle
semble mieux adapté aux matériaux présentant un fort contraste entre les propriétés mécaniques
de la fibre et de la matrice, tels que les CMO ou certains CMC (Cy/C).

Le second modéle, introduit deux directions de dommage supplémentaires dans le plan corres-
pondant aux directions +45° et -45°. Ainsi pour des chargements a 0°, 90°, 45° et -45°, le dommage
activé est perpendiculaire au chargement, ce qui rend ce modéle identique & un modéle tensoriel
pour ces directions. Pour d’autres directions de chargement, I’endommagement résultant est une
combinaison entre les différentes directions des dommages définies. Il est important de noter que
Ioriginalité de ce modéle ne réside pas uniquement dans ’ajout de variables supplémentaires. En
effet, la cinétique de chaque variable est sensiblement différente de celle des variables du premier
modeéle. Ce choix a permis de rendre ce modele (dit " pseudo-tensoriel ") semblable & un modéle
tensoriel pour des sollicitations a 0°, 90°, +45° et -45° avec en particulier la perte d’orthotropie lors
des essais hors-axes. Ce modéle semble mieux adapté lorsque le dommage est préférentiellement
orienté par le chargement.

Le caractére explicite en contrainte de ces formulations entraine des cotlits de convergence liés
a la résolution de la loi de comportement dans le cadre de calcul de structures.

Pour améliorer la convergence numérique, des formulations duales en déformation ont été déve-
loppées. La variable d’état des modéles présentés par la suite est donc le tenseur des déformations
€. Dans la suite du document le modéle d’endommagement associé au matériau ayant un faible
contraste fibre/matrice sera dénommé ODM LD (pour Onera Damage Model Loading direction),
alors que celui associé au matériau ayant un fort contraste fibre/matrice sera dénommé ODM MS
(pour Onera Damage Model MicroStructure direction). Ces modéles permettent de décrire les
principaux phénoménes observés sur les composites tissés : ’anisotropie initiale, ’anisotropie in-
duite, c’est-a-dire les effets du dommage sur le comportement élastique, le caractére unilatéral du
dommage, les déformations résiduelles liées & 'endommagement, les cinétiques d’endommagement
distinguant les différents modes de fissuration (normal et tangentiel) ainsi que la prise en compte
des effets thermiques. De plus, le comportement transverse lors des essais dans I'axe des renforts
est considéré comme constant.

2.2.2 Equations constitutives des modéles élastiques endommageables

Potentiel thermodynamique et lois d’état

Les modéles, formulés en déformation, reposent sur la définition du potentiel d’énergie libre de
Helmotz :

1 -
¢:%(s*:cm:s*+¢0—w—¢8) (2.10)
avec
e* =eg—gth—£°
PO =e*:CO:e040:.C0:¢*

2.11
Yt =e*:CO:e" 4" : CY: ¥ (2.11)

W =e*:Cl:e®+e%:CO:e*
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o C" = (§™)~1 avec §™ = S0 4 AS™.
CO et SY correspondent respectivement au tenseur des rigidités et des souplesses initiales.
C™ et S™ représentent respectivement le tenseur des rigidités et des souplesses effectives.
e est la déformation thermique définie de la maniére suivante :

eth = o(T - T9) (2.12)

ol a correspond au tenseur des dilatations thermiques, T & la température d’essai et 70 a une
température de référence (libre de contrainte par exemple).

€%, homogéne a un tenseur des déformations, définit le moment de fermeture. Ce tenseur per-
met de prendre en compte, par exemple, les effets des contraintes résiduelles (dues au process de
fabrication) sur la fermeture des fissures.

€% = Aa(T - TY) (2.13)

ol A« est un parameétre du modéle qui, d'un point de vue microscopique, peut étre relié a la
différence de dilatation entre la fibre et la matrice.

g% est le tenseur des déformations stockées. Il permet d’assurer la continuité de la réponse (o,
€) au moment de la refermeture.

e” est le tenseur des déformations résiduelles liées & I’endommagement.

AS™, représentant la variation du tenseur de souplesse due & I'endommagement matriciel, est
défini de la maniére suivante :

AS™ = "l dHY (2.14)

ou HY" est le tenseur d’effet du dommage associé¢ a la variable d;*. Plus précisément, le modéle
ODM _MS comporte trois variables d’endommagement, di*, d5* et d3* associées aux trois directions
principales du matériau, alors que le modéle ODM LD comporte cing variables d’endommagement,

T, dyt et di* associées au trois directions principales du matériau et dj* et di* associées au directions
+45° et -45° dans le plan. La Figure 2.6 présente les modes d’endommagement activés par des
chargements & 0°, 90°, +45°, -45° et hors-plan pour les deux formulations.

Chargements

e \ e N

90°
.

Hors-plan

\. J \. J

ODM_MS (microstructure)— CMO et certain CMC (C/C)

r \ ( )
m m m
d1 “ dZ =+n =+n ' d3
dm m
\ 1 J \ J \ J
s 2

ODM_LD (chargement) — certain CMC (SiC;/SiC)

FIGURE 2.6 — Schéma de principe des modes d’endommagement activés par le chargement pour les modéles
ODM_MS et ODM_LD.

d
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Le tenseur d’effet du dommage HY" est défini de la maniére suivante :

hiSY 0 0 0 0 0
0 000 0 0
m 0 000 0 0
L= 0 000 0 0 (2.15)
0 0 0 0 hkSY O
0 000 0 hisS%

hi, his et hig sont des paramétres du modéle & identifier. hi; traduit effet dune fissure sollicitée
en mode I sur le comportement longitudinal, h51)5 traduit 'effet d’une fissure sollicitée en en mode
III sur le comportement en cisaillement intralaminaire, his traduit effet d'une fissure sollicitée en
mode II sur le comportement en cisaillement interlaminaire. Les tenseurs H5' et HE' sont obtenus
par permutation des indices. Les tenseurs d’effet du dommage HJ* et HZ® ont une forme identique
a ce que I'on aurait obtenu avec un modéle tensoriel :

hi,SY 0 0 0 0 0, 5hgsS0s
0 h},S% 0 0 0 0, 5hisS0
m 0 0 0 0 0 0
L 0 0 0 0,5h2S% 0,5h3,59 0 (2.16)
0 0 0 0,5h%;5% 0,5h2: S0 0
0,5h¢s S8 0,5hésSes O 0 0 hésSSs
h3, 8%, 0 0 0 0 —0,5hg6S%
0 h$,S8% 0 0 0 —0,5h25S%
m 0 0 0 0 0 0
> 0 0 0 0,5h2:8%  —0,5h3,S9 0 (2.17)
—0,5h2558 —0,5h2:S% O 0 0 h3sSee

h;ll- et h?l- sont des paramétres du modéle & identifier.
n* est l'index de désactivation du dommage qui permet de décrire I'état actif ou passif du
dommage (7" = 1 endommagement actif, 7" = 0 endommagement passif).

L’état du matériau est donc décrit par un ensemble de quatre familles de variables internes de
nature différente : di*, 0", €% et €”.

A partir de la définition du potentiel thermodynamique, la loi de comportement ainsi que la
force motrice du dommage sont déduites :

0
o= p%t
0

C:

m

*—CO:(ET—FES—@O)
. - . (2.18)
e Cig"H* : C: €

Sl
N[

Evolution des variables scalaires d’endommagement

Les forces thermodynamiques associées aux variables d’endommagement sont définies dans un
cadre non standard garantissant ’admissibilité thermodynamique. En effet, elles ne sont pas ob-
tenues par dérivation du potentiel d’énergie libre de Helmholtz mais redéfinies afin de faciliter
I'identification. Cette redéfinition permet également de garder le caractére explicite de la formula-
tion et la cohérence thermodynamique. Plus précisément, elles sont définies en fonction du tenseur
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des déformations efficaces et . Il correspond a la partie positive de la décomposition spectrale du
tenseur des déformations :

er)+ 0 0
et =P. 0 (em)y 0 PT (2.19)
0 0 <EIH>+

ou €, €17 et errr correspondent aux valeurs propres de € et P a la matrice de passage entre ’espace
des déformations principales et ’espace de représentation initial.

Ainsi, pour le modéle ODM _MS; les forces motrices de 'endommagement dans le plan sont
définies avec une distinction entre les forces motrices normales (y/"™) et les forces motrices tangen-
tielles (y!™). Par exemple, les forces motrices associées a la variable d’endommagement df* sont
définies comme suit :

1
yi" = 3(eg Coce + bied Clsed)

ou by est un paramétre du modéle introduit afin de pondérer les cinétiques d’endommagement en
mode inter et intra-laminaire. Les expressions des autres forces thermodynamiques (y3™, y&™, y4™,
y4™) sont elles obtenues par permutation des indices.

Pour le modéle ODM LD, les forces motrices dérivent de celles définies pour un modele ten-
soriel. En effet, la force motrice associée & une variable tensorielle d’ordre 2 est un tenseur d’ordre
2. Elle prend dans le plan la forme suivante :

Y = [yl yG] (2.21)
Yo Y2

avec !

y1 = 5 (67 Chef + bied Cgoed + boed Csed)

Yo = % (af(}%sf + b15g08662{ + b2€2—02481) (2.22)
1

v = 1 (67 Chied + €3 Ched + bieg Cfs (1 + 7))

oll by et by sont des paramétres du modéle introduits pour traduire le couplage entre traction,
cisaillement inter et intra-laminaire. Il est possible de définir maintenant, les quatres forces ther-
modynamiques associées aux quatre variables scalaires d’endommagement dans le plan (df*, d3’,
dj' etdf") correspondant aux directions fixes : 0°, 90°, +45°, -45° (< >_=1si 2 < 0 et 0 sinon) :

Yo = Y1 — |ysl, Yoo = v2 — |ys|, Y45 = (Y6)+, Y—a5 = (Y6)— (2.23)

L’endommagement hors-plan reste, lui, orienté par la microstructure. Une seule variable scalaire
est donc suffisante pour décrire le comportement dans I’épaisseur. La force motrice associée a cet
endommagement prend la forme suivante (b est un paramétre du modéle) :

1
3 (5§C§35§r + b3 (5102451 + 5?0?55;)) (2.24)

Les lois d’évolution des variables d’endommagement ne sont pas inscrites dans un cadre stan-
dard. En effet, elles dépendent des forces motrices définies précédemment. Dans un schéma indépen-
dant du temps, il est possible d’utiliser un critére défini comme la surface de non-endommagement.

Ys =
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Plus précisément, des critéres découplés sont utilisés pour chaque variable scalaire d’endomma-
gement :

EP (g™, g™, d) = [T (™) + f (™) — d i€ {1,3}  pour ODM_MS (2.25)
F™(y", di") = f"(yi") — di"* i €{0°,90°,4+45°,—45°, 3} pour ODM_LD (2.26)

Dans le but d’introduire les effets de saturation communément observés dans les composites,
les cinétiques d’évolution du dommage sont écrites sous forme exponentielle :

(). ||

ol d”cc(i), yg’(i), yf(i) et pf sont des parameétres du modele. L’exposant  est a remplacer par nm ou
tm dans le cas ’ODM _MS et par m dans le cas d’ODM _LD.

f=dgy - (1—exp—

(1

(2.27)

Remarque sur la cohérence thermodynamique :
Afin de s’assurer de respecter la cohérence thermodynamique, la relation suivante doit étre verifiée :

> Yd; >0 (2.28)

La relation est trivialement vérifiée sachant que I’on démontre facilement que Y;™ est positif (forme
scalaire quadratique) et que le modeéle impose logiquement que l'endommagement dj* ne peut que
croitre (caractére irréversible de l’endommagement).

Evolution des tenseurs des déformations stockées et résiduelles

Le tenseur des déformations stockées €® permet d’assurer la continuité de la réponse (o,¢)
tout en garantissant que le matériau récupére ses propriétés élastiques initiales au moment de la
désactivation du dommage. Pour les deux formulations, ce tenseur est défini par la loi d’évolution
suivante :

és =80 (Z dC™ : H; : ém> 1E avec E=¢—¢° (2.29)

La Figure 2.7 présente I'apport de la déformation stockée afin d’assurer la continuité de la
réponse contrainte/déformation. Le chargement imposé consiste a superposer un échelon de dé-
formation g & un cycle de traction/compression 1. Au moment du passage en compression, une
discontinuité est mise en évidence sur la courbe d’évolution de la contrainte oy dans le cas ou la
déformation stockée n’est pas prise en compte dans la formulation.

Le tenseur des déformations résiduelles, €”, correspond aux déformations & contrainte nulle en

absence de fermeture (voir Figure 2.8). Ce tenseur des déformations résiduelles (identique pour les
deux formulations) est déterminé a partir de la loi d’évolution suivante :

gr =80 (Z ¢Gntd;,C™ : H; ém) L (2.30)
i
L’évolution des déformations résiduelles est liée linéairement a ’évolution de I'endommagement.

Le parameétre ¢; permet de pondérer la relation entre I'endommagement d;* et les déformations
résiduelles. Les déformations augmentent donc en fonction de la valeur du dommage.
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Réponse sans stockage

Chargement

contrainte(MPa)

deformation

contrainte(MPa)

FIGURE 2.7 — Illustration du role de la déformation stockée pour assurer la continuité de la réponse (o ,c).
Chargement imposé en déformation & gauche : échelon g superposé & un cycle de traction/compression £1.
Résultats de la simulation avec ou sans prise en compte de la déformation stockée a droite : évolution de
o1 et gg en fonction du temps.
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9.

FIGURE 2.8 — FEvolution de la contrainte o1 en fonction de la déformation £, pour un matériau présen-
tant un comportement élastique endommageable avec présence de déformations résiduelles obtenues avec le
modele ODM_MS lors d’un essai de traction/compression incrémentale.
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Evolution des index de désactivation des dommages

Dans le cas d'une fermeture instantanée des fissures, I'index de désactivation du dommage est
défini de la fagon suivante :

Nt = h(&;) avec & :ﬁ; -E- ﬁ; (2.31)

h correspond & la fonction d’Heaviside (h(&;) = 1 si & > 1, O sinon). n; correspond au vecteur
normal a la fissure.

D’un point de vue numérique, il est intéressant d’opter pour une fermeture progressive évitant
la discontinuité de la matrice tangente engendrée par 1'utilisation de la fonction d’Heaviside. Ce
choix revét aussi un aspect physique, puisqu’il est plus que probable que les fissures dans une
direction donnée ne se ferment pas toutes en méme temps. Dans ce cas, I'index de désactivation
est défini par :

1 si Ag; < &
Nt = % (1 — cos (%%ﬁfl)) si —Ag; < & < Ag; (2.32)
0 s1 & < —Ag;.

Ag;, amplitude de variation correspondant a la fermeture compléte des fissures, dépend de
I’endommagement, ce qui permet de prendre en compte 'influence de celui-ci sur le domaine inter-
médiaire entre fissures toutes ouvertes ou toutes fermées (ot a; et Ag? (intervalle initial) sont des
paramétres matériaux a identifier) :

L’influence de la présence d’endommagement sur la progressivité de la fermeture des fissures
est présenté a la Figure 2.9.

TR,
09 | — OLJverture Enitiale | | Y AN 4 77777777
pel . uverture aprés endommagement | f 4 L P |
R R -
A o
I SURURUS URURURUN SURURUNE SUNUUN) /ANURUN SURUU SR S

1, i i i i i i
e

; ; ; | i i i i i
825 0.2 0.15 0.1 0.05 0 0.05 0.1 0.15 0.2
g

FIGURE 2.9 — Fvolution de lindex de désactivation du dommage en présence d’endommagement.
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2.3 Analyse critique, limites et insuffisances des modéles ODM

Les formulations de deux modéles permettant de décrire le comportement élastique endommagé
des composites tissés ont été présentées dans la section précédente. Cette partie consiste en une
analyse critique des modéles ODM. Dans un premier temps, en sont soulignés les particularités
et les avantages. Dans une deuxiéme temps, les limites et insuffisances des modéles sont mises en
évidence.

2.3.1 Particularités et avantages des modéles ODM
Influence des paramétres de la cinétique d’endommagement

L’évolution de la variable scalaire d’endommagement est donnée par I'Equation 2.25 pour
ODM _MS et I'Equation 2.26 pour ODM _LD. Le paramétrage de la fonction f; (Equation 2.27)
offre une gamme de possibilité suffisamment large pour décrire toute une variété de cinétique
d’évolution de I'’endommagement.

Les figures suivantes illustrent 'influence des parameétres de la fonction f; (voir Equation 2.27) :
yor, p™, dt, ylt, sur la réponse fournie par le modéle dans le plan (d,e) pour p™ > 1 (Figure 2.10(a))
et pour p”* < 1 (Figure 2.10(b)). Pour cela, un essai monotone de traction uniaxiale dans le sens
chaine a été simulé. Le paramétre p™ a une influence sur la forme de la cinétique d’endommagement.
En effet, si p™ est inférieur ou égal a 1, la courbe aura une forme de "crochet" di a la forte inflexion
a l'activation du dommage. Si p™ est supérieur a 1, la courbe aura une forme de "S". Le paramétre
yo définit le seuil d’activation du dommage. Le paramétre d* correspond & la valeur & saturation
de 'endommagement, c¢’est-a-dire la valeur maximale que 'endommagement peut atteindre. Pour
finir, le parameétre y.* joue un role sur la vitesse d’évolution de I’endommagement, tous parameétres
fixés par ailleurs. Plus y. est petit, plus d" tend vers sa valeur maximale d. rapidement.

2

; 2 1
ar.” /7/ ar -
1.5 /

\
\

1.5

— y™ =100 05 — y™=100
m fh_ m f
Yo — ¥, =150 Yo — y"=150
\ Y =200 \ yi‘ =200
0 O/ T T 0 Q’ T T
0 0.2 0.4 0 0.8 1 1.2 14 0 0.2 0.4 0.8 1 1.2 1.4

0.6
€ (%)

(a) (b)

FIGURE 2.10 — Influence des parameétres, d*,p™, y'*, yg'* sur Uévolution de la cinétique d’endommagement
obtenue par la simulation d’un essai de traction monotone : (a) p™ > 1, (b) p™ < 1

Différentes possibilités de fermeture

Les paramétres Aa de 'Equation 2.13, ¢; de 'Equation 2.30 et a;, Ae; de I'Equation 2.32 per-
mettent de couvrir les différentes possibilités de fermeture observées expérimentalement lors de la
caractérisation du comportement des tissés CMC. Afin d’illustrer cette faculté du modéle a rendre
compte du comportement autour du point (0,0) du graphe (o,e), nous avons simulé un essai de
traction/compression incrémentale dans le sens du renfort en modifiant la valeur des paramétres

Aa, Ci7 a; et AEZ'.
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En considérant une différence de coefficients de dilatation nulle (Aa = 0) entre les constituants
du matériau, ce qui est le cas par exemple pour les SiCf/SiC, on obtient une fermeture instantanée
sans déformation résiduelle (voir Figure 2.11(a)).

Une fermeture instantanée avec déformation résiduelle est obtenue en prenant (; non nul (voir
Figure 2.11(b)).

Le passage entre un état ot I’endommagement est actif et ol le matériau retrouve ces propriétés
élastiques initiales en compression peut se faire de fagon progressive en définissant un intervalle de
fermeture non nul voir Figure 2.11(c)).

Il est possible de rendre compte d’une fermeture progressive avec déformation résiduelle et un
moment de fermeture non nul ainsi que I'on observe expérimentalement sur les composites Cy/SiC
(voir Figure 2.11(d)).
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100 ----f~-- - b b -100
-200 ‘ ‘ -200
-1 0 1 2 3 -2
€ x10°

300

200

100

- )

-2 0 2 4 6 8 -5

(c) (d)

FIGURE 2.11 — [llustration des différentes possibilités de fermeture offertes par les modéles ODM __MS et
ODM LD

Création d’endommagement transverse sous chargement de compression

Le modéle étant formulé en déformation, il offre la possibilité de créer de 'endommagement
transverse a la direction de chargement en compression uniaxiale grace a l'effet Poisson. En effet,
si I'on comprime dans le sens chaine (o7 < 0), on a alors €1 < 0 mais g3 > 0 et €3 > 0 (voir Figure

2.12).
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FIGURE 2.12 — Chargement de compression uniaxiale engendrant un endommagement transverse par effet

Poisson.

Intéréts de la déformation efficace

Les forces motrices de 'endommagement sont définies & partir de la déformation efficaces e ™. Ce
choix implique que I'’endommagement en cisaillement est dépendant de la déformation de compres-
sion. Il a pour conséquence une diminution de la cinétique d’endommagement lors d’un couplage

compression/torsion.

Cette écriture permet notamment de rendre compte du comportement observé expérimentale-
ment sur des composites tissés & matrice céramique [Maire 96]. La superposition d’une compression
o1 & un cisaillement og rend la réponse du matériau faiblement non-linéaire, alors que la superpo-

sition d’une traction oy accroit la non-linéarité du matériau (voir Figure 2.13).
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FIGURE 2.13 — Influence de la superposition d’une contrainte de traction ou de compression & une
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contrainte de cisaillement sur la non-linéarité d’un 2D SiCy/SiC.
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2.3.2 Limites des modéles ODM
Boucles d’hystérésis

Les essais cycliques sur les composites & matrice céramique mettent en évidence 'apparition
de boucles d’hystérésis aussi bien de charge/décharge que de traction/compression [Morscher 07,
Mei 08|. Ces boucles d’hystérésis sont attribuées a des phénomeénes dissipatifs liés aux frottements
a l'interface des lévres des fissures matricielles induites par le chargement [Evans 97, Mei 09]. Une
confrontation entre la réponse expérimentale et la réponse simulée avec le modéle ODM LD est
présentée a la Figure 2.14. 1l s’agit d’un essai de charge/décharge incrémentale dans le sens longi-
tudinale sur le Cerasep®A410 2. Le comportement élastique endommageable du matériau est bien
retranscrit. Par contre, la dissipation liée au frottement n’est pas pris en compte dans la formulation
du modele. Ce déficit de modélisation pourrait étre problématique dans le cas de I'extension du
modéle & la fatigue. En effet, certains modéles de fatigue étant basés sur ’énergie dissipée par cycle,
il s’avére nécessaire de décrire de fagon satisfaisante ces phénoménes dans la loi d’endommagement.

Essai de charge/décharge incrémentale sur le Cerasep®A410

| | | 1 | | | | |
| | e | | | | . |
| | 1 | | | | ‘ |
| L | | 0.8 | | ) | |
********* R e i Sl e T e i e i Sl
L : : : : ! ! !
. | | | | | | |
8 e | | b8 | ‘ | | |
£ Sl S L L L Eosl - LS (R L L ]
e ya | | )2 ‘ : | | |
2 yau ! ! .- 1 ! ! ! !
g B B % L A A e Rl R
g ! ! ESsAl| | 8 ‘ | | ODM_LD | !
| | ‘ | | | | ‘ |
| | | | | | | | |
Boucles d'hystérésis i i i i i i i
) ) ) | 0 ) ) ) ) |
0.4 0.6 0.8 1 0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

déformation normée déformation normée

(a) Expérience (b) Expérience

FIGURE 2.14 — Simulation d’un essai de charge/décharge incrémentale sur un composite tissé & matrice
céramique

Halm & et al. [Halm 98| ont proposé une formulation permettant de prendre en compte la
dissipation générée par le frottement lors de la refermeture des fissures. Pour cela une variable
interne associée au frottement est introduite. L’introduction de ce mécanisme dissipatif peut s’avé-
rer délicat a identifier et cofliteux en temps de calcul. De plus, ces travaux n’étant pas axés sur
le comportement en fatigue du matériau, I'hypothése de frottement infini des lévres des fissures
durant la refermeture a été maintenue.

Comportement visqueux des CMO

Les modéles ODM_MS et ODM LD ont été développés pour rendre compte du comportement
élastique endommageable des matériaux composites & renforts tissés. De ce fait, il est impossible de
décrire le comportement dépendant du temps des matériaux composites tissés a matrice organique.
Or, la viscosité de la matrice polymére joue un réle prépondérant sur la réponse du matériau lors
de sollicitations en dehors des axes du renfort, notamment & 45° ou lors d’essais de cisaillement
pur. La Figure 2.15 présente une confrontation modéle/expérience dans le cas d’un essai de fluage

2. Composite tissée 2D & matrice multiséquencée élaboré par Snecma Propulsion Solide.
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multipalier & 45° par rapport aux axes du renfort. Il manque dans la formulation des modéles un
terme non-linéaire permettant de décrire correctement la viscosité du matériau.

déformation normée

temps normé

FIGURE 2.15 — Simulation d’un essai de fluage multipalier ¢ 45° sur un composite tissé multicouche
interlock déséquilibré avec le modéle ODM _MS.

Couplage plan/hors-plan

Une sollicitation dans le sens du renfort d'un matériau composite tissé entraine I’apparition
de décohésions a l'interface torons/matrice. La sollicitation macroscopique uniaxiale engendre de
fait un champ de contrainte mésoscopique multiaxial. Les torons ondulés situés dans l’axe du
renfort ont tendance & vouloir se redresser, entrainant l'apparition d’une fissure hors-plan lors
d’une sollicitation plane. Ce phénomeéne se traduit par un couplage plan/hors plan que le modéle
traduit pas pour l'instant.

2.4 Extension et adaptation des modéles ODM aux spécificités des
composites tissés

L’objet de cette section est de présenter dans quelle mesure les limites de modélisation mises
en évidence précédemment ont été corrigées.

2.4.1 Prise en compte du caractére visqueux des CMO : modéle viscoélastique
spectral non-linéaire

Les composites a matrice organique ont un comportement non-linéaire et dépendant du temps
dii & la résine polymeére. Il est nécessaire de prendre en compte ces effets du temps sur le compor-
tement dans le but d’avoir des prévisions fiables.

Pour cela, notre choix s’est porté sur le modéle viscoélastique spectral non-linéaire. Ce modéle
a d’abord été établi pour décrire le comportement visqueux des matériaux composites stratifiés
constitués de plis UD en fibre de verre par Maire [Maire 92|. Il a été ensuite éprouvé sur des
matériaux composites renforcés par des fibres de carbone [Petipas 00, Schieffer 03, Laurin 05].
Huchette a repris cette formulation dans le cadre de ses travaux et en a proposé une version modifiée
en introduisant les effets des microdécohésions sur le comportement visqueux [Huchette 05]. C’est
cette derniére version que nous avons choisie pour décrire le comportement viscoélastique des
composites tissés a matrice organique.

Ce modeéle, formulé en déformation, respecte la cohérence thermodynamique, ce qui facilite son
couplage avec un modeéle d’endommagement. L'un des avantages de cette formulation repose sur le
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nombre limité d’essais nécessaires a son identification. Enfin, il est possible de prendre en compte
les effets de vitesse et de décrire aussi bien des essais de fluage que des essais de relaxation.

Le principe de la loi est de décomposer la viscosité en mécanismes élémentaires visqueux associés
& un spectre de relaxation. Les variables observables sont la température T et la déformation totale
€. Les variables internes sont la déformation visqueuse €€, une famille de tenseurs d’ordre 2 §;
(homogéne a une déformation). Chaque &; correspond & un mécanisme visqueux élémentaire.

Potentiel thermodynamique et lois d’état

Le potentiel d’énergie libre de Helmholtz est défini de la maniére suivante :
1
200 = (e —€¥®) : C¥: (e — &%) + E —(&:C": &), (2.34)
— i
(2

avec CO le tenseur des rigidités élastiques, CT le tenseur des rigidités relaxées.

Chaque mécanisme élémentaire visqueux &; est associé a un temps de relaxation 7; représentant
le temps caractéristique du mécanisme (voir Equation 2.35). Son importance est donnée par le
poids p;. L’ensemble des poids p; définit une enveloppe de type distribution statistique (souvent
gaussienne). Cette distribution est déterminée par la connaissance de son écart type ng et de sa
moyenne n. (voir Equation 2.36).

En matiére de signification physique, augmenter le paramétre ng permet de donner plus d’im-
portance aux mécanismes élémentaires tardifs tandis qu’augmenter n. revient & uniformiser tous
les poids des mécanismes.

7; = exp(i) (2.35)

i = noi/% exp (— <Z no”c>2> (2.36)

Les lois d’état sont obtenues par dérivation du potentiel thermodynamique :

a:p%:C:(s—eve)
ove = p 2 — o (2.37)
oY _

Xi = Pay; = icr &

Potentiel de dissipation et lois d’évolution

Le potentiel de dissipation est défini de la maniére suivante :
1 r
2 :E —(w; : S wy 2.38
¥ 7 (w; i) ( )

avec w; = go¥® + x; ou g est la fonction non linéarisante et S* le tenseur des souplesses relaxées.
Le tenseur des souplesses relaxées S* est construit afin d’avoir le caractére le plus général
possible (f;i sont des paramétres du modéle a identifier) :

B11511  P12S12 P13513 0 0 0
B12512 22522 P23Sas 0 0 0
r | P13513 B23523 [33533 0 0 0
5= 0 0 0  faaSu O 0 (2.39)
0 0 0 0 B55S55 0
0 0 0 0 0 Be6Ses
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Les lois d’évolution sont obtenues par dérivation du potentiel thermodynamique :

€ =g(o) ik (2.40)
&= ~(ui€ — &)
L’asymptote non linéaire ¢ est définie par :

E=gS":o (2.41)
La fonction non linéarisante g s’exprime en fonction du tenseur des contraintes de la maniére
suivante :
g=1+a(l+dy,)oL, (2.42)
avec :

(2.43)

n

dy =b(0eqg — 00>+

{O’eq:\/O' :Sro
ou (a,byn,p et op) sont des paramétres a identifier. Le cas a = b = 0 correspond au cas de la
viscosité linéaire.

2.4.2 Formulation du modéle viscoélastique endommagé

L’objectif de cette partie est de présenter les extensions apportées au modéle d’endommagement
ODM _MS concernant la prise en compte du caractére visqueux des tissés CMO ainsi que les
modifications qui en résultent (définition des termes de couplages). Afin de prendre en compte le
comportement viscoélastique des CMO, le modéle d’endommagement ODM _MS a donc été couplé
au modéle viscoélastique spectral non linéaire précédemment défini. La loi de comportement est
redéfinie de la maniére suivante :

a:é:(s—so—sth—s”e)—C:(es+s’°—50) (2.44)

Afin de définir complétement le modéle, il faut définir les couplages entre la viscosité et 1’en-
dommagement : I'effet de 'endommagement sur la viscosité et réciproquement, I'effet de la viscosité
sur ’endommagement.

Influence de ’endommagement sur la viscosité

L’endommagement a une influence sur le comportement asymptotique (qui donne amplitude
des déformations de fluage). Afin de prendre en compte l'effet de 'endommagement sur la viscosité,
le méme formalisme qu’en élasticité est adopté. Le tenseur des souplesses relaxées effectives ST est
donc défini de la maniére suivante :

3
S*=S8"+ > n'd"H* (2.45)
=1

42



Extension et adaptation des modéles ODM aux spécificités des composites tissés

L’expression du tenseur, H{®, est la suivante :
hvei; ST, 0 0 0 0 0
0 0 00 0 0
ve 0 0 00 0 0
Hy" = 0 0 00 0 0 (2.46)
0 0 0 0 hvelsSL 0
0 0 00 0 hveds St
avec : » .
hoely = ndy (hwely)' =" + (1= ) d? (hoely)'= (2.47)

Les termes Si5 et Sgg restent affectés par 'endommagement aussi bien en traction qu’en com-
pression. Ce formalisme permet d’assurer la continuité au moment de la fermeture des fissures sans
avoir & introduire un terme de stockage associé a la viscosité. Les tenseurs H5¢ et H3® sont obtenus
par permutation d’indices.

Maire [Maire 92] a démontré qu'il était possible de négliger les effets de 'endommagement sur
la fonction non linéarisante g. Dans I’Equation 2.43, le tenseur S* reste constant. Nous retenons ici
cette hypothése simplificatrice pour la modélisation du comportement viscoélastique endommagé
du matériau. La Figure 2.16 présente l'effet de la présence d’endommagement sur la déformation
de fluage.

FIGURE 2.16 — Effet de l’endommagement sur la déformation de fluage. Comparaison d’un essai de fluage
sur un matériau sain et sur un matériau endommageé.

Influence de la viscosité sur ’endommagement

La viscosité joue un role sur ’évolution de 'endommagement des composites a matrice orga-
nique [Raghavan 96]. Il est donc a priori nécessaire de prendre en compte cet effet dans la mo-
délisation. Néanmoins, en ’absence d’évidences de données expérimentales supplémentaires, nous
considérons que 'effet de la viscosité sur 'endommagement est suffisamment et naturellement pris
en compte dans la formulation. En effet, les forces motrices de ’endommagement dépendent expli-
citement de la partie positive de la décomposition spectrale du tenseur des déformation totales. Or
celui-ci intégre la partie visqueuse de la déformation. Dans le cas d’une transformation isotherme,
on a ainsi :

e=e°+e%4+8m:C:(e°+¢") (2.48)

Le formalisme ainsi adopté permet 'apparition ou l’évolution de I’endommagement lors de
sollicitation de fluage puisque la déformation totale augmente (voir Figure 2.17).
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Modélisation du comportement, de ’endommagement et de la rupture fragile des composites tissés
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FIGURE 2.17 — lllustration de effet de la viscosité sur ’évolution de l’endommagement lors d’essai
de traction monotone dans le sens longitudinal : (a) résultats expérimentauz [Nguyen 07] et (b) résultats
obtenus par la simulation.

2.4.3 Prise en compte du couplage plan/hors plan dans la cinétique d’évolution
du dommage hors plan

Les observations réalisées lors d’essais dans le sens du renfort du matériau ont mis en évidence
Papparition d’'un dommage hors-plan (décohésion a l'interface entre les torons en sens chaine et
sens trame ainsi qu’a l'interface torons matrice). Afin de prendre en compte ce phénomeéne, un
couplage plan/hors-plan a été introduit pour décrire I’évolution de I'endommagement hors-plan.
Ainsi en plus des forces motrices normales (y4™) et tangentielles (y4™), une troisiéme force (v%)
traduisant un couplage plan/hors plan a été introduite. Les forces motrices de 'endommagement
hors-plan ont donc été redéfinies de la maniére suivante pour le modéle ODM MS :

ygm:%.ggr.cgg.g;
yim =5 (ba-ef -Cas-ef +b1-65 - Css-7) (2.49)

1
ys =75-(a1-€1-Cri-e1+ag-e2-Ca-e24a3-e6- Ceo - €6)

Pour le modéle ODM LD, nous avons défini les forces motrices suivantes y3 et y% :

Yz =
Y3 =

Une analyse fine des modéles d’endommagement Onera (ODM _MS et ODM _LD) nous a per-
mis de mettre en évidence les limites de ces formulations pour rendre compte de certains aspects
du comportement des matériaux composites a renforts tissés : (i) les boucles d’hystérésis mises en
évidence par les essais cycliques sur les CMC, (ii) le comportement visqueux des CMO et (i) le
couplage plan/hors-plan.

(8;(3336;— + 538;0556; + 88—08662—)

(2.50)
(a1-€1-Cq1-e1+ag-e2-Cax-e2+az-e6- Ces - €6)

D= D=

2.5 Bilan

Pour remédier & ces inconvénients, nous avons apporté divers enrichissement aux modéles. Une
part de la non-linéarité des composites & matrice polymére est due a la viscosité de la matrice. Dans
le but de décrire ce comportement, nous nous sommes orientés vers une formulation viscoélastique
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spectrale non linéaire. La prise en compte de la viscosité a nécessité la définition de termes de cou-
plages entre endommagement et viscosité. Ces couplages traduisent (i) l'effet de 'endommagement
sur la viscosité (i.e plus le dommage se développe, plus le comportement non-linéaire est prononcé)
et (ii) Veffet de la viscosité sur 'endommagement (possibilité d’augmentation de I’endommagement
pendant le fluage).

Du fait de ’architecture spécifique des composites a renforts tissés, le dommage hors-plan peut
se développer lors de sollicitations planes. Les forces motrices de 'endommagement hors-plan ont
été modifiées en conséquence afin de pouvoir retranscrire les effets des mécanismes de dégradations
liés au couplage plan/hors-plan.

Les modéles de comportement et d’endommagement permettent d’avoir la réponse de la struc-
ture. Pour évaluer la résistance de la structure, ils doivent étre associés a un critére de rupture.
Dans une premiére approche d’étude, nous faisons le choix de faire coincider la rupture matériau
avec l'instant de défaillance de la structure. Une revue des critéres de rupture macroscopique pré-
sent dans la littérature a conduit a retenir un multicritére basé sur la décomposition spectrale du
tenseur des contraintes et le critére de la contrainte maximale.

Ces outils seront mis en oeuvre dans le Chapitre 4 afin de démontrer les apports et les limites
des modéles matériaux développés. Une étape intermédiaire concerne I'implantation de ces modéles
dans un code de calcul de structure et 'identification des paramétres des modéles a partir des
différents résultats expérimentaux. Ces deux points sont abordés dans le chapitre suivant.
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Chapitre 3

Développement d’'un protocole
d’identification et démarche
d’implantation des modéles dans un
code de calcul de structures

L’objet de ce chapitre est dans un premier temps de présenter le protocole d’identification des mo-
déles matériaux (lois de comportement et critéres de rupture). Dans un second temps, la démarche
mise en place pour 'implantation des lois de comportement dans un code de calcul de structures
par Eléments Finis est définie. Pour cela, les méthodes numériques mise en oeuvre ainsi que la
démarche de validation de 'implantation développés sont présentées.

Sommaire

3.1 Définition du protocole d’identification des modéles matériaux . . . . . . . . .. 48
3.1.1  Protocole d’identification des lois de comportement . . . . . . . . .. .. 48
3.1.2  Protocole d’identification des critéres de rupture . . . . .. ... .. .. 53

3.2 Mise en oeuvre du protocole d’identification sur d’autres matériaux . . . . . . . 55
3.2.1  Identification des modéles matériaux pour les composites tissés CMC . . 55
3.2.2  Identification des modéles matériaux pour les composites tissés CMO . . 61

3.3 Mise en place d’'une démarche d’implantation des lois de comportement dans un
codedecalcul . . . . ... 64
3.3.1  Algorithmes de résolution des lois de comportement . . . . . . ... .. 65
3.3.2  Vérification de 'implantation sur un point de Gauss . . . . .. ... .. 67
3.3.3  Vérification de I'implantation sur une structure élémentaire . . . . . . . 70

34 Bilan . ... 72

47



Développement d’un protocole d’identification et démarche d’implantation des modéles dans un code de
calcul de structures

3.1 Définition du protocole d’identification des modéles matériaux

3.1.1 Protocole d’identification des lois de comportement
Protocole d’identification pour un matériau élastique endommageable

La procédure d’identification mise en place permet & partir d’'un ensemble minimum d’essais
de déterminer la valeur de I’ensemble des paramétres dans le plan des modéles d’endommagement
ODM _MS et ODM _LD. L’essai type correspond & un essai de traction/compression incrémentale.
Ainsi, pour un matériau considéré comme initialement orthotrope symétrique, un essai dans le sens
chaine et un essai & 45° par rapport au sens du renfort sont nécessaires. Dans le cas ou le matériau
est considéré comme initialement orthotrope, il faut disposer en plus d’un essai dans le sens trame.

Le matériau modéle utilisé pour illustrer la procédure d’identification est le Cerasep®347, un
composite tissé 2D équilibré SiCy/SiC, élaboré par Snecma Propulsion Solide (groupe Safran).
L’endommagement étant préférentiellement orienté par le chargement, le modéle ODM LD a été
choisi pour rendre compte de la réponse du matériau. Les paramétres du modeéles ont été identifiés
a partir de la connaissance du comportement sens chaine et & 45° par rapport aux axes du renfort.
Les phénomeénes intervenant lors d’un essai dans le sens chaine et a 45° sont découplés. Chaque
essal étudié séparément permet d’identifier les coefficients relatifs & la direction de I’essai.

Dans un premier temps, la pente initiale permet de déterminer les propriétés élastiques du
matériau. L’étape suivante consiste, & partir des cycles de décharges, & déterminer les déforma-
tions résiduelles, la cinétique d’endommagement expérimentale ainsi que le moment ot les fissures
commencent & se refermer (c’est-a-dire le moment ot la décharge devient non linéaire). Le point
de concours des courbes lors du passage en compression correspond au moment de fermeture.

La Figure 3.1 illustre la bonne corrélation entre le modéle et la réponse expérimentale concer-
nant 'évolution de la cinétique d’endommagement lors de deux essais de traction/compression
incrémentales dans le sens chaine et & 45° hors-axes. L’endommagement expérimental est donné

dea:p — E—} .
{ 1 E (3.1)

par les relations suivantes :

0.25

o expérience ;

= expérience g
1.2H ODM_LD

ODM_LD

0:4 fj’ 0.0.5 = j
0.2 j ﬁf‘/’

‘Cerasep347 0 "aa :‘_'_“‘L.B—M Cerasep347
0 2 : 0 50 100 150 200
0 50 100 150 200 250
o, (MPa) s, (MPa)
(a) Sens chaine (b) 45° hors axes

FIGURE 3.1 — Identification de la cinétique d’endommagement pour deux essais de traction/compression
incrémentales (Cerasep®347, tissé 2D SiCy/SiC) : (a) sens chaine, (b) 45° hors-azes.
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Définition du protocole d’identification des modéles matériaux

Les Figures 3.2 et 3.3 présentent respectivement le résultat final de l'identification du modéle
sur deux essais de traction/compression incrémentales dans le sens chaine et & 45° par rapport
aux axes du renfort. La non-linéarité observée expérimentalement, la présence de déformations
résiduelles ainsi que le caractére unilatéral du dommage sont bien décrits.

Essai de traction/compression incrémentale sens chaine
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FIGURE 3.2 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression incrémentale dans

le sens chaine (Cerasep®347, tissé 2D SiCy/SiC) : (a) résultat expérimental et (b) résultat de la simulation
avec le modéle ODM _LD.

Essai de traction/compression incrémentale a 45° hors-axes
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FIGURE 3.3 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression incrémentale ¢ 45°

hors-azes (Cerasep®347, tissé 2D SiCy/SiC) : (a) résultat expérimental et (b) résultat de la simulation
avec le modéle ODM _LD.

Le Tableau 3.1 récapitule les parameétres du modéle déterminé par 'intermédiaire des essais de
traction/compression incrémentales dans le sens chaine et a 45° pour le Cerasep347®.
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Développement d’un protocole d’identification et démarche d’implantation des modéles dans un code de
calcul de structures

Essais Paramétres Propriétés Valeurs
chaine E? Module d’Young initial 230000 MPa
09, Coeflicient de Poisson initial 0.13
Aoy Thermal expansion mismatch 0K T
70 Température de référence 1283.15 K
T Température d’essai 283.15 K
yg”(‘l) Seuil du dommage 0.022 MPa
dZ(Ll) Saturation du dommage 3.1
yg(ll) "Vitesse" d’évolution du dommage 1.35 MPa
T Exposant de I’évolution du dommage 1.1
hi, Effet du dommage 1
hé6 Effet du dommage 1
A&l Désactivation progressive 0.0001
ay Désactivation progressive 0
X1 Déformation résiduelle 0.1
45° hors-axes Gy Module de cisaillement initial 90000 MPa
yg&) Seuil du dommage 0.0005 MPa
dzr@) Saturation du dommage 1.
yg(14) "Vitesse" d’évolution du dommage 1.2 MPa
Py Exposant de I’évolution du dommage 1.8
hi; Effet du dommage 1
hég Effet du dommage 2
b1 Couplage traction/cisaillement 1
A&y Désactivation progressive 0.00002
ay Désactivation progressive 0
X4 Déformation résiduelle 0.18

TABLE 3.1 — Valeurs des parameétres du modéle ODM LD pour le Cerasep34T®.

Protocole d’identification pour un matériau viscoélastique endommageable

Pour un matériau présentant un comportement viscoélastique endommageable un essai supplé-
mentaire de fluage multiple & 45° par rapport aux axes du renfort est défini pour I'identification
des parameétres liés a la viscosité. Dans le cas d’un matériau orthotrope présentant un comporte-
ment viscoélastique endommageable, I'identification finale est le résultat de ’analyse en paralléle
des quatre essais de caractérisations élémentaires. La méthode d’essai/erreur consistant a tester
un certain nombre de solutions potentielles jusqu’a 'obtention d’une solution adéquate est alors
employée.

Les paramétres du spectre gaussien sont déterminés par l'intermédiaire de la déformation nor-
malisée dont I’expression est donnée par la relation suivante :
£(t) —e(to)
€= —"FHF——~ (3.2)
e(o0) — (o)
Les composantes du tenseur des souplesses relaxées S* sont déterminées grace au premiers palier
de fluage. Les paramétres de la fonction non linéarisante g sont identifiés sur les derniers paliers de
fluage.
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Définition du protocole d’identification des modéles matériaux

Le résultat de I'identification en ce qui concerne la réponse contrainte/déformation est illustré
Figure 3.4 (respectivement Figure 3.5) pour un essai de traction incrémentale dans le sens chaine
(respectivement dans le sens trame) pour un matériau composite a renfort tissé 3D a matrice
organique présentant un rapport chaine/trame de 60/40.

Essai de traction incrémentale sens chaine
1

contrainte normée
contrainte normée

déformation normée déformation normée
(a) Expérience (b) ODM_MS + viscosité

FIGURE 3.4 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression dans le sens chaine
(8D multicouche interlock CMO 60/40) : (a) résultat expérimental et (b) résultat de la simulation avec le
modéle ODM_MS couplé a la viscosité.

Essai de traction incrémentale sens trame
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FIGURE 3.5 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression dans le sens trame
(8D multicouche interlock CMO 60/40) : (a) résultat expérimental et (b) résultat de la simulation avec
modéle ODM_MS couplé a la viscosité.

Les Figures 3.6 et 3.7 présentent le résultat de 'identification pour un essai de fluage multipalier
a 45° par rapport aux axes du renfort. Les résultats de la simulation avec le modéle ODM _MS
couplé a la viscosité sont comparés a la mesure expérimentale dans le plan (o,e) et dans le plan
(t,£). On observe une bonne corrélation entre les réponses simulées et les valeurs expérimentales.
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Développement d’un protocole d’identification et démarche d’implantation des modéles dans un code de
calcul de structures

Essai de fluage multipalier a 45° hors axes

1

déformation normée
déformation normée

temps normé temps normé

(a) Expérience (b) ODM _MS + viscosité

FIGURE 3.6 — Evolution de la déformation en fonction du temps pour un essai de fluage multipalier a 45°
par rapport auz axes du renfort (3D multicouche interlock CMO 60/40) : (a) résultat expérimental et (b)
résultat de la simulation avec le modéle ODM _MS couplé a la viscosité.

Essai de fluage multipalier a 45° hors axes

1 ! 1 ! ! ‘ : 1 ! ! ! ‘ :
° ! ! | ! ! ! ® | : | ! ! !
R I I I I I O ! ! | | |
e |/ S T A N E L/ S S S S—
2 ! ! ! ! 2 : | | | ! !
© ! ! ! ! @ | ! ! ! ! !
= ‘ ‘ ‘ ! IS | ‘ : L i .
2 P A A T s [ T o P A T I
€ : : : : < : : : : : :
8 ! ! ! ! 8 | A b L L b b
0 ! ! ! ! ! ! 0 : : : : : :
0 1 0 1
déformation normée déformation normée
(a) Expérience (b) ODM __MS + viscosité

FIGURE 3.7 — Evolution de la déformation en fonction du temps pour un essai de fluage multipalier a 45°
par rapport auxr axes du renfort (3D multicouche interlock CMO 60/40) : (a) résultat expérimental et (b)
résultat de la simulation avec le modéle ODM MS couplé a la viscosité.

L’évolution de la contrainte en fonction de la déformation obtenue par la simulation est com-
parée a la valeur expérimentale pour un essai de traction incrémentale a 45° par rapport aux axes
du renfort a la Figure 3.8. L’enveloppe de la réponse expérimentale ainsi que la perte de rigidité
est bien retranscrite par le modele ODM MS couplé a la viscosité. Par contre la concavité de la
courbe de décharge est inversée par rapport aux résultats expérimentaux. Cela est dii au caractére
biunivoque de la définition de I'asymptote visqueuse (£) associée & chaque mécanisme élémentaire.
Cette asymptote est donc réversible en décharge (voir Equation 2.41). Cette anomalie est en parti-
culier génante pour des structures soumises a des cycles de charges/décharges car I’énergie dissipée
dans la boucle d’hystérésis ne correspondra pas a la réalité. Le matériau restitue de 1’énergie et
aura donc tendance & moins s’échauffer. Ceci peut étre problématique pour appliquer des modéles
de durée de vie basés sur I’énergie dissipée par cycle.
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Définition du protocole d’identification des modéles matériaux

Essai de traction incrémentale & 45° hors axes
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FIGURE 3.8 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression & 45° par rapport
auz axes du renfort (3D multicouche interlock CMO 60/40) : (a) résultat expérimental et (b) résultat de la
simulation avec le modéle ODM _MS couplé a la viscosité.

3.1.2 Protocole d’identification des critéres de rupture

Dans les sections suivantes, nous présentons la démarche utilisée pour identifier les paramétres
des critéres de rupture retenus pour ’analyse de la tenue des structures composites tissées. Afin
d’illustrer notre démarche, nous avons utilisé les données expérimentales sur le Cerasep347®
[Maire 96]. Ces essais multiaxiaux de traction/compression/torsion ont permis de définir les enve-
loppes des critéres de rupture.

Dans la suite du mémoire, on se place dans le cadre de I’hypothése des contraintes planes car
on ne dispose pas d’essais de caractérisation fiable hors-plan. De plus, contrairement au pli UD,
il n’est pas possible de faire 'hypothése d’isotropie transverse qui permet de considérer que le
comportement du matériau est identique dans les sens trame et hors-plan.

Les critéres de rupture peuvent étre identifiés de maniére conservative, ainsi ’enveloppe du
critére se trouve a 'intérieur des points expérimentaux. Nous avons fait le choix d’une identification
qui passe au mieux par rapport aux points expérimentaux.

Identification du critére de la contrainte maximale

Le critére de la contrainte maximale est simple & determiner. Dans le repére matériau, sous les
hypothéses de contraintes planes, il requiert uniquement la connaissance de la resistance en traction
et compression dans le sens chaine (X; et X.) et sens trame (Y; et Y;) ainsi que la résistance en
cisaillement S. La Figure 3.9 présente l'identification du critére réalisée pour le Cerasep347®).

Identification du critére Onera

La définition de l’enveloppe du critére Onera (voir Equation 2.7) passe par la détermination
des coefficients des tenseurs M; et My (voir Equation 2.9). Sous les hypothéses des contraintes
planes, les paramétres matériaux peuvent étre déterminés par l'intermédiaire d’un nombre limité
d’essais (voir Tableau 3.2). En effet, la connaissance de la résistance en compression uniaxiale dans
le sens chaine X, permet de déterminer le coefficient a.. Ayant déterminé le coefficient «, il est alors
possible, & partir de la connaissance de la résistance en traction uniaxiale dans le sens chaine X;
(respectivement dans le sens trame Y;) de déterminer le coefficient mq; (respectivement mgso). Le
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Développement d’un protocole d’identification et démarche d’implantation des modéles dans un code de
calcul de structures

Critére de la contrainte maximale
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FIGURE 3.9 — Visualisation 2D du critére de la contrainte mazimale pour le Cerasep34T® : (a) dans le
plan (01,02) et (b) dans le plan (01,06)

coefficient byo est déduit & partir d’un essai biaxial. Finalement la connaissance de la résistance en
cisaillement, S, permet de déterminer le coefficient mgg.

Essai Paramétre
Compression sens chaine Q
Traction sens chaine mil
Traction sens trame mo2
Traction biaxiale (01 = 09) mi2
Essai de cisaillement mee

TABLE 3.2 — Définition des essais requis pour lidentification des paramétres du critére Onera.

La Figure 3.10 présente I'identification du critére Onera pour le Cerasep347®.

Critére Onera
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FIGURE 3.10 — Visualisation 2D du critére de la contrainte mazimale pour le Cerasep347® : (a) dans le
plan (01,02) et (b) dans le plan (01,06)
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Mise en oeuvre du protocole d’identification sur d’autres matériaux

3.2 Mise en oeuvre du protocole d’identification sur d’autres ma-
tériaux

3.2.1 Identification des modéles matériaux pour les composites tissés CMC

Le Sepcarb-Inox A500 (Matrice autocicatrisante)

Le matériau utilisé pour la fabrication des piéces CMC testées, dont il est question ici, est un
composite tissé 3D a fibres de carbone et & matrice autocicatrisante (3D Cy/MAC) élaboré par
SPS. La matrice est, en effet, composée de plusieurs couches de Si-B-C |Naslain 04]. Ce matériau,
dénommeé Sepcarb-Inox A500, est considéré comme initialement orthotrope symétrique de par
I’équivalence sens chaine et trame. Deux essais sont donc nécessaires a l'identification du modéle
de comportement associé (un essai dans les axes du renfort et un essai a 45° par rapport aux axes
du renfort). De par le faible contraste entre les propriétés mécaniques des torons de fibres et de
la matrice, le modéle le mieux adapté pour retranscrire le comportement non linéaire du matériau
est ODM _LD.

La Figure 3.11 présente 'identification du modéle ODM LD sur un essai de traction/compression
incrémentale dans le sens longitudinal. Le modéle permet de retranscrire la non-linéarité de com-
portement observée sur l'essai. Par contre, le modéle ne décrit pas les boucles d’hystérésis dues
aux frottements des lévres des fissures. Concernant les phases de décharge, la fermeture des fis-
sures est obtenue pour une contrainte de compression avec une progressivité qui augmente avec
I’endommagement.

Essai de traction/compression incrémentale sens chaine

contrainte normée
contrainte normée

déformation normée déformation normée

(a) Expérience (b) ODM_LD

FIGURE 3.11 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression incrémentale dans
le sens chaine pour 'A500 (3D Cy/MAC) : (a) résultat expérimental et (b) résultat de la simulation avec
le modéle ODM_LD.

La Figure 3.12 présente 'identification du modéle ODM LD sur un essai de traction/compression
incrémentale & 45° par rapport aux axes du renfort tissé. La non-linéarité de comportement est
bien décrite dans le sens longitudinal. Il subsiste une légére disparité avec le résultat expérimental
dans la réponse fournie par le modéle dans le sens transversal.

Le critére de rupture de la contrainte maximale et le critére Onera spécifique pour les CMC ont
été identifiés dans le plan & 'aide des points expérimentaux dont nous disposions : la résistance
en traction longitudinale X, la résistance en compression longitudinale X, et la résistance en
cisaillement S. Par contre, la valeur de la tenue du matériau pour un essai de traction biaxiale a
été estimée & partir de données matériaux sur des CMC similaires. Le résultat de I'identification
des enveloppes des critéres de rupture est illustré a la Figure 3.13.
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Essai de traction/compression incrémentale & 45° hors-axes

contrainte normée
contrainte normée

déformation normée déformation normée

(a) Expérience (b) ODM_LD

FIGURE 3.12 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression incrémentale &
45° hors-azes pour UA500 (3D C;/MAC) : (a) résultat expérimental et (b) résultat de la simulation avec le
modéle ODM_LD.

Enveloppes des critéres de rupture
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FIGURE 3.13 — Identification des enveloppes des critéres de rupture de la contrainte mazximale et Onera
pour VA500 (3D Cy/MAC) : (a) dans le plan (01,02) et (b) dans le plan (o1,06).

Le 3D C;/SiC (Matrice monolithique)

Le matériau 3D Cy/SiC est un composite tissé a fibres de carbone ex-PAN (polyacrylonitrile)
et & matrice de carbure de silicium (SiC) élaboré par SPS. Par rapport au matériau précédent, la
matrice est monolithique. La caractérisation mécanique du matériau a été menée a bien & 'aide
d’essais de traction/compression incrémentale ou de traction incrémentale, réalisés dans les axes
et hors-axes (22,5° et 67,5°). Les essais réalisés ont mis en évidence un comportement mécanique
en traction de type élastique endommageable avec un large domaine non-linéaire jusqu’a rupture.
De plus, le matériau présente un comportement similaire en sens chaine et en sens trame. Les
éprouvettes de caractérisation mécanique ont été équipées de rosettes de trois jauges. Les rosettes
ont ainsi permis de remonter aux déformations dans le repére matériau ce qui permet d’enrichir la
confrontation & la mesure expérimentale.

56



Mise en oeuvre du protocole d’identification sur d’autres matériaux

Les parameétres du modele ODM LD ont été identifiés par 'intermédiaire d'un essai de trac-
tion/compression dans le sens chaine (voir Figure 3.14) et d’un essai hors-axes a 45° (voir Figure
3.15 et Figure 3.16). Les résultats de I'identification sont en bon accord avec les résultats expé-
rimentaux aussi bien dans les axes laboratoires que dans les axes matériaux. En particulier, le
modéle rend bien compte de la diminution progressive du module élastique apparent, de 'appari-
tion des déformations résiduelles lors des décharges et du moment de fermeture (point de concours
des courbes) pour une déformation négative.

Essai de traction/compression incrémentale sens chaine
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FIGURE 3.14 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression incrémentale dans

le sens chaine pour le 8D Cy/SiC monolithique : (a) résultat expérimental et (b) résultat de la simulation
avec le modéle ODM _LD.

Essai de traction/compression incrémentale a 45° hors-axes (repére laboratoire)
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FIGURE 3.15 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression incrémentale &

45° hors-azxes pour le 3D Cf /SiC monolithique (repére laboratoire) : (a) résultat expérimental et (b) résultat
de la simulation avec le modéle ODM LD.
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Essai de traction/compression incrémentale a 45° hors-axes (repére matériau)
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FIGURE 3.16 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression incrémentale &

45° hors axes pour le 3D Cy/SiC monolithique (repére matériau) : (a) résultat expérimental et (b) résultat
de la simulation avec le modéle ODM LD.

Les essais de traction incrémentale hors-axes a 67,5° et traction/compression incrémentale hors-
axes & 22,5° ont été simulés puis comparés & la mesure expérimentale afin d’évaluer les capacités
en prévision du modéle. La réponse expérimentale de I'essai & 67,5° est confrontée au résultat de la
simulation dans le repére laboratoire a la Figure 3.17 et dans le repére matériau a la Figure 3.18. Le
modele rend compte de l'effet d’un couplage traction/cisaillement différent de celui induit par un
chargement & 45°!. De plus, la confrontation des réponses expérimentales et simulées pour ’essai
a 22,5 illustre que le modéle rend bien compte de la désactivation du dommage lors du passage en
compression dans le repére laboratoire a la Figure 3.19 et dans le repére matériau a la Figure 3.20.

Les valeurs des paramétres du modéle ODM_LD pour le C¢/SiC sont présentées dans le Tableau
3.3.

Essai de traction incrémentale a 67,5° hors-axes (repére laboratoire)

180 -y 180 -
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déformation (%) déformation (%)
(a) Expérience (b) ODM_LD

FIGURE 3.17 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression incrémentale

a 67,5° hors-azes pour le 3D Cy/SiC monolithique (repére laboratoire) : (a) résultat expérimental et (b)
résultat de la simulation avec le modéle ODM LD.

1. Contrainte matériau pour un essai hors-axes : o1 = o cos?(0), g2 = 0, sin?(), o6 = 7. cos(6) sin(h).
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FIGURE 3.18 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression incrémentale &

67,5° hors-azes pour le 3D Cy /SiC monolithique (repére matériau) : (a) résultat expérimental et (b) résultat

de la simulation avec le modeéle ODM LD.

Essai de traction/compression incrémentale a 22,5° hors-axes (repére laboratoire)
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FIGURE 3.19 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression incrémentale

ltat de la simulation avec le modéle ODM LD.

a 22,5° hors-azes pour le 3D C;/SiC monolithique (repére laboratoire) : (a) résultat expérimental et (b)
résu
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contrainte (MPa)

Essai de traction/compression incrémentale a 22,5° hors axes (repére matériau)
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FIGURE 3.20 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction/compression incrémentale &
22,5° hors axes pour le 3D Cy /SiC monolithique (repére matériau) : (a) résultat expérimental et (b) résultat
de la simulation avec le modéle ODM LD.
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Essais Paramétres Propriétés Valeurs
chaine EY Module d’young initial 89680 MPa
oY, Coeflicient de Poisson initial 0.05
Aoy Moment de fermeture 0.8¢-6 K1
70 Température de référence 1283.15 K
T Température d’essai 283.15 K
yg’zl) Seuil du dommage 0.001 MPa
dzzl) Saturation du dommage 2
yZ’ZI) Vitesse d’évolution du dommage 6 MPa
T Exposant de I’évolution du dommage 1
hi, Effet du dommage 1
hég Effet du dommage 0.45
A&Y Désactivation progressive 0.0006
ay Désactivation progressive 0.01
X1 Déformation résiduelle 0.12
45° hors-axes G, Module de cisaillement initial 24000 MPa
yg’&) Seuil du dommage 0.001 MPa
dz&) Saturation du dommage 1.9
yg’@) "Vitesse" d’évolution du dommage 7 MPa
hi; Effet du dommage 0.1
hé Effet du dommage 1.25
Py Exposant de I’évolution du dommage 1.1
b1 Couplage traction/cisaillement 1
A&y Désactivation progressive 0.001
a4 Désactivation progressive 0.1
X4 Déformation résiduelle 0.05

TABLE 3.3 — Valeurs des paramétres du modéle ODM_ LD pour le Cy/SiC.
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3.2.2 Identification des modéles matériaux pour les composites tissés CMO

Le matériau utilisé pour la fabrication des pieces CMO, dont il est question ici, est un composite
tissé 3D multicouche interlock élaboré par Snecma. La proportion des torons entre les directions
chaine et trame est de 70/30. Les essais de caractérisation du matériau ont été réalisés par J.
Schneider de I’Université de Technologie de Compiégne [Schneider 10]. L’identification compléte
du modele est effectuée a partir des essais de charge/décharge incrémentale sens chaine, trame et
45°, ainsi qu’a l'aide d’un essai de fluage multiple a 45°. Le matériau présente un comportement
viscoélastique endommageable avec présence de déformations résiduelles. De plus, le comportement
mécanique du matériau est considéré comme initialement orthotrope car la réponse du matériau
est différente pour des sollicitations dans le sens chaine et dans le sens trame. Il est difficile de
séparer totalement le comportement visqueux du matériau de son endommagement. Les essais de
caractérisation ont donc été utilisés simultanément afin de définir un jeu de paramétres optimal
permettant de rendre compte du comportement non linéaire du matériau.

La Figure 3.21 présente une comparaison essai/modéle concernant ’identification de ’essai dans
le sens chaine. Le matériau étant fortement déséquilibré, la sollicitation dans le sens chaine ne met
pas en évidence le comportement visqueux de la matrice. Celui-ci a donc été négligé. De plus, une
faible perte de rigidité apparait lors des cycles de décharge. Pour retranscrire le comportement du
matériau dans le sens chaine, une faible non linéarité due & 'endommagement a donc été introduite.

Essai de traction incrémentale sens chaine
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FIGURE 3.21 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de charge/décharge incrémentale dans le
sens chaine pour le 3D c¢cmo multicouche interlock 70/30 : (a) résultat expérimental et (b) résultat de la
simulation avec le modéle ODM _MS couplé & la viscosité.

Le second essai est un essai de charge/décharge incrémentale dans le sens trame. La non-
linéarité de la réponse du matériau pour une sollicitation dans le sens trame est beaucoup plus
importante que pour une sollicitation dans le sens chaine. Cette sollicitation a mis en évidence
un point d’inflexion de la réponse du matériau a environ 60% de la charge ultime. La Figure 3.22
présente le résultat de l'identification du modéle pour I'essai dans le sens trame. La non linéarité
de la réponse expérimentale ainsi que les déformations permanentes a contrainte nulle sont bien
décrites par le modéle.

Pour des sollicitations hors-axes a 45°, le matériau présente un comportement fortement non-
linéaire dii a 'effet de 'endommagement sur la réponse du matériau mais aussi au comportement
visqueux de la matrice. En effet, ce chargement sollicite en cisaillement la matrice polymeére. Ce
comportement visqueux a été, en particulier, mis en évidence par un essai de fluage multipalier.
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Essai de traction incrémentale sens trame
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FIGURE 3.22 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de charge/décharge incrémentale dans le
sens trame pour le 8D cmo multicouche interlock 70/30 : (a) résultat expérimental et (b) résultat de la
simulation avec le modéle ODM _MS couplé & la viscosité.

L’évolution de la déformation en fonction du temps issue de la simulation est en bon accord avec
le résultat expérimental (voir Figure 3.23). Les paramétres identifiés doivent aussi retranscrire
le comportement du matériau en terme réponse contrainte/déformation. La comparaison de la
courbe simulée a la mesure expérimentale est satisfaisante (voir Figure 3.24). La disparité sur le
dernier palier de fluage résulte d’'un couplage fort entre 'endommagement et la viscosité qui reste
difficilement identifiable.

Essai de fluage multipalier a 45° hors axes
1 1
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déformation normée
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FIGURE 3.23 — FEwvolution de la déformation en fonction du temps pour un essai de fluage multipalier a
45° par rapport auz azes du renfort pour le 3D multicouche interlock CMO 70/30 : (a) résultat expérimental
et (b) résultat de la simulation avec le modeéle ODM__MS couplé a la viscosité.

Pour finir, le résultat de I'identification est présenté a la Figure 3.25 pour un essai de traction
incrémentale & 45° par rapport aux axes du renfort tissé. L’effet de 'endommagement ainsi que
I'influence de la viscosité sur le comportement sont retranscrits de facon satisfaisante.
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Essai de fluage multipalier a 45° hors axes
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FIGURE 3.24 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de fluage multipalier a 45° par rapport aux
azes du renfort pour le 3D multicouche interlock CMO 70/30 : (a) résultat expérimental et (b) résultat de
la simulation avec le modéle ODM _MS couplé a la viscosité.

Essai de traction incrémentale 45° hors axes
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FIGURE 3.25 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de charge/décharge incrémentale & 45°
hors azes pour un 3D CMO multicouche interlock 70/30 : (a) résultat expérimental et (b) résultat de la
simulation avec le modéle ODM _MS couplé & la viscosité.

Les résultats des simulations sont en relatif bon accord avec les résultats expérimentaux. Le
modéle de comportement développé permet de décrire le comportement non-linéaire complexe du
matériau composite tisse CMO 3D multicouche interlock. Les mécanismes ainsi décrits sont la
perte de rigidité due & I’endommagement progressif du matériau ainsi que la non-linéarité due a la
viscosité de la matrice.

Pour P'analyse de la tenue des structures CMO, le critére de la contrainte maximale a été
identifié & partir des données expérimentales issues des essais de caractérisations élémentaires. Ce
critére est moins élaboré que le critére Onera, mais dans une premiére approche, il permet de
déterminer les zones rompues de maniére conservative.

La Figure 3.26 présente 'enveloppe du critére de rupture de la contrainte maximale dans le plan
(01,02) et (01,06). Le matériau étudié présente une meilleure tenue en traction qu’en compression.
Dans le sens chaine, le rapport X./X; est de 'ordre de 0,4. Dans le sens trame, le rapport Y./Y;
est de I'ordre de 0,5.
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Enveloppes des critéres de rupture (graphe normé)

1 4 1 4
3/4 i i

34 == cmax
112

112 = cmax 4 N pts exp.

02 1/4 m__pts exp. O6 o — 'S

-1/4

[ —
112

114
-3/4

A2 L p

2 -3 -6 0 6 13 12 23 56 1 A2 U3 /6 0 16 13 12 23 56 1

O O
(a) Plan(oq,09) (b) Plan(cy,06)

FIGURE 3.26 — Identification des enveloppes du critére de rupture de la contrainte maximale dans les
plans (01,02) et (01,06) pour le CMO 3D multicouche interlock 70/30 : (a) dans le plan(oy,02) et (b) dans
le plan(oy,0¢).

3.3 Mise en place d’une démarche d’implantation des lois de com-
portement dans un code de calcul

Cette section est consacrée a I'implantation des lois de comportement dans un code de calcul
de structures par la méthode des Eléments Finis. Dans le cadre de ces travaux, le code utilisé est
ZéBuLoN 2. Ce code est développé conjointement par NWnumerics, 'Ecole des Mines de Paris et
L’Onera. La démarche progressive adoptée est ici exposée : (i) définition des algorithmes de réso-
lution des lois de comportement, (ii) confrontation Matlab®/ZéBuloN des résultats de simulation
pour différents cas de charge sur un point de Gauss, (iii) calculs Eléments Finis sur éprouvette ho-
mogéne pour s’assurer de la bonne mise en oeuvre des modéles dans le cadre du calcul de structure.

Différentes sources de non linéarité ont été prises en compte dans la modélisation du com-
portement des composites tissés, (i) le comportement visqueux de la matrice, (ii) la fissuration
matricielle en distinguant le cas d’'un dommage préférentiellement orienté par la microstructure
(ODM_MS) et d’'un dommage orienté suivant le chargement (ODM LD). Suivant 1’application
prévue, différents cas de figures peuvent se présenter. Ainsi, pour la simulation d’un essai sur piéce
en C;/SiC, le modéle ODM _ LD est mis en oeuvre. Le modéle ODM _MS peut étre mis en oeuvre,
pour la simulation d’un essai sur piéce en Cy/C. Le modele ODM _MS couplé a la viscosité est
utilisé pour la prévision de la réponse d’une structure en CMO.

Les lois de comportement ont donc été implantées en prévision des applications prévues. Une
routine a ainsi été programmeée : (i) pour le modéle ODM LD, (ii) pour le modéle ODM ~MS, (iii)
pour le modéle ODM _MS couplé a la viscosité. Dans le cas des modéles ODM LD et ODM__MS;
I’algorithme de résolution de la loi de comportement se fait en une itération, une fois le champ de
déformation & connu. L’algorithme de résolution est donc complétement explicite. La discrétisation
des équations constitutives de la loi ODM MS couplé a la viscosité nécessite 'utilisation d’une
f-méthode. La résolution de la loi de comportement se fait par I'intermédiaire d’un algorithme de
Newton-Raphson.

2. Tl est a noter que les modéles ont été implantés dans SAMCEF, Abaqus mais aussi dans des codes de dynamique
explicite tels que LS-Dyna et Europlexus.
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3.3.1 Algorithmes de résolution des lois de comportement

Les détails de I'algorithme de résolution des modéles ODM _MS et ODM LD sont présentés
dans Algorithme 3.1. Connaissant le champ de déformation e, la résolution du systéme d’équation
ne requiert pas l'utilisation d’un processus itératif. En effet, les forces motrices de 'endomma-
gement 1; dépendent explicitement du tenseur des déformations efficaces e*. Ensuite, la valeur
du dommage d}" est calculée en fonction des forces motrices d’endommagement. L’étape suivante
consiste a déterminer le moment de fermeture €° qui est utilisé pour le calcul de I'index de désac-
tivation du dommage 7;". Il est alors possible de déterminer le tenseur des rigidités effectives cm
en fonction de di* et de 1. La résolution de I’Equation 2.29 et de 'Equation 2.30, définissant
respectivement les déformations stockées et résiduelles, se fait de maniére incrémentale. Le tenseur
des contraintes est calculé a partir de la connaissance des tenseurs des déformations €%,e”.€%.e
ainsi que de I'endommagement et de 'index de désactivation.

La résolution du probléme Eléments Finis globale requiert la définition de la matrice tan-
gente cohérente L. ([Besson 01]). Le calcul exact de I'expression analytique de L est relativement
complexe. L, est donc approchée par le tenseur des rigidités effectives C™. L'utilisation d’une ap-
proximation de la matrice tangente cohérente dans le processus de résolution a pour conséquence
d’augmenter le nombre d’itération globale pour assurer la convergence du probléme mécanique.

L’équation différentielle définissant la déformation visqueuse élémentaire (voir Equation 2.40)
est résolue par une #-méthode de type 1. La valeur de 6 est fixée a 1, ce qui correspond & un schéma
d’Euler implicite. L’algorithme de résolution de la loi de comportement du modéle ODM MS
couplé a la viscosité est implicite (voir Algorithme 3.2). Connaissant I'incrément de déformation
Ae et la valeur des variables internes d%), n;”(t), g5, ey, v, ¢! alissue du pas de temps précédent,
il s’agit de déterminer : la contrainte oy et la valeur des variables au pas de temps suivant
ainsi que la matrice tangente cohérente L.. Cet algorithme de résolution nécessite 1'utilisation
d’une procédure de type Newton-Raphson, méthode itérative permettant de résoudre un systéme
d’équations non linéaires (voir Algorithme 3.2). Dans le cas présent un résidu sur la contrainte
ro (o) est suffisant.

La déformation d’endommagement, €®, représentant la perte de rigidité du matériau est ici
introduite pour faciliter la résolution incrémentale de la loi de comportement :

ed=(1-S:C): (e —eth —e¥® —¢°) (3.3)

La loi de comportement initiale et le résidu en contrainte sont donnés par les Equations 3.4 et
3.5. L’écriture incrémentale du résidu est une équation complexe & manipuler (voir Equation 3.6)
car le tenseur des souplesses effectives S™ varie au cours du chargement.

o=C":(e—e" -0 —e")—C": (e°+&" — &) (3.4)
re(0) =80 —(e—e" —e" — ") - 8™ . CY: (e*+ €& — &) (3.5)
ro(Ac) = AS™ : o) — (Ae — Ae¥) — A (Sm L CV (e e — 50)) (3.6)
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L’introduction de €% permet d’exprimer la contrainte en fonction du tenseur des rigidités ini-
tiales C° (voir Equation 3.7). Ainsi, le résidu en contrainte est fonction du tenseur des souplesses
initiales S° (voir Equation 3.8) ce qui permet de faciliter I'écriture incrémentale du résidu (voir

Equation 3.9).

o=C": (e—¢ch—g¥ el —¢c*—¢")

th d

re(0) =80 — (e —e" — e —¢

ro(Ac) =S°: Ag — (As ~Ae — Aed — Aes Ae’“)

—e®—g")

Algorithme 3.1 Algorithme explicite des modeles ODM MS et ODM LD

Etape 1 : Calcul du tenseur des déformations efficaces et
e=et

Etape 2 : Calcul des forces thermodynamiques.
Yy (et) et yim(et) avec i € {1,3}, yi(eT) avec i € {1,5}

)

Etape 3 : Calcul de 'endommagement matriciel.
dm(ym ytm™) avec i € {1,3}, d™(y;) avec i € {1,5}

Etape 4 : Calcul de la déformation de fermeture.
=AaT -T)=é=¢—¢°

Etape 5 : Calcul des index de désactivation.
n(€,d") avec i € {1,3} n*(&,d]") avec i € {1,5}

Etape 6 : Calcul du tenseur des rigidités effectives cm.
C™(d", m;")

(2

Etape 7 : Calcul des déformations résiduelles €™ et des déformations stockées e®
€T a, = 7 + A&7, 5, avec Ae” = S0 : (zi Emid G HI ém) (&) s ar
€5 ar = €F + Aef \, avec Ae® = -8 (Zz And*C™ : HP Cm> : (E)14At
ol les crochets correspondent & une opération de moyennisation

(X) = %(X(t—kAt) + X(1))

Etape 8 : Calcul du tenseur des contraintes o
og=C:e*—C: (" +e°— &Y

Etape 9 : Calcul de la matrice tangente cohérente L.
L.=C™
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Algorithme 3.2 Algorithme implicite du modéle ODM MS couplé a la viscosité

Etape 1 : définition du résidu
re =SY%: Ao — (Ae — Ae¥® — Ae — Ae® — As’")

Les expressions des incréments des déformations stockées et résiduelles sont présentées dans
I’Algorithme 3.1.
L’incrément de déformation visqueuse dépend de I'incrément de la déformation visqueuse
élémentaire et de la fonction non linéarisante g

A€t+At _ gt+At Z’L AE§+At
L’incrément de la déformation visqueuse élémentaire s’écrit :

tHOAt _ At AHOALQr t+HOAL _ ¢t
Ag; = T+0At ('“Zg S'a €i>

La déformation d’endommagement n’est pas régie par une équation différentielle.
L’expression de 'incrément de déformation d’endommagement s’écrit simplement :
d_ .d d
Ae® = e\ n, — €}

Etape 2 : Calcul de la Jacobienne du résidu

Ore dAEve
S =S+8:C: e

La dérivée de la déformation visqueuse s’obtient & partir des dérivées des déformations
élémentaires visqueuses et de celle de la fonction non linéarisante (pour 6 = 1)

0Ae®e __ QAe¥e __ BA&
e = 2 = g2 O Y Abi+g Y,
est la dérivée de la i€ déformation visqueuse elementalre
8A£’L — . r r.
9o *mﬂz@s +8 -‘7®87>
et g—g est la dérivée de la fonction non linéarisante :

98 =4 [p (14 bloeg — 00)}) + bnoegoeg — 00} D (0 ¥ 4 87 2 )

oil BA&

Etape 3 : Schéma itératif de Newton-Raphson
rk 4 Jk (7’];.+1 — T];.) =0

Etape 4 : Actualisation des variables a convergence définie par la relation :
Qi = o+ Aa

Etape 5 : Calcul de la matrice tangente cohérente

La matrice tangente cohérente est définie de la maniére suivante :

= (8048%:C: %ga)_l

3.3.2 Vérification de 'implantation sur un point de Gauss

Afin de garantir la bonne implantation des modéles, une comparaison entre les implantations
réalisées dans Matlab® et ZéBuLoN a été effectuée. Cette vérification de 'implantation des modéles
élastiques endommageables ODM _MS et ODM LD a été faite en plusieurs étapes. Pour cela un
protocole a été établi afin de s’assurer de la cohérence de I'écriture des modéles entre Matlab®
et ZéBuLoN. Dix-neuf tests, a réaliser pour chacune des formulations, ont été définis. Cette série
permet de vérifier progressivement que chaque composante de la formulation a bien été programmeée.
Le Tableau 3.4 spécifie le chargement ? réalisé pour chacun des tests.

3. Pour un chargement, les composantes non spécifiées sont considérées comme nulles
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Cette procédure nécessite un jeu initial de valeurs de paramétres. Les parameétres du modéle
ODM LD identifié pour le Cerasep347® peuvent par exemple étre considérés (voir Tableau 3.1).
La premiére série de tests (Test 1 a 9) consiste a vérifier la partie de 'implantation des modéles
correspondante a 1’élasticité mais aussi au calcul des forces thermodynamiques. Pour cela, nous
forcons les coefficients d* & 0. Cette étape est importante pour éviter les erreurs sur les termes
de cisaillement dues & la différence entre le formalisme d’écriture sous ZéBuLoN et la notation de
Voigt retenue dans Matlab®. 11 est & noter qu’il suffit de vérifier le Test 9 qui active tous les termes
(sans endommagement) du modele. Les autres tests sont par contre utiles pour chercher les erreurs
éventuelles.

La deuxiéme série de tests consiste & vérifier la partie de 'implantation des modéles corres-
pondante & 'endommagement. Le Test 10 a pour but de tester 'endommagement mais sans effet
de I'endommagement sur le comportement. Pour cela, les coefficients des tenseurs H;" sont nuls
(les valeurs de d.(7)™ étant remises a leur valeur initiale). Le chargement monotone multiaxiale est
défini afin de pouvoir activer tous les termes. Le Test 11 sert a vérifier le calcul de 'endommage-
ment en prenant en compte les effets sur le comportement mais sans les déformations résiduelles.
Pour cela, les coefficients (; sont considérés comme nuls (les tenseurs H" étant remis & leur valeur
initiale). Le Test 12 a pour but de tester 'endommagement dans son ensemble. Un chargement de
traction uniaxiale est alors imposé.

Le Test 13 a pour but de vérifier le caractére unilatéral du dommage. Pour cela, un essai de
traction/compression est utilisé. Les Tests 14 & 17 permettent de simuler les essais de caractérisation
du comportement du Cerasep347® et ainsi de vérifier que la routine programmée sous ZéBuLoN
fournit la méme réponse que sous Matlab®.

Les deux derniers tests (Tests 18 et 19) sont des tests un peu particuliers. Le Test 18 sert
a vérifier la continuité de la réponse (o,e) pour des sollicitations multiaxiales. Le Test 19 sert a
vérifier que I'implantation du terme €9 qui permet de décaler la fermeture est correcte. Pour cela
on effectue un essai de traction uniaxiale en modifiant les coefficients suivants : Aa; = —be™7,
¢1 = 0.5 (la température d’essai T' = 283.15K, la température de référence T° = 1283.15K).

Test 1 | Vérification en élasticité, chargement en déformation uniaxiale sens chaine

Test 2 | Vérification en élasticité, chargement en déformation uniaxiale sens trame

Test 3 | Vérification en élasticité, chargement en déformation hors plan

Test 4 | Vérification en élasticité, chargement en cisaillement 23

Test 5 | Vérification en élasticité, chargement en cisaillement 13

Test 6 | Vérification en élasticité, chargement en cisaillement 12

Test 7 | Vérification en élasticité, chargement equibiaxial (g1 = €2)

Test 8 | Vérification en élasticité, chargement a 45 ° en déformation uniaxiale

Test 9 | Vérification en élasticité, chargement multiaxial (e = ey = €3 = €4 = €5 = €¢)

Test 10 | Vérification avec endommagement mais sans effet, chargement multiaxial

Test 11 | Vérification avec endommagement sans def. résiduelle, chargement multiaxial

Test 12 | Vérification avec endommagement complet, chargement multiaxial

Test 13 | Vérification avec passage en compression, chargement multiaxial

Test 14 | Essai de traction monotone sens chaine (pilotage en contrainte)

Test 15 | Essai de traction monotone & 45° (pilotage en contrainte)

Test 16 | Essai de traction incrémental sens chaine (pilotage en contrainte)

Test 17 | Essai de traction incrémental a 45° (pilotage en contrainte)

Test 18 | Vérification de la continuité de la fermeture

Test 19 | Vérification du point de fermeture £°

TABLE 3.4 — Liste des 19 tests pour la vérification de l'implantation des modéles ODM__MS et ODM LD
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La Figure 3.27 présente le résultat du test permettant de vérifier la continuité de la contrainte
de cisaillement lors d’un essai biaxial de traction/cisaillement. Le chargement consiste & appliquer
une déformation de cisaillement constante tout en imposant un cycle de traction/compression en
déformation uniaxiale (¢1). Les résultats obtenus avec ZéBuLoN sont en parfait accord avec les
résultats obtenus par la simulation de cet essai avec Matlab® ce qui permet de s’assurer de la

cohérence de la programmation dans ZéBuLoN.
; Gs/v\\‘
b

\
_ A\ N\t
y N/ | « \ 7

0.6 /
_0:8 Matlab [ ) \ / -200 vationl e \\//

x10° Chargements

0.8 A

AR\ "\
SN A0 U i BN
af L \

N
N
o
o

(&)
o

[~

Contrainte (MPa)
a
o

Déformation

N
o
o

N
(&
o

| ZeBuLol == oo ZEBULON =
) 2 4 6 8 10 o 2 4 6 8 10
Temps(s) Temps(s)
(a) Chargement (b) Résultats de la simulation

FIGURE 3.27 — (a) Chargement en déformation de traction/cisaillement; (b) Résultats de la simulation.

Cette étape de vérification a donné lieu au développement d’un programme sous Matlab®). 11
a eu pour but de faciliter cette étape de vérification mais aussi de faciliter le transfert des modéles
dans d’autres codes de calcul ainsi que cela a été fait par SAMTECH a la demande de Snecma. Ce
programme est organisé de la maniére suivante (voir Figure 3.28). La routine principale (test odm)
génére U'interface qui permet de lancer les différents tests. La routine genere_test lance le test(i)
alternativement pour le modéle ODM _MS et ODM _LD. Ce test ouvre puis modifie éventuelle-
ment les fichiers "matériau" (coef odm_ms et coef odm_Id), définit le chargement et initialise
les variables (init_m_odm_ms et init_m_odm_Id). Le tableau obtenu correspond aux valeurs
données en fin de chargement pour les résultats numériques caractéristiques.

* Création des fenétres
teSt—Od m { Création des menus
genere_test

1 test(i) (_ms ou _Id)

» Ouvre puis modifie

éventuellement les fichiers « Résout le test

matériau » (coef_odm_ms et alternativement pour i i H
_odm_

coef_odm_Id) ATl — visualisation

- Définit le chargement et ODM_LD (m_odm_ldx) « Visualisation graphique
» Résultats numériques caractéristiques

« Initialise les variables

o = x = d pour des chargements en déformation
(init_m_odm_ms et init_m_odm_Id)

x = ¢ pour des chargements en contrainte

FIGURE 3.28 — Architecture du programme Matlab® développé pour la vérification de limplantation des
modéles ODM__MS et ODM_LD.

69



Développement d’un protocole d’identification et démarche d’implantation des modéles dans un code de
calcul de structures

Pour les formulations implicites, la méme procédure que précédemment a été retenue pour
la vérification de I'implantation. A cela ont été rajoutés différents tests dans le but de s’assurer
de l'exactitude de l'intégration de la partie visqueuse du comportement. Cette derniére étape se
traduit, par exemple, par la simulation d'un essai de fluage de 1000s dans le sens longitudinal.
L’évolution de la déformation de fluage en fonction du temps est présentée a la Figure 3.29. Le
résultat issu du calcul ZéBuLoN est en parfait accord avec le résultat de la simulation faite sous
Matlab®.

Afin de vérifier la bonne implantation de toutes les composantes non linéaires du modéle, des
tests ont aussi été simulés avec un matériau ayant un comportement viscoélastique endomma-
geable. L’ensemble de ces tests se sont avérés concluant ce qui a permis de valider cette étape de
confrontation Matlab®/ZéBulLoN.
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FI1GURE 3.29 — Simulation d’un essai de fluage

3.3.3 Vérification de 'implantation sur une structure élémentaire

La simulation Eléments Finis d'un cycle de traction/compression uniaxiale sur éprouvette en
Cerasep347® a permis de vérifier I'implantation du modéle dans le cadre du calcul de structures.
La Figure 3.30 présente la géométrie ainsi que le maillage et les conditions aux limites retenues pour
la simulation. Le déplacement Uy est imposé sur la surface de chaque extrémité de I’éprouvette,
les déplacements Ux et Uz sont nuls.

Les résultats obtenus avec le modele ODM LD présentés sur la Figure 3.31 illustrent ’état de
contrainte a la charge maximale ainsi que le niveau d’endommagement a 'issue du chargement. On
constate que 'endommagement est bien homogéne dans la zone utile ce qui correspond au résultat
attendu et garantit une certaine confiance dans 'implantation de la loi.

La Figure 3.32 montre la comparaison de la réponse fournie par le modéle entre un cal-
cul effectué sur un point de Gauss et un calcul sur une éprouvette élémentaire. Les réponses
contrainte/déformation (voir Figure 3.32(a)) ainsi que les courbes d’évolution de ’endommage-
ment en fonction de la déformation (voir Figure 3.32(b)) sont similaires. En particulier, lors du
passage en compression, on retrouve bien la pente initiale du matériau. Le point délicat que consti-
tue le caractére unilatéral du dommage est bien traité.

Il est & noter que cette démarche de vérification a aussi été effectuée pour le modele ODM __MS
avec et sans prise en compte de la viscosité. Un essai de traction monotone suivi d’'un temps de
maintien en déplacement a, par exemple, été simulé.

Cette procédure a ainsi permis de s’assurer de 'efficacité de I'implantation des modéles pour
résoudre un probléme Eléments Finis dans le cas de structures et de chargements élémentaires.
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FIGURE 3.30 — Géométrie de l’éprouvette haltére type H2 (4 gauche); Muaillage et conditions auz limites
de Uéprouvette haltére type H2 sollicitée en traction uniaxiale (& droite).
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FIGURE 3.31 — Visualisation de la contrainte & la charge mazimale et de 'endommagement a lissue du
chargement obtenu par la simulation d’un cycle de traction/compression sur éprouvette haltére.
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FIGURE 3.32 — Comparaison de la réponse du modéle entre un calcul sur un VER et un calcul sur
Uéprouvette haltére avec ZéBuLoN : (a) réponse contrainte/déformation & gauche et (b) évolution de l’en-
dommagement en fonction de la déformation.

3.4 Bilan

La premiére partie de ce chapitre a été consacrée a la définition des protocoles d’identifica-
tion des modeéles matériaux (modeéles de comportement et critéres de rupture). Le point fort de
chaque protocole d’identification mis en place est de reposer sur un nombre limité d’essais. Le
protocole a été mis en oeuvre dans le but d’identifier les paramétres du modéle ODM LD pour
deux CMC : 'un & matrice autocicatrisante et ’autre & matrice monolithique. Les paramétres du
modéle ODM MS couplé a la viscosité ont été identifiés afin de rendre compte du comportement
viscoélastique endommageable d’'un CMO multicouche interlock avec un ratio chaine/trame de
70/30.

Les modéles ODM _MS et ODM LD permettant de décrire le comportement élastique endom-
mageable des matériaux composites tissés étant formulés en déformation, I’algorithme de résolution
se fait en une itération. La prise en compte de la viscosité implique 'utilisation d’un algorithme
de Newton-Raphson pour résoudre la loi de comportement. Afin de valider I'implantation une
comparaison entre Matlab®et ZéBuLoN a été effectuée avec succés. Le cas test sur une structure
élémentaire nous a permis de vérifier que la fagcon dont a été implémenté le modéle permet de faire
des calculs de structures par Elément Finis.

L’objet du Chapitre 4 est de démontrer les apports et les limites des modéles développés pour
évaluer la tenue de structures composites tissés. Pour cela, des essais sur des éprouvettes tech-
nologiques, proposées par les industriels (Snecma pour les tissés CMO et SPS pour les CMC),
représentatives des problémes structuraux rencontrés dans les piéces réelles ont été simulés puis
confrontés a la mesure expérimentale.
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Chapitre 4

Validation des modéles matériaux, mise
en évidence des limites de la démarche
"classique de dimensionnement"

L’objet du présent chapitre est de montrer les apports et les limites des modéles développés. Pour
cela, des essais sur structures induisant des contraintes multiaxiales ont été simulés et confrontés a
Iexpérience. Des essais sur plaques trouées sollicitées en torsion et en flexion/torsion, ainsi qu'un
essai sur corniére sollicitée en mode de dépliage ont été simulés dans le cas des CMC. Pour les
CMO les essais suivants ont été étudiés : plaque sollicitée en torsion et essai de flexion 4-points.

Sommaire
4.1 Mise en oeuvre des modéles matériaux pour I’analyse de la tenue de structures
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4.1 Mise en oeuvre des modéles matériaux pour l’analyse de la
tenue de structures composites tissées CMC

Dans le cadre du programme AMERICO, Snecma Propulsion Solide a proposé deux types
d’essais sur piéces en rapport avec ses applications. Ces essais visent a reproduire les principaux
types de sollicitations vues par le matériau dans certaines piéces commercialisées par I’entreprise.
Le premier type d’essai correspond a des sollicitations combinées de flexion et de torsion repré-
sentatives des efforts subis par les volets suiveurs des moteurs militaires M88 équipant le Rafale
(voir Figure 4.1). C’est sur ce type d’essai que nous nous attardons dans la premiére partie de
ce chapitre. Le second type d’essais est abordé dans la derniére partie de ce chapitre (voir Sous-
section 4.3.2). 1l s’agit d’essais de dépliages de corniéres représentatifs des sollicitations subies par
un bras post-combustion du M8S.

0,8m

1,6 m
(a) Arriere corps du M88 (b) Volet CMC

FIGURE 4.1 — (a) Arriére corps du moteur M88 et (b) volets post-combustion en CMC (Source Snecma
Propulsion Solide).

4.1.1 Simulation de ’essai sur plaque trouée en A500 sollicitée en torsion

Nous nous attardons ici & la simulation de ’essai de torsion sur plaque trouée en A500. Le
dispositif expérimental est représenté a la Figure 4.2. La plaque rectangulaire est insérée dans un
outillage permettant d’encastrer les deux arrétes d’'un méme sommet. Le sommet opposé est soumis
a deux cycles de déplacement de +10/-3 mm dans la direction normale au plan de la plaque et ce,
a une fréquence de 0,25 Hz. L’essai est mené & température ambiante (ici 23°C). Cette éprouvette
technologique est équipée de dix jauges de déformation orientées a 45° et situées de part et d’autres
de la piéce, la mesure du déplacement se fait par 'intermédiaire du vérin.

Le maillage ainsi que les conditions aux limites employés pour la simulation de cet essai sont
présentés a la Figure 4.3(a). Le maillage 3D est composé d’éléments quadratiques hexaédriques.
Pour cette application, on s’est limité & une finesse de maillage comparable & ce qui pourrait étre
utilisé dans un bureau d’étude. Concernant les conditions limites, le déplacement normal Uz est
bloqué pour les deux bords pris dans les mors. Un déplacement Uz cyclique est imposé sur 'angle
opposé de la plaque. Pour éviter les mouvements de corps rigide selon les directions x et y, des
conditions aux limites supplémentaires ont été introduites au niveau des noeuds des angles de la
plaque fixés dans les mors.

La Figure 4.3(b) présente une comparaison de la courbe force/déplacement expérimentale et
de la courbe obtenue par simulation avec le modéle ODM LD pour l'essai de torsion sur plaque
trouée en A500. La réponse globale de la structure devient non linéaire pour un déplacement du
vérin d’environ 2 mm. Lors de la premiére phase du cycle de chargement [0 10 mm|, le modéle
retranscrit correctement le résultat de ’essai. A la fin de cette premiére phase, I’écart entre la force
simulée et la force mesurée est de 53 N, ce qui correspond a une erreur de 6,5% (voir Tableau 4.1).
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/Déplacement
+10/-3mm at 0.25Hz Y1 (45)
/
J2 (J7)
/ O O
J5 (J10) J3 (J8)
/S 7 /
J4 (J9) Encastrement
(a) Dispositif expérimental (b) Jauges de déformation

FIGURE 4.2 — FEssai de torsion alternée sur plaque trouée en A500 : (a) dispositif expérimental et (b)
emplacements des jauges de déformation positionnées a 45°.

Il est par contre plus difficile de décrire les autres phases de décharge et rechargement. En effet,
les boucles d’hystérésis apparaissant lors des essais élémentaires de caractérisation du matériau ne
sont pas prises en compte dans la version actuelle du modéle. Ceci explique donc la différence de
réponse entre I'essai et la simulation concernant les boucles d’hystérésis macroscopique.

Essai | ODM LD | erreur relative (%)
824 N 771 N 6,5

TABLE 4.1 — Essai de torsion alternée sur plaque trouée en A500 : erreur relative sur la force entre la
simulation et ’essai a la fin de la premiére phase de chargement.
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-200

-400 | | | | | | |
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déplacement (mm)

(a) Maillage et conditions limites (b) Réponses globales

FIGURE 4.3 — Essai de torsion alternée sur plaque trouée en A500 : (a) maillage et conditions aux limites
et (b) réponses force/déplacement expérimentales et simulées avec le modéle ODM__LD.

Afin de comparer les résultats de la simulation & I'expérience, les champs de déformations ont
été post-traités en prenant en compte la taille des jauges. Cela revient a effectuer une moyenne des
déformations sur une zone équivalente a la surface d’'une jauge. L’évolution de la force en fonction
de chaque jauge de déformation est présentée sur la Figure 4.4. Les prévisions de la simulation
sont globalement en accord avec 'expérience. L’écart subsistant est dii a un artefact de mesure au
niveau de la pente a 'origine. En effet, mise & part ce début de courbe, la raideur prévue corréle
de fagon satisfaisante & I’expérience.
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FIGURE 4.4 — Comparaison des courbes force/déformation expérimentales et simulées avec le modéle
ODM LD pour l’essai de torsion sur plaque trouée en A500.

Cet essai de torsion alternée induit un cisaillement important au sein de la plaque. Les modes
d’endommagement d}* et di* prenant en compte un couplage entre les déformations longitudinales
(ou transversales) et le cisaillement plan se situent de part et d’autres de la structure (voir Fi-
gure 4.5). Les modes de dommage df* et dj* sont plus locaux, ils se situent essentiellement dans le
coin supérieur droit de ’éprouvette. Plus précisément, '’endommagement di* est situé¢ du coté de
la plaque ou le déplacement du vérin est imposé, di* étant situé, lui, de I'autre coté.

Ne disposant pas de données expérimentales fiables pour établir les coefficients des critéres
de rupture hors-plan, la tenue structurale est évaluée uniquement dans le plan. La structure est
considérée comme rompue lorsqu’en un point le seuil du critére de rupture est atteint. La Fi-
gure 4.6 présente une visualisation binaire (sain, rompu) du critére de la contrainte maximale et
du multicritére de rupture Onera a l'issue de la phase de chargement qui sollicite le plus la piéce
(déplacement du vérin de 10 mm). Avec le critére de la contrainte maximale, la zone rompue est
trés étendue (pratiquement toute la piece) tandis qu’avec le multicritére Onera, la zone rompue est
trés localisée. Ce dernier résultat est plus en accord avec les observations expérimentales. En effet,
cet essai de torsion alternée n’a pas conduit a la ruine de la piéce.

Cet essai a ainsi permis de montrer 'intérét d’utiliser le modéle ODM LD couplé au multicri-
tére de rupture Onera pour éviter la sous estimation induite par une approche classique de type
comportement linéaire et critére de la contrainte maximale.
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FIGURE 4.5 — Visualisation des endommagements dy* et dg* induits par l’essai de torsion alternée sur
plaque trouée en A500.

Face A Face A

y! = rompu

. Sain

Contrainte max Onera

FIGURE 4.6 — Evaluation de la tenue de la structure pour Uessai de torsion alternée sur plaque trouée en
A500 : a gauche critére de la contrainte mazimale ; & droite critére Onera.

4.1.2 Simulation de I’essai sur plaque trouée en A500 sollicitée en flexion/torsion

Cet essai consiste & appliquer & température ambiante une pression incrémentale sur une plaque
en porte-a-faux de maniére a générer des sollicitations combinées de flexion et de torsion. La piéce
générique est équipée de trois capteurs LVDT et de dix jauges de déformation. La Figure 4.7
présente la configuration et le plan d’instrumentation retenus pour cet essai.

Le maillage de la plaque est identique a celui utilisé dans 1’étude précédente. Les appuis ont
été modélisés par des rouleaux considérés comme infiniment rigides. Chaque rouleau est constitué
d’éléments linéaires prismatiques. La loi de frottement définie au niveau de la zone de contact entre
la plaque et les rouleaux est la loi de frottement de Coulomb (1785). Le coefficient de frottement
est de 0,2. Le choix du coeflicient de frottement correspond & la valeur spécifiée dans le dossier
de calcul fourni par SPS. Afin de bloquer les modes rigides, la translation suivant x est bloquée
en deux noeuds, la translation suivant y est bloquée en un noeud. Une pression de 0,13 bar est
appliquée de facon uniforme sur toute la face de I’éprouvette suivie d’'une décharge. Le maillage et
les conditions aux limites retenus pour simuler 'essai de flexion/torsion sont présentés a la Figure
4.8.

77



Validation des modéles matériaux, mise en évidence des limites de la démarche "classique de
dimensionnement"

r?etteé45°

[z i ; | R

7, A Al Sy o vi R
AT

.-» Vi Jj'uge WA-Oﬁ-]ZOTJRJBD

|

LN ST
.19
|

(a) Dispositif expérimental (b) Plan d’instrumentation

FIGURE 4.7 — FEssai de flexion/torsion alternée sur plaque trouée en A500 : (a) configuration et (b) plan
d’instrumentation.

Pression imposée
+ Contact avec frottement (u = 0,2)

FIGURE 4.8 — Maillage et conditions aux limites de l’essai sur plaque trouée en A500 sollicitée en
flexion/torsion.

La Figure 4.9 présente I'évolution du déplacement en trois points de la structure, en fonction de
Ieffort imposé. Mise & part 'information donnée par le premier capteur de déplacement, la phase
de chargement est assez bien décrite par le modéle ODM LD. En début de chargement la plaque
se souléve légérement, ce phénomeéne est amplifié par la simulation, ce qui explique I’écart observé
sur le graphe de gauche présentant 1’évolution du déplacement d’un point situé en amont de la
plaque. Cet écart n’est donc pas & mettre au passif de loi de comportement et d’endommagement
(ce phénomene est aussi observé avec une loi de comportement linéaire élastique) mais est plutot
da en grande partie aux choix réalisés pour la modélisation de cet essai (la condition de pression
uniforme n’est probablement pas tout & fait représentative de 'action du coussin d’air sur la
plaque).

De plus, on observe aussi une légére instabilité numérique due au contact, plus visible sur le
premier capteur du fait des faibles niveaux de déplacement.

Pour finir, la décharge ne peut pas se faire jusqu’a une pression totalement nulle, la plaque doit
étre faiblement chargée. En effet, pour une faible pression, la plaque est trés peu en contact avec
les rouleaux, plusieurs solutions d’équilibre sont alors possibles (probléme mal défini).
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FIGURE 4.9 — Comparaison des courbes force/déplacement expérimentales et simulées pour l'essai sur
plaque trouée en A500 sollicitée en flexion/torsion.

Les Figures 4.10 et 4.11 présentent la comparaison entre les informations locales obtenues par
la simulation et celles mesurées expérimentalement. De méme que précédemment, les champs de
déformations ont été post-traités en tenant compte de la taille des jauges. Les simulations faites
avec ODM LD permettent de reproduire de maniére qualitative les réponses obtenues par les dif-
férentes jauges. L’incapacité du modéle & décrire le phénoméne dissipatif lié aux frottements des
lévres des fissures explique en partie I’écart au niveau des déformations permanentes observées lors
des décharges. De plus, nous obtenons un écart entre la pente initiale mesurée expérimentalement
et la simulation pour les jauges situées en bord des trous (la rosette, les jauges T2, T3 et T4).
Cette différence peut s’expliquer par la présence d'un endommagement initial en bord des trous,
provoqué par l'usinage de la piéce.
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FIGURE 4.10 — Comparaison des courbes force/déformation expérimentales et simulées pour l’essai sur
plaque trouée en A500 sollicitée en flexion/torsion (jauges longitudinales et rosette).
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FIGURE 4.11 — Comparaison des courbes forces/déformation expérimentales et simulées pour 'essai sur
plaque trouée en A500 sollicitée en flexion/torsion (jauges transversales).

La repartition des modes d’endommagement activés par cette sollicitation est présentée a la
Figure 4.12 . L’endommagement d5’, induit par la flexion de I’éprouvette, est maximal en bord des
trous. Les modes d’endommagement d}* et di* liés au cisaillement sont situés de part et d’autre
de la plaque, dj* est essentiellement localisé en bord de trou et au dessus des appuis, di* étant
maximal essentiellement en bord de trou.

Face B Face A Face B

0 0.79 0 0.10 0 0.44
| - I | e - | - .

dr dr ar

FIGURE 4.12 — Visualisation des endommagements d5*, dj* et df" induits par Uessai de flexion/torsion
sur plaque trouée en A500
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4.2 Mise en oeuvre des modéles matériaux pour l’analyse de la
tenue de structures composites tissées CMO

La base d’essais de caractérisation constituée par 'UTC a permis : (i) de mettre en évi-
dence le comportement complexe du matériau CMO 3D multicouche interlock présentant un ratio
chaine/trame de 70/30 et (ii) d’identifier le modéle de comportement développé dans le cadre de
ce travail (voir Sous-Section 4.3.1). Afin de compléter cette base, il est apparu nécessaire de déve-
lopper un essai conduisant & des modes de sollicitation plus complexes. Pour définir cet essai, les
besoins de la modélisation ont été pris en compte par 'UTC. Il a été notamment mis en évidence la
nécessité de mieux caractériser le comportement visqueux du matériau. Pour cela, un essai original
de torsion sur barreau prismatique & section rectangulaire a été simulé. C’est un essai uniaxial
engendrant des contraintes multiaxiales (cisaillements inter et intra-laminaires), avec un fort gra-
dient de contrainte [Lekhnitskii 63]. Afin d’exacerber le comportement visqueux, 1’éprouvette est
soumise a une torsion cyclique avec paliers de maintien en angle de torsion.

L’éprouvette soumise & un moment de torsion a une longueur d’environ 200 mm. Le rapport
entre la largeur et I'épaisseur de la plaque,é, est égal a 7. Des talons biseautés en fibre de verre ont
été collés sur la plaque dans le but de diminuer la concentration de contrainte dans la zone de la
plaque située prés des mors. Ces talons sont visibles sur la Figure 4.13(a) présentant le dispositif
expérimental de cet essai. En plus des mesures globales (couple, angle de rotation, déplacement de
la traverse) fournies par la machine d’essai, trois jauges bidirectionnelles orientées & 45° par rapport
aux axes du renforts ont été placées sur la plaque (voir Figure 4.13(b)). Les jauges positionnées en
haut et en bas de la face avant de la plaque ont permis de quantifier localement la réponse de la
structure en cisaillement plan. La jauge située sur la tranche de la plaque a permis de remonter a
la réponse locale en cisaillement hors-plan.

Haut

Emission acoustique Vidéomicroscope

Jauge a -45° Jauge & +45°

Jauge a +45°

Eprouvette “‘4 vr“‘ Jauge a -45° Jauge a -45°
(X8 \

AN

Jauge a +45°

Bas

(a) Dispositif expérimental (b) Jauges de déformation

FIGURE 4.13 — Essai de torsion sur éprouvette 3D CMO multicouche interlock 70/30 : (a) dispositif
expérimental ; (b) emplacement des jauges de déformation positionnées & 45°.
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La Figure 4.14 présente le maillage et les conditions aux limites retenus pour simuler cet essai.
La plaque et les talons ont été modélisés par des éléments volumiques quadratiques hexaédriques.
Sur la face supérieure de I’éprouvette, nous avons imposé une rotation autour de I’axe x en laissant
libre le déplacement U, ce qui permet de garantir que la fonction de gauchissement est non nulle sur
cette face, conformément a la théorie (Principe de St Venant). Sur la face inférieure de I’éprouvette,
la rotation est bloquée. De plus, pour éviter les mouvements de corps rigide, le déplacement U, du
noeud au centre de la face est nulle. Les résultats expérimentaux ont montré que les éprouvettes
testées ont été soumises a des angles de rotation importants sans que cela n’entraine la ruine de la
structure (plus de 50°). C’est la raison pour laquelle les simulations ont été faites sous les hypothéses
des grands déplacements, en réactualisant la géométrie et I'orientation des propriétés matériaux a
I'intérieur des éléments a chaque incrément.

6 imposé

<

'«—— Talon

Plaque

U,=0
6 nul

FIGURE 4.14 — Maillage et conditions aux limites associés a l'essai de torsion sur barreau & section
rectangulaire.

Qu’est-ce que le gauchissement ¢

Le gauchissement correspond o ’ondulation d’une section d’un barreau sollicité en torsion. Pour
un cylindre, le gauchissement est nul. Par contre, pour tout autre type de section, le déplacement
dans une troisiéme direction est non nul. Ce propos est illustré par la simulation d’une torsion sur
un cube en acier ayant un module d’Young de 200 GPa et un coefficient de poisson de 0,3. La
Figure 4.15(a) présente la déformée d’un cube soumis a une torsion. Vues du dessus les sections
gardent la méme forme et subissent bien une rotation Figure 4.15(b). De plus, les sections du cube
ne restent pas planes.

L

-0.007 U, 0.004

FIGURE 4.15 — [llustration du gauchissement lors de la torsion d’un cube : (a) déformée (b) vue du dessus.
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Dans le but de voir I'influence des différentes sources de non-linéarité introduites dans la modé-
lisation, différentes simulations ont été effectuées. La premiére simulation a été faite en considérant
que le matériau & un comportement linéaire élastique. Pour la deuxiéme simulation, nous avons
considéré que le matériau présentait un comportement élastique endommageable avec déformations
résiduelles. Pour finir dans la derniére simulation, nous avons pris en compte le comportement vis-
queux de la matrice.

Dans le cas linéaire élastique, le résultat de la simulation est en accord avec la simulation jusqu’a
un angle correspondant a 20% de I'angle de rotation final. Pour des angles importants de rotation
, une non linéarité de la réponse macroscopique de la modélisation est observée. La courbe C=f(0)
présente un "raidissement" plus important que la réponse expérimentale. Cette non linéarité est
due aux effets combinés de ’anisotropie du matériau et de la géométrie de la section. Afin de
vérifier cette hypothése, une étude annexe a été entreprise.

Essai | | |
Linéaire Elastique

o
13

couple normé

0 0.5 1
angle normé

FIGURE 4.16 — Confrontation simulation/expérience pour l’essai de torsion sur éprouvette 3D CMO mul-
ticouche interlock 70/30 - cas linéaire élastique

Influence sur la réponse de la structure du lien entre symétrie matérielle et géométrie :

Trois matériaux présentant une symétrie matérielle différente (isotrope, isotrope transverse et or-
thotrope) ainsi que deuz configurations géométriques (barreau a section circulaire et barreau & sec-
tion rectangulaire) ont été considérés. 1l est a noter que la géomélrie des éprouvettes a été détermi-
née de maniere a avoir un moment d’inertie du méme ordre de grandeur. Les résultats des simula-
tions sont présentés a la Figure 4.17. Premiérement, dans le cas d’un barreau a section circulaire,
la réponse macroscopique est linéaire indépendamment de la symétrie matérielle. Deuxiémement,
dans le cas d’une torsion sur barreau & section rectangulaire avec un matériau isotrope, la réponse
macroscopique reste linéaire. Enfin, plus le matériau est orienté, plus le raidissement est important.

Ce raidissement est vraisemblablement du a la réorientation des fibres dans 'axe de sollicitation
au cours du chargement.

La prise en compte de I'endommagement induit une perte de rigidité globale de la structure de
lordre de 10% par rapport au calcul linéaire élastique mais ne permet pas de rendre compte de la
souplesse constatée sur la réponse expérimentale (voir Figure 4.18).
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FIGURE 4.17 — Réponses couple/angle : lien entre symétrie matérielle et géométrie de l’éprouvette sollicitée
en torsion.

ODM_MS | | |
Linéaire Elastique [ |7 T /T

e
3

couple normé

0 0.5 1
angle normé

FIGURE 4.18 — Confrontation simulation/expérience pour l’essai de torsion sur éprouwvette 3D CMO mul-
ticouche interlock 70/30 - cas élastique endommageable.
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En prenant en compte le comportement visqueux du matériau, il nous a été possible de retrans-
crire de maniére satisfaisante le comportement dépendant du temps (voir Figure 4.19). Les montées
en charge ainsi que les cycles de décharge sont bien décrits. L’essai de torsion sollicitant fortement
la matrice en cisaillement, exacerbe donc l'effet du comportement visqueux de la matrice sur le
comportement du matériau, ce qui explique la bonne adéquation entre modélisation et expérience.

couple normé

angle normé angle normé

(a) Expérience (b) ODM__MS + viscosité

FIGURE 4.19 — Confrontation simulation/expérience pour l’essai de torsion sur éprouwvette 3D CMO mul-
ticouche interlock 70/30 - cas viscoélastique endommageable.

Le comportement local & 45° est confronté¢ a la mesure expérimentale (voir Figure 4.20 & 4.22).
Il est & noter que certains signaux de jauges ont été perdus en cours d’essai, c’est la raison pour
laquelle la valeur du couple expérimentale et du couple issue du calcul différent. Pour des questions
de lisibilité, seule I’enveloppe de la réponse expérimentale ou simulée a été représentée. Les résultats
sont en bon accord avec I'expérience pour les jauges situées sur la face avant de ’éprouvette. De
plus, cette comparaison essai/calcul justifie 'hypothése faite, faute d’information supplémentaire,
de considéré le comportement en cisaillement hors-plan équivalent au comportement en cisaillement
plan. Tout du moins ce constat est valable 50% de la déformation maximale mesurée. Au-dela, les
réponses ne correspondent pas. La forte non-linéarité observée expérimentalement s’explique par
le fait que le matériau s’endommage beaucoup plus rapidement en cisaillement hors-plan.

Jauges situées en haut de la face avant de I’éprouvette
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FIGURE 4.20 — Comparaison des courbes couple/déformations expérimentales et simulées pour lessai de
torsion sur éprouvette 3D CMO multicouche interlock 70/30 - cas viscoélastique endommageable.
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FIGURE 4.21 — Comparaison des courbes couple/déformations expérimentales et simulées pour lessai de
torsion sur éprouvette 3D CMO multicouche interlock 70/30 - cas viscoélastique endommageable.
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FIGURE 4.22 — Comparaison des courbes couple/déformations expérimentales et simulées pour l'essai de
torsion sur éprouvette 3D CMO multicouche interlock 70/30 - cas viscoélastique endommageable.

La sollicitation de torsion active les modes d’endommagement matriciel di* et d3* dans la plaque
(voir Figure 4.23). On constate que le mode d’endommagement d5* est plus important que le mode
d’endommagement d}* (ratio chaine trame de 70/30).

4es8 0.18

a”

FIGURE 4.23 — Visualisation de [’endommagement induit par la torsion cyclique sur éprouvette 3D CMO
multicouche interlock 70/30.
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4.3 Limites de la démarche "classique de dimensionnement"

Nous avons montré dans la partie précédente que la démarche basée sur I'utilisation d’une loi
de comportement endommageable couplée & un critére de rupture appliqué en post-traitement du
calcul permet de prévoir de fagon correcte (i) le comportement global et local de la structure, (ii)
les zones endommagées et (iii) le chargement correspondant au début de la rupture. Toutefois,
la démarche n’est pas complétement satisfaisante pour prévoir de fagon robuste le comportement
jusqu’a rupture de structures dans le cas de sollicitations conduisant & des champs de contraintes
localement non homogénes. Pour illustrer ce point, nous nous intéresserons & un essai de flexion 4-
points (conduisant & un champ hétérogéne dans ’épaisseur de I'éprouvette) et a un essai de dépliage
sur piece CMC (pour lequel les méconnaissances et les incertitudes peuvent étre importantes).

4.3.1 Essai de flexion 4-points : nécessité de la prise en compte de la transition
endommagement /rupture

Quatre essais de flexion 4-points dans le sens trame de l'interlock élaboré par Snecma ont été
réalisés par 'UTC. Le Tableau 4.2 récapitule les dimensions algébriques ' des éprouvettes de flexion
4-points testées. L est la longueur entre les appuis inférieurs de I’éprouvette, a est la distance entre
les appuis supérieurs (a = %), [ la largeur de I’éprouvette et h la hauteur de I’éprouvette. Les
éprouvettes ont la méme largeur /; et la méme hauteur h;. Le rapport de longueur L; /Ly entre les
deux types d’éprouvettes est de 1,25.

Numéros des essais L a |l | h
let3 L4 a1 | 1 | M
2et4 Lo=1,25L1 | as | I1 | hy

TABLE 4.2 — Dimensions des éprouvettes de flexion 4-points sollicitées dans le sens trame (CMO tissé 3D
ratio 70/30).

La Figure 4.24(a) présente la configuration de 'essai de flexion 4 points dans le sens trame.
Deux jauges ont été disposées sur la peau en traction ainsi que sur la peau en compression de
I’éprouvette. Ces jauges permettent, en plus des informations globales que sont la force et la
fleche (fournies par le capteur LVDT), d’avoir des informations locales utiles pour la confrontation
calcul /expérience. Les résultats issus de I'expérience, présentés a la Figure 4.24(b), démontrent une
assez bonne répétabilité de ’essai pour les deux configurations géométriques testées.

Par la suite, nous avons choisi de simuler I'essai de flexion 4 points pour la premiére configu-
ration géométrique. En s’appuyant sur la symétrie du probléme, seul un quart de ’éprouvette est
représenté. Les propriétés mécaniques des rouleaux sont celles de 'acier (module d’Young E = 200
GPa, coefficient de poisson v = 0, 3).

1. Pour des raisons de confidentialité, on ne fait pas mention des valeurs des dimensions de ’éprouvette.
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FIGURE 4.24 — Essai de flezion 4-points dans le sens trame (CMO tissé 3D ratio 70/30) : (a) dispositif
expérimental et (b) courbes force/déplacement expérimentales.

Dans le but de déterminer la valeur du coefficient de frottement (u) de loi de Coulomb, nous
avons effectué plusieurs simulations en faisant varier celui-ci entre 0 et 0,5. Les résultats des si-
mulations ont montré que dans notre cas, le coefficient de frottement n’a pas d’influence sur la
réponse de la structure (voir Figure 4.25(b)). Dans les calculs présentés par la suite, le coefficient
de frottement est donc considéré comme étant nul.
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(a) Maillage et conditions aux limites (b) Influence du coefficient de frottement p

FIGURE 4.25 — Essai de flexion 4-points sens trame (CMO tissé 3D ratio 70/30) : (a) maillage et conditions
auz limites associés a l'essai de flexion 4 points et (b) influence du coefficient de frottement p sur la réponse
force/déplacement obtenue par simulation avec le modéle ODM _MS.

La Figure 4.26(a) présente 1’évolution de la force en fonction de la fléche, obtenue par les si-
mulations et par I'expérience. On constate tout d’abord que quelle que soit la simulation, la pente
initiale n’est pas en accord avec l'expérience. Cela peut s’expliquer par erreur qu’il y a sur le
déplacement ou bien par la souplesse machine.

Le dommage matriciel induit par I’essai de flexion 4 points est essentiellement réparti au niveau
de la peau inférieure de I’éprouvette sollicitée en traction dans le sens trame (voir Figure 4.26(b)).
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FIGURE 4.26 — (a) Comparaison calculs/expérience pour ’évolution de la force en fonction de la fleche et
(b) Visualisation du dommage matriciel d3* induit par Uessai de flexion 4-points dans le sens trame (CMO
tissé 8D ratio 70/30).

Au niveau local (voir Figure 4.27(a) et Figure 4.27(b)), lorsque I'on regarde I’évolution de la
force en fonction des jauges de déformation, la pente initiale est la bonne. Ceci permet de don-
ner une certaine confiance dans les valeurs des propriétés élastiques introduites dans la simulation
numérique et en ce qui concerne la résolution de I'algorithme de contact. Mais au dela du comporte-
ment linéaire élastique, il n’est pas possible de retranscrire par le calcul le comportement fortement
non-linéaire observé expérimentalement, méme en introduisant toutes les sources de non-linéarité
dans la modélisation par Eléments Finis (viscosité, endommagement matriciel).
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(a) jauge sur la peau inférieure (b) jauge sur la peau supérieure

FIGURE 4.27 — Comparaison calcul/expérience de I’évolution de la force en fonction des jauges de défor-
mation pour l'essai de flexion J points dans le sens trame (CMO tissé 3D ratio 70/30) : (a) jauge placée
sur la peau inférieure (face en traction); (b) jauge placée sur la peau supérieure (face en compression,).

L’analyse de la tenue de la structure est faite & partir de la simulation du calcul viscoélastique
endommageable. En utilisant le critére de la contrainte maximale en post-traitement du calcul,
on constate que 'amorce de la rupture se fait sous les rouleaux supérieurs pour une fléche de 3,6
mm (voir Figure 4.28 (a)). Le matériau a une tenue plus faible en compression qu’en traction (voir
Sous section ), la peau en compression commence a rompre pour une fléche de l'ordre de 4,1 mm
(voir Figure 4.28 (b)). Pour une fleche de 11,5 mm, la peau en traction commence a rompre alors
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que la zone rompue associée au mode de ruine en compression est plus importante (voir Figure
4.28(c)). A la fin du chargement, la zone rompue associée a un mode de ruine en compression est
plus importante que la zone de rompue associée au mode de ruine en traction (voir Figure 4.28(d)).

L’inconvénient de cette méthode d’analyse c’est qu’au-dela de ’apparition des premiéres rup-
tures, la redistribution du champ de contrainte due & I’amorce de la ruine de ’éprouvette n’est pas
prise en compte. La simulation utilisée pour déterminer les zones rompues n’a alors plus de sens
physique.

a) b)

fleche = 3.6 mm fleche = 4.1 mm

fleche = 11.5 mm fleche = 23.1 mm

sain rompu

FIGURE 4.28 — Visualisation de ’évolution des zones rompues (critére de la contrainte mazimale) en
fonction de la fleche pour Uessai de flexion 4 points dans le sens trame (CMO tissé 3D ratio 70/30).

Cet essai nous a donc permis de mettre en évidence les limites de la démarche de dimensionne-
ment classique utilisant un critére de rupture macroscopique en post-traitement d’une simulation
Eléments Finis. Les conclusions obtenues par cette démarche sont erronées car le modéle utilisé ne
retranscrit pas la physique observée.

La non linéarité observée expérimentalement est due & la rupture des torons de fibre induite par
le chargement. Il s’avére donc nécessaire de prendre en compte les effets de la rupture progressive
de ces fibres sur la non linéarité de la réponse afin de décrire correctement le comportement jusqu’a
rupture de la structure.

4.3.2 Essai de dépliage d’une corniére CMC : influence des incertitudes et des
méconnaissances

Présentation de ’essai

La piéce générique dite corniére permet de solliciter le matériau dans un mode hors-plan. Cette
éprouvette technologique a pour objet de simuler U'effet des efforts de pression dus & I’écoulement
primaire sur le comportement d’un bras PC (Post Combustion) au voisinage de 1'accrochage sur le
carter métallique. L’éprouvette est encastrée a sa base et les différentes piéces (corniére, support,
contre-plaque) sont maintenues solidaires par des vis de fixation. Le déplacement du vérin entraine
le dépliage de la corniére. Ce déplacement est appliqué uniformément sur la largeur de I’éprouvette.
La Figure 4.29 présente le maillage retenu pour cette étude ainsi que l'orientation du composite
dans la corniére. Le maillage est composé d’éléments linéaires (dans les bras) et quadratiques (situés
dans le congé de raccordement de la corniére).
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1 - Chaine Déplacement
2 - Trame imposé suivant Ux

3 - Hors plan

Déplacement
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Vis en acier
Contre plaque en acier
Support en acier

Encastrement
Ux=Uy=Uz=0

FIGURE 4.29 — Maillage et conditions aux limites de l’essai de dépliage de corniére en A500.

Résultats du calcul déterministe

Sur la Figure 4.30 (a), on observe que (i) la peau inférieure est en traction et (ii) la peau
supérieure est en compression. De plus, une dissymétrie apparait entre la réponse en traction et la
réponse en compression, due a I’apparition de I'’endommagement d7* dans le congé de raccordement
de la corniére (voir Figure 4.30 (b)).

FIGURE 4.30 — Simulation de l’essai de dépliage de la corniére en A500 avec le modele ODM LD : (a)
visualisation de la contrainte o1 et (b) visualisation de l’endommagement dy*.

La Figure 4.31 présente une comparaison essai/calcul de I’évolution de la force en fonction du
déplacement. La courbe expérimentale présente un comportement original avec une non reprise
de charge trés tot par rapport au chargement total imposé. Dans ce qui suit, on s’intéresse aux
premiéres non-linéarités conduisant au pic de chargement. La comparaison entre le calcul linéaire
élastique et le calcul élastique endommageable a permis de mettre en évidence que le comportement
global de la structure devient non-linéaire pour un déplacement d’environ 0,02 U/U,, 4. Cette non
linéarité est due a l'effet du dommage sur le comportement de la corniére. Par contre, pour un
déplacement de 0,05 U/Uyyqz, la réponse fournie par le calcul élastique endommageable est plus de
trois fois supérieure au résultat expérimental.
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FIGURE 4.31 — Confrontation calcul/expérience pour ’évolution de la force en fonction du déplacement
pour lessai de dépliage sur corniére en A500.

Etude d’influence des sources d’incertitudes et des méconnaissances

Les sources d’incertitudes ou de méconnaissances pouvant expliquer cet écart entre la simula-
tion et I’essai sont multiples. Un premier parameétre (hypothése 1) que I'on peut considérer comme
incertain est la géométrie (en particulier I’épaisseur de la corniére). D’un point de vue mécanique,
la corniére étant en flexion, I’épaisseur a une influence forte sur la raideur (le moment quadratique
dépend du cube de ’épaisseur). D’un point de vue physique, le seal-coat, couche externe de la ma-
trice multiséquencée du matériau, a une faible rigidité. On peut donc considéré qu’il ne participe
pas a la raideur globale de la structure. Or, ce revétement a une épaisseur de quelques centaines de
micron. En considérant en plus la tolérance lors de 1'usinage de la corniére, des simulations ont été
effectuées en prenant en compte une diminution de 20% de ’épaisseur nominale de la piéce géné-
rique. Nous obtenons certes une perte de rigidité, mais de maniére insuffisante. La raideur initiale
de la piéce obtenue par simulation étant 1,4 fois supérieure & celle observée expérimentalement
(voir Figure 4.32(a)).

L’écart peut aussi étre da a la dispersion des propriétés mécaniques du matériau (hypothése
2). En effet, les matériaux composites a matrice céramique présentent une dispersion de leurs ca-
ractéristiques mécaniques due au procédé de fabrication. Pour un méme essai reproduit plusieurs
fois dans des conditions identiques, on observe en général une fluctuation des résultats expérimen-
taux. A partir de ce constat, toujours dans un souci de diminuer la raideur de la piéce, nous avons
abaissé les modules élastiques plans tout en gardant une épaisseur de corniére diminuée de 20%.
Les modules d’Young longitudinal et transverse ont été diminués de 5% et le module de cisaillement
de 20% (méme si pour ce dernier 'influence sur la rigidité globale est négligeable puisque que la
structure est trés peu sollicitée en cisaillement dans le plan). Par rapport a la simulation précé-
dente, la prise en compte de la dispersion matériau n’a pas permis d’obtenir une perte significative
de raideur, celle-ci étant toujours 1,4 fois supérieure a la raideur observée expérimentalement (voir
Figure 4.32(b)).

Du fait de la complexité des essais, il est difficile, voire impossible, de déterminer le comporte-
ment mécanique hors plan du matériau (hypothése 3). Ce manque de données expérimentales se
traduit par de la méconnaissance. Or, ce dernier point est non négligeable car I'essai de dépliage
de corniére induit dans le congé de raccordement des contraintes hors plan au dela de 'admissible
estimé du matériau (voir Figure 4.33).

La prise en compte de cette méconnaissance se fait par I'introduction d’une variation plus
importante des propriétés élastiques hors-plan (-75%). Le niveau d’incertitude associé aux différents
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FIGURE 4.32 — Confrontation calculs/expérience pour I’évolution de la force en fonction du déplacement
pour lessai de dépliage sur corniére en A500 : (a) influence des incertitudes géométriques et (b) de la
dispersion matériau.

G35 normée

FI1GURE 4.33 — Visualisation de la distribution de la contrainte o3 induite par le dépliage de la corniére.

paramétres incertains permet de reproduire la rigidité initiale observée au cours de 'essai (voir
Figure 4.34(a)). Par contre la non-linéarité obtenue par le calcul est différente de celle de l'essai.
La méconnaissance sur le comportement inclut aussi la cinétique d’endommagement et 'effet de
I’endommagement hors-plan (hypothése 4). Afin de décrire au mieux la non-linéarité observée,
la cinétique de 'endommagement hors-plan a été ajustée afin de reproduire de facon satisfaisante
les résultats expérimentaux (ce qui s’apparente & une méthode d’identification inverse). Avec les
coefficients ainsi déterminés, il est possible de décrire le comportement (rigidité initiale) et la non
linéarité globale liée & ’endommagement matriciel du matériau. Par contre, il n’est pas possible de
retranscrire le plateau qui est da a I'apparition de macro fissures inter-strates (voir Figure 4.34(b)).

Nous avons donc mené une premiére étude de sensibilité qui repose sur la connaissance que
nous avons sur ce type de matériau et sur la configuration de I’essai. Cette analyse pourrait étre
approfondie en se focalisant essentiellement sur le comportement, 'endommagement et la rupture
hors-plan puisque ’analyse des essais sollicitant le matériau principalement en mode plan nous a
permis de valider le modéle ODM LD pour ce type de sollicitations. Reste & définir une méthode
pour déterminer le degré de validité des hypothéses effectuées. Cette méthode pourrait reposer sur
le principe suivant : (i) se servir de l’essai sur la piéce générique pour caractériser le comportement
hors-plan du matériau par méthode inverse, (ii) valider cette identification sur un autre essai
sollicitant le matériau en hors-plan, tel qu'un essai sur éprouvette chapeau (voir Figure 4.35) et
(iii) évaluer I'influence des incertitudes et des méconnaissances sur l'identification réalisée.
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FIGURE 4.34 — Confrontation calculs/expérience pour I’évolution de la force en fonction du déplacement
pour Uessai de dépliage sur corniére en A500 : (a) comportement hors-plan et (b) dommage hors-plan.
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FIGURE 4.35 — Configuration de l’essai de flexion 3 points sur éprouvette chapeauw en CMC.

4.4 Bilan

Par l'intermédiaire de simulations d’essais originaux sur des éprouvettes technologiques, nous
avons mis en évidence les apports des modéles proposés pour prévoir le comportement non-linéaire
des matériaux composites tissés. En effet, les résultats des simulations numériques sont en bon
accord avec l'expérience pour les essais de torsion ou de flexion/torsion sur plaque CMC mais aussi
pour Pessai de torsion sur plaque CMO. Les mécanismes inscrits dans les formulations développées
permettent bien de décrire la perte de rigidité due & 'endommagement progressif du matériau ainsi
que la non-linéarité due a la viscosité de la matrice.

La comparaison avec les essais de flexion 4-points ou de dépliage de corniére, nous a permis
de démontrer qu’il était nécessaire de prendre en compte les effets de la rupture progressive du
matériau sur la non-linéarité de la réponse afin de décrire le comportement jusqu’a rupture de la
structure.

Une autre limite de la modélisation est liée aux incertitudes. En effet, les données expérimen-
tales nécessaires a l'identification des modéles matériaux sont connues avec une confiance limitée
du fait de la méconnaissance et de la dispersion matériaux.

L’amélioration des prévisions des simulations passe par 'intégration dans notre modélisation
des mécanismes de ruine dus a la rupture des fils longitudinaux ou transverses et a la rupture hors-
plan. De plus, pour augmenter la confiance dans la simulation il convient de prendre en compte les
incertitudes. Ces points sont 'objet de la deuxiéme partie de ce mémoire.
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Vers une démarche de dimensionnement
robuste de structures composites tissées
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Chapitre 5

De 'endommagement a la rupture
progressive des structures composites
tissées

L’objet de ce chapitre est de présenter les développements qui ont été effectués dans le but de décrire
le comportement jusqu’a rupture des structures composites tissées en présence d’un gradient de
contrainte. Pour cela, les effets sur le comportement de la rupture des torons de fibres dans les
directions chaine, trame et de la rupture hors-plan ont été introduits dans notre formulation par
I'intermédiaire de nouvelles variables scalaires d’endommagement. Ces variables d’endommagement
"fibre" reproduisent la cinétique rapide de ces modes de ruine ainsi que leur effet important sur le
comportement (perte compléte de rigidité). Ce type de modélisation conduit & des modéles de types
adoucissants. Pour remédier au probléme numérique de localisation artificielle de ’endommagement
qui en découle, une approche couplant taux d’endommagement limité et modéle non local a été
développée.
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De I'endommagement a la rupture progressive des structures composites tissées

5.1 Evaluation de la tenue de structures en présence de gradients
de contrainte

5.1.1 Meéthodes a distance critique pour I’évaluation de la tenue de structures
en présence de gradients de contrainte

Dans le Chapitre 4, un critére de rupture a été utilisé en post-traitement afin de déterminer les
zones rompues. Whitney et al. ont montré qu’en présence de gradients de contrainte, 'utilisation
d’un critére de rupture conduit a sous-estimer la tenue de la structure [Whitney 74|. Ce constat est
établi pour un calcul linéaire élastique. Les formulations employées dans les chapitres précédents
sont plus élaborées et prennent en compte l’endommagement matriciel. Néanmoins, la prise en
compte de ce dommage seul ne suffit pas a atténuer suffisamment le gradient de contrainte a
I’approche de la singularité. Physiquement, la concentration de contrainte entraine des ruptures
de fibres localisées dans les zones les plus sollicitées, ce qui a pour conséquence de diminuer les
contraintes en bord d’un trou, par exemple (voir Figure 5.1). Ce phénomeéne n’est pas toujours pris
en compte dans les modéles.

f t 1

[ £

FIGURE 5.1 — Influence de la loi de comportement sur la forme du gradient de contrainte en bord de trou :
1) loi linéaire élastique, 2) loi élastique endommageable, 3) loi adoucissante.

Pour corriger les insuffisances des modéles, on est obligé d’appliquer le critére de rupture ma-
tériau & une certaine distance de la singularité afin de déterminer le chargement conduisant & la
deéfaillance de la piéce. Des approches semi-empiriques dites & "distance critique" [Nuismer 75],
largement reprises par les industriels, telles que la méthode Average Stress ou la méthode Point
Stress, ont été développées a cet effet (voir Figure 5.2).

G | |
<> ' 4 (G|d0) 21
;;G 0
Pz
do y
(a) Méthode Average stress (b) Méthode Point stress

FIGURE 5.2 — Méthode o "distance critique” pour la prise en compte du gradient de contrainte : (a)
Average stress et (b) Point stress.

Le principe de I’Average Stress consiste a appliquer le critére de rupture sur des quantités
moyennées (contrainte ou déformation) sur une surface ou un volume autour de la singularité
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Evaluation de la tenue de structures en présence de gradients de contrainte

(voir Figure 5.2(a)). La méthode du Point Stress consiste, elle, & appliquer le critére de rupture
en un point situé a une distance dy de la singularité, en dehors du gradient de contrainte (voir
Figure 5.2(b)). Néanmoins, la détermination des longueurs caractéristiques de ces méthodes reste
fortement empirique. De plus, leur caractére prédictif est mis en défaut en dehors des configurations
testées pour définir ces longueurs internes. Ainsi, pour la méthode du Point Stress, la distance d
dépend notamment du diamétre du trou.

Ces insuffisances ont conduit & différents travaux pour proposer des méthodes moins cotiteuses &
identifier et aux capacités d’extrapolation supérieures. Parmi celles-ci, Hochard et al. ont ainsi pro-
posé une approche "non locale" permettant d’évaluer la tenue de structures stratifiées tissées CMO
présentant des concentrations de contrainte [Lahellec 05, Hochard 08|. Cette méthode consiste &
appliquer un critére de rupture en chaque point de Gauss sur des quantités moyennées (contrainte,
déformation) a I’échelle du pli sur un Volume Caractéristique de Rupture (voir Figure 5.3).

® PG considéré —
° PG voisins y (O- ) 21
P,
o=|ocdv
Q

FIGURE 5.3 — Principe de la méthode du Volume Caractéristique de Rupture.

Par exemple, dans le cas du critére de la contrainte maximale :

{U:i = %fvadv (5.1)

ol le Volume Caractéristique est défini par V' = hS ot h correspond a I’épaisseur du pli et S a la
surface d'un disque dont le diameétre est déterminé par un essai sur structure.

Couplée & un modéle de comportement décrivant ’endommagement progressif du matériau,
cette approche permet d’avoir des résultats satisfaisants en matiére de prévision de la tenue des
structures tissées présentant des singularités. Le principal avantage de cette méthode par rapport
au Point Stress ou a 1I’Average Stress réside dans le fait que le Volume Caractéristique de Rupture,
identifié pour une forme de singularité et une séquence d’empilement, reste valable pour différentes
singularités et séquences d’empilements. Cette approche a été, jusqu’a présent, validée sur des
éprouvettes tissées CMO stratifiées sollicitées en traction uniaxiale en quasi-statique et en fatigue
[Hochard 06].

Les méthodes précédemment citées ont en commun d’associer : (i) une méthode de recalage
basée sur une distance critique, (ii) un critére de rupture et (iii) une loi de comportement. Ces
démarches permettent de prévoir la charge ultime dans le cas de structures présentant des singu-
larités. Néanmoins, elles nécessitent un recalage plus ou moins important suivant la configuration
testée. Par ailleurs, ils n’est pas facile de discerner clairement chaque élément de la démarche.
Le paramétre de "distance" issu de la simulation dépendra, par exemple, fortement de la loi de
comportement (linéaire élastique, non linéaire) utilisée mais aussi du critére de rupture (contrainte
maximale, Tsai-Wu, etc.).

De plus, dans une structure, du fait de la redistribution de charge, il peut s’avérer que I'atteinte
du point limite ne conduise pas a la ruine compléte de la piéce. Dans ce cas il s’avére intéressant
de mener la simulation au-dela de I’effort maximal.
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De I'endommagement a la rupture progressive des structures composites tissées

Un moyen pour s’affranchir de ces inconvénients est d’enrichir la loi de comportement. Pour
cela, il est possible d’inscrire directement dans la loi matériau les phénoménes liés a la rupture des
torons de fibres. L’idée sous jacente étant qu’en se rapprochant de la physique observée, le besoin
de recalage sera limité. C’est 'objet du point suivant.

5.1.2 Modélisation de la transition endommagement /rupture pour les struc-
tures a fort gradient de contrainte

La tenue d’une structure composites tissées ne présentant pas de gradient de contrainte ou
tout du moins un gradient modéré peut étre correctement évaluée en post-traitement de la simu-
lation si toutefois le calcul a été effectué en utilisant une formulation décrivant correctement le
comportement et 'endommagement matriciel du matériau (voir Figure 5.4). La prise en compte de
I’endommagement matriciel et de la viscosité, dans le cas des CMO, permet de rendre compte de
la non-linéarité de la réponse structurale. De par I’homogénéité du champ de contrainte, la rupture
d’un toron est considérée comme catastrophique i.e la rupture d’un toron conduit & la rupture de
la piéce.

Critére de rupture fragile - 3

Endommagement matriciel - 2

Force
Q

.
.
.
oﬂ
.

) Comportement (visco)élastique S,

FIGURE 5.4 — Méthode de prévision de la défaillance de structures tissées sans gradient de contrainte par
lassociation d’un critére de rupture et d’une loi de comportement.

>

déplacement

La présence d’une singularité génére un gradient de contrainte lors de la sollicitation d’une
structure. Afin de ne pas sous-évaluer la tenue de cette structure en utilisant un critére de rupture
en post-traitement, il est nécessaire de décrire la transition endommagement /rupture au niveau de
la réponse structurale. Les éléments se situant prés de la singularité sont progressivement rompus.
Le comportement de ces éléments est alors adoucissant et la charge est reprise par les éléments
voisins. Lorsque la zone d’éléments rompus est importante, le report de charge ne peut plus s’ef-
fectuer, la structure peut alors étre considérée comme rompue. Ainsi la charge de défaillance est
directement donnée par l'intermédiaire de la simulation Eléments Finis.
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. £

Lois adoucissantes -
Endommagement matriciel -

A - Rupture progressive - 3

Force

Rupture
. finale

Comportement (visco)élastique - 1

Z —

FIGURE 5.5 — Méthode de prévision de la défaillance de structures tissées en présence d’un gradient de
contrainte par une approche progressive de la rupture.

déplacement

Principe de la modélisation de la transition endommagement /rupture

Dans la modélisation proposée dans le chapitre 2, la rupture des torons de fibres a été délibé-
rément négligée car pour des essais sur éprouvettes a gradient modéré, les premiéres ruptures de
torons de fibres sont considérées comme catastrophiques. Afin de rendre compte du comportement
global de la structure jusqu’a la rupture de la piéce, il a été nécessaire d’introduire une nouvelle
famille de variables internes d; permettant de décrire les effets de la dégradation progressive des
torons de fibres dans le sens chaine et le sens trame. Le mécanisme pris en compte dans la troi-
siéme direction est la macrodécohésion a l'interface entre deux strates. Ce mécanisme est associé
a la rupture des torons de fibres orientés dans la direction hors-plan dans le cas des tissés 3D. La
Figure 5.6 illustre les mécanismes de dégradation conduisant & un comportement adoucissant.

Essai chapeau

Macro-fissures
inter-strates

Rupture de
torons de fibres

(a) Rupture de torons de fibres (b) Macrodécohésion a linterface entre deux
strates

FIGURE 5.6 — Mécanismes de dégradation conduisant o un comportement adoucissant : (a) rupture de
torons de fibre et (b) macrodécohésion a linterface entre deux strates.

Plus précisément, une variable scalaire d’endommagement est introduite pour chaque mode de
ruine (tension et compression) et direction d’orthotropie (chaine, trame et hors-plan). Par rapport

a la fissuration matricielle qui seule a été prise en compte jusqu’ici, la dégradation des torons et la
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macrodécohésion & l'interface entre deux strates sont des dommages de tailles plus importantes et
dont les effets sur le comportement sont beaucoup plus notables. De maniére générale, ces dégrada-
tions seront regroupées sous le terme générique d’endommagement "fibre". La prise en compte de
ce type de dégradation a des effets beaucoup plus importants sur le comportement et conduit donc
a s’orienter vers des modeéles de type adoucissant. La Figure 5.7 présente le schéma de principe de
la modélisation.

(Visco) ‘,-{L}:.\ Seuil de la
élasticité R “¢‘ AN o rupture fragile
Py .
.
Nl ** ‘-oa
& **® .
& . »
R .
(o} o ) . %
* Seuil du %
'« dommage [) %
& Y
AR . %
» ()
Q % ﬁo
o LR
Q .

S " %
o Endommagement Rupture *g ?'
.' matriciel progressive “Ya,
LY (torons + décohésions)
E

FIGURE 5.7 — Schéma de principe de la modélisation du comportement matériau des composites tissés
jusqu’a rupture.

Le modéle proposé s’appuie sur le formalisme présenté au Chapitre 2 pour décrire ’endomma-
gement matriciel. Il a été volontairement simplifié car la richesse des mécanismes introduits dans
la formulation des modéles d’endommagement matriciel (déformation résiduelle lie & I'endom-
magement, caractére unilatéral du dommage, couplage traction/cisaillement) reste difficilement
quantifiable dans le cas présent.

Le tenseur d’ordre 4, ASY, représentant la variation du tenseur des souplesses liée a I'endom-
magement "fibre" est ici introduit :

As/ =3 "dln! (5.2)

)

ou H{ représente le tenseur d’effet du dommage "fibre". Les tenseurs d’effets H{ sont de forme
similaire a Equation 2.15.

Ici, nous avons fait le choix de considérer que 'effet des ruptures de torons est actif aussi bien en
traction qu’en compression. Dés lors que le seuil d’amorgage conduisant au caractére adoucissant
de la réponse du matériau est atteint, la variable de dégradation associée au mode de ruine est
activée, quel que soit I’état du matériau (traction ou compression).

Les forces thermodynamiques associées aux mécanismes d’endommagement sont définies de la
maniére suivante dans les directions chaine, trame et hors-plan :

: f 100 2
traction = 5C7 (e
chaine ' y;f % 101< 1>;L (5.3)
compression  yj, = 507 (€1)2
: f _ 100 2
traction = 505(¢
trame , y?f 21 202< 2>;“ (5.4)
compression Yoo = 5C99(€2)2
: f _ 100 2
traction = 5C3. (e
hors-plan . y?f 2 50‘3< 3>;r (5.5)
compression Y3, = 5C43(e3)2
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Evaluation de la tenue de structures en présence de gradients de contrainte

Pour donner & la fois un caractére irréversible a 1’évolution des variables internes et vérifier le
second principe, le potentiel des dissipations est identifié a la surface limitant le domaine de non
dégradation. Il y a autant de fonctions indicatrices que de variables internes. Nous choisissons des
critéres multiples et découplés, associés & chaque variable scalaire de rupture, de la forme :

Fulyl,dl) = fayl)—d), ie{1,...3}
Fulyl,dl) = filyl) —df, ie{1,..,3}

Formulation du modéle complet

Dans la formulation développée, nous avons fait le choix de ne pas introduire de terme de
couplage entre ’endommagement "fibre" et la viscosité. En effet, expérimentalement, ce cou-
plage reste difficile a quantifier. La loi de comportement permettant de décrire le comportement
(visco)élastique endommageable jusqu’a rupture des composites tissés est définie par ’équation
suivante :

o0=C:(e—e"—eh 0 —Cl: (e +&" -, (5.8)
ou C = (S° + AS™ + AS/)~! et CF = (S0 + AS/)~ L.
L’introduction du tenseur Cf d’ordre 4 est nécessaire car sinon des anomalies notamment en

décharge peuvent étre observées comme le montre la Figure 5.8 qui compare les réponses obtenues
a l'aide des deux lois suivantes :

c0=C:(e)—C:(f+¢") LdC1 (5.9)
c=C:(e)—C/:(e*+¢") LdC2 (5.10)

300"’”"’”"”"T’""”"”"”T""""""’”T”””""""T
=+ dC 1| | |
250+ +

200
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FIGURE 5.8 — Mise en évidence du rdle du tenseur d’ordre 4 Cc/ pas de passage en compression négative
lorsque le matériau est cassé.

Afin de vérifier I'implantation du modéle dans ZéBuLoN, un outil de comparaison avec la ver-
sion du modéle programmée dans Matlab® a été développé. La Figure 5.9 présente les résultats sur
les réponses contrainte/déformation obtenues respectivement pour un essai de traction monotone
piloté en déformation dans le sens chaine et un essai de compression monotone piloté en défor-
mation dans le sens hors-plan. L’adéquation est ici excellente, ce qui valide 'implantation dans le
code Eléments Finis.
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/ essai de traction uniaxiale sens 2 \ /essai de compression uniaxiale sens 3\

1500 100
H matlab
—— zebulon

3 H matlab
80 S — zebulon

I
|
1000 F—---+-—-

o, (MPa)

500

0

\_ £ (%) AN ' £ (%) )

FIGURE 5.9 — Ezemple de cas test permettant de vérifier la bonne implantation du comportement adoucis-
sant. Essai de traction monotone piloté en déformation dans le sens chaine (a gauche). Essai de compression
monotone piloté en déformation dans le sens hors-plan (& droite).

5.1.3 Mise en évidence de la localisation numérique de I’endommagement

Le formalisme vu précédemment conduit a des modéles de type adoucissant. La mise en oeuvre
de ces modeles dans le cadre du calcul de structure par Eléments Finis induit des problémes numé-
riques. En effet, il y a une dépendance du résultat vis-a-vis du maillage : types d’éléments, taille
des éléments, orientation du maillage [Jirasek 01, Stein 04]. Cette dépendance est due a la perte
d’ellipticité des équations du probléme d’équilibre dans le cas statique et a la perte d’hyperbolicité
dans le cas dynamique. Cette localisation de ’endommagement peut, par exemple, étre mise en
évidence par le biais d’'un essai de traction sur une plaque perforée de trois trous. Un trou de 4
mm de diamétre est situé au centre de la plaque tandis que deux trous de 2 mm de diamétre sont
situés de part et d’autre. La géométrie de ’éprouvette est présentée a la Figure 5.10. La plaque a
une épaisseur de 1 mm.

Pour les besoins de la démonstration, les résultats présentés ici et par la suite en Section 5.2 et
Section 5.3 ont été réalisés en considérant un matériau élastique endommageable dont le compor-
tement correspond a un tissé CMC fictif.

50 mm

L / ®, =4 mm =)

¥ ®,=2mm

16 mm

v

FIGURE 5.10 — Géométrie de la plaque trois trous sollicitée en traction uniaxiale. L’éprouvette a une
épaisseur de 1 mm.

Compte tenu de la symétrie du probléme, un huitiéme de la plaque a été modélisé par deux
maillages de finesses différentes (voir Figure 5.11). Ainsi le maillage grossier est composé de 4894
éléments alors que le maillage fin est lui composé de 21116 éléments. Chacun des maillages est
constitué d’éléments quadratiques prismatiques.
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FIGURE 5.11 — Maillages et conditions aux limites pour l’essai de traction uniaziale sur plaque trois trous.
Maillage 1 (4894 éléments), maillage 2 (21116 éléments).
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La résolution du probléme Elément Fini avec une loi adoucissante a nécessité Putilisation d’un

algorithme de pilotage a longueur d’arc [Riks 76, Lorentz 04]. En effet, la résolution du probléme
avec une méthode de Newton-Raphson diverge dés ’apparition du dommage adoucissant dans un
élément.

Sur la Figure 5.12, on constate que le dommage d{t conduisant au comportement adoucissant

est localisé dans la premiére rangée d’éléments. De plus, les résultats des simulations fournissent
des réponses force/déplacement différentes suivant le maillage utilisé (voir Figure 5.13).

Maillage 1

Maillage 2

FIGURE 5.12 — Mise en évidence de la localisation de l’endommagement "fibre" par le biais d’un essai de
traction uniaziale sur la plaque trois trous : répartition du dommage d{t. L’endommagement est visualisé

aux points de sorties représentés par des losanges a la Figure 5.183.

Dans la suite de ce chapitre, nous présentons les méthodes numériques mises en oeuvre pour

s’affranchir de la dépendance des résultats vis-a-vis du maillage. Compte tenu de la complexité

du probléme et des délais impartis pour la thése, nous avons choisi de nous focaliser sur I’étude

quasi-statique du probléme. Les phénoménes dynamiques non pris en compte peuvent remettre en

cause les résultats présentés par la suite. L’évaluation de I'influence des phénoménes dynamiques

dans le calcul de structure nécessite un certain nombre de développements numériques tels que,
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par exemple, la possibilité d’effectuer une partie du calcul en quasi-statique et de basculer dans
une résolution dynamique au moment de 'apparition des phénomeénes dynamiques. L’analyse des
résultats requiert un savoir faire particulier en calcul dynamique concernant par exemple I'influence
de la discrétisation en temps et en espace. L’objectif est donc de voir jusqu’ot il est possible d’aller
avec les outils actuellement disponibles permettant de faire des simulations en quasi-statique.

Réponse force/déplacement

1400 ————--y ooy T T T
1200 - L F . e ‘ e S
1000 ------ rommoo- e - - - L Too-oo- .
A A
(0] I I I I I I I
8 I | I I I I I
S 600f i A e
00—
200~~~/ yTTTT T T T maillage 1 |1
i i i i maillage 2 i
0 L L L L N |

0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07

déplacement (mm)

FIGURE 5.13 — Mise en évidence de la localisation de l’endommagement "fibre" par le biais d’un essai de
traction uniaziale sur la plaque trois trous : réponse force/déplacement.

5.2 Limitateurs de localisation continue

Pour éviter la localisation artificielle de ’endommagement, on trouve plusieurs méthodes de
régularisation dans la littérature parmi lesquelles on peut citer :
— les modeéles non locaux [Pijaudier-Cabot 87, Peerlings 96| qui régularisent le probléme en
moyennant certaines variables sur une zone dont la taille est donnée par des justifications
micromécaniques, imposant du méme coup une zone de localisation non nulle,

— les modéles a effet retard qui régularisent le probléme en limitant la vitesse du dommage
|[Ladeveze 00, Suffis 03].

Toutes ces méthodes ont en commun d’introduire une grandeur caractéristique interne (longueur
ou temps). Une analyse de ces deux approches a été entreprise afin d’en dégager les avantages et
les inconvénients.

5.2.1 Modélisation non locale de ’endommagement

Dans le cas des modéles non-locaux, I’hypothése de [’état local est remise en cause. En effet,
la valeur d’une variable en un point M dépend des variables définies dans son voisinage. Pour ce
faire, une variable non locale (f,;) associée a une variable locale (f;) du probléme mécanique est
introduite. Un formalisme dit & gradient implicite est utilisé pour définir la relation entre la variable
non locale et la variable locale. Cela revient a résoudre une équation de diffusion sur le domaine
d’étude Q (voir Figure 5.14(a)) :

far — &V = fi (5.11)
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ol ¢; est un paramétre du modéle homogéne au carré d’une longueur interne ;.

Le probléme mécanique & résoudre est donc redéfini de la maniére suivante :

(

V.o =0 sur Q
(o, fi) = F(e, fr1) sur Q
_)
e=Vsu
—
=fimp sur OQp
imp sur 0§y,

n= 0 sur 0N

sur €

(5.12)

3!

e
%
u

gl

\vfnl-

— 3 . ) 7 . , e .
avec Ump le déplacement imposé sur 9y, f,, la force imposée sur 9Qp et n la normale a la

frontiére de §2. La condition de flux nul a la frontiére du domaine Q V f,,;. n=0 a été introduite
comme condition aux limites supplémentaire afin d’assurer 'unicité de la solution |Peerlings 99|.

Cette approche requiert le développement d’un élément fini spécifique prenant en compte les
degrés de liberté supplémentaires liés aux variables non locales (voir Figure 5.14(b)). Une fonction
d’interpolation quadratique est utilisée pour les déplacements 4 tandis qu'une interpolation linéaire
est choisie pour les variables non locales f,;. Dans le cadre de nos travaux nous avons bénéficié des
développements menés par N. Germain |Germain 06, Germain 07].

. a0,
uimp
@ Noeud
Point de
Gauss
aQ
U, yf.(”’)
iy j
aQF fimp

(a) (b)

FIGURE 5.14 — (a) Conditions auz limites sur le domaine Q; (b) Schéma de principe de ’élément fini
non local

Afin d’adopter cette approche & la formulation développée, une variable (yf (ni) ) non locale est

associée a chaque force motrice de la rupture progressive yjf ® (j € {it,ic} avec i € {1,3}).

5.2.2 Modéle a taux d’endommagement limité

Le modéle a taux d’endommagement limité aussi, appelé modéle d’endommagement a effet
retard, a été développé au Laboratoire de Mécanique et de Technologie de Cachan afin de décrire
correctement la rupture des matériaux composites stratifiés [Ladevéze 92, Ladeveze 95, Allix 03].
Le principe de cette approche consiste a régulariser le probléme en limitant la vitesse de croissance
du dommage. L’équation définissant 1’évolution de la variable d’endommagement est la suivante :

{d =% (l-exp—a(f(Y)-d)) sid<d (5.13)

d=d. sinon
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ol a et 7, sont les paramétres du modéle a effet retard. La fonction f(Y) est définie par la loi
classique sans effet retard et d correspond au dommage réel qui est pris en compte pour déterminer
les propriétés dégradées du matériau.

Par un développement limité, on démontre, pour a = 1, que la relation 5.13 est équivalente & :

(5.14)

d=9(f(Y)—d), sid<d,
d=d. sinon

Nous avons adopté ce principe en définissant la relation suivante pour chaque variable d’en-
dommagement fibre df :

w1
f_ fnr) _ of
dj = — (dj nr_ dj> (5.15)

7

ol d;c (") ot défini par la loi classique sans effet retard et df correspond au dommage réel qui est pris
en compte pour déterminer les propriétés dégradées du matériau (j € {it,ic} aveci € {1,...,3}).
L’équation différentielle ainsi définie, présente 'avantage de pouvoir s’intégrer aisément :

At
f_ f(nr)  _ of
Adf = @ — ) (5.16)

La Figure 5.15 illustre 'influence du paramétre 7 sur la réponse mécanique du matériau ainsi
que sur la cinétique de la variable interne décrivant 1’état du matériau. Il s’agit ici de simuler
des essais de traction monotone dans le sens chaine a vitesse de déformation ¢ fixée. Pour cela,
la déformation suivant le sens chaine a été imposée sur un VER tout en imposant une contrainte
nulle dans les autres directions. Du point de vue du comportement, on constate que I'introduction
de Deffet retard se traduit par 'ajout d’une dissipation qui croit proportionnellement avec T ('aire
sous la courbe augmente). La valeur de 7 choisie doit donc étre un compromis entre la suppression
du phénomeéne de localisation et la minimisation du phénoméne de dissipation artificielle.

Influence de t - comportement Influence de t - cinétique
250 100,
sans effet retard ——
200 —1 80!
(s) 5
‘T 150 10 60 |
a r \ df
s \ 1t
~Z100¢ \ 401
o
50+ 201
Oo 0.2 0.4 - 06 00
“g (%) '
£=0.0003s"

FIGURE 5.15 — Modéle a taur d’endommagement limité : essai de traction monotone dans le sens chaine
pour la mise en évidence de influence du paramétre T sur la réponse (0,e) (4 gauche) et sur l'évolution de
la cinétique d’endommagement (a droite). ¢ = 0.0003 s~*
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L’approche & effet retard introduit en outre une dépendance a la vitesse de chargement qui ne
peut s’apparenter & de la viscosité classique. Ainsi plus la vitesse de chargement augmente, plus
la réponse du modéle a taux d’endommagement limité sera différente de la réponse obtenue avec
le modéle non régularisé (voir Figure 5.16). Cette caractéristique permet par exemple de rendre
compte de leffet de la vitesse de sollicitation pour le béton soumis & un impact. La résistance du
béton augmente quand ¢ augmente [Gatuingt 08, Chambart 09]. Dans le cas des composites CMC,
ce phénoméne peut s’avérer innoportun car la tenue du matériau est peu sensible & 'effet de vitesse
a température ambiante. Si cette sensibilité est trop importante, les résultats des simulations sont
uniquement valables pour une vitesse de déformation donnée.

Influence de € - comportement Influence de € - cinétique
250 ; sans effet retard —— 100,
NN ~—  0.006s
200! \ g{ 0.0012s"" 80+t
e I\ = 0.0003s"
& 150 RN d f 60}
2 \ \ 1t
— 100+ \ o 40
b \
50 \\ o 20
0 : - ‘ 0 e
0 0.2 o 04 0.6 0 0.2 0.4 0.6
g1 (%) €1 (%)

T=1s

FIGURE 5.16 — Modéle a tauz d’endommagement limité : essai de traction monotone dans le sens chaine
pour la mise en évidence de linfluence de la vitesse de chargement sur la réponse (0,c) (& gauche) et sur
Dévolution de la cinétique d’endommagement (& droite). T=1s

La Figure 5.17 présente 'influence couplée de la vitesse de chargement ¢ et de 7 sur la contrainte
a rupture o, correspondant au pic de chargement, obtenue en simulant un essai de traction uni-
axiale dans le sens chaine. Les essais ont été pilotés en déformation. Le paramétre de régularisation
7 varie entre 10 s et 100 s. La vitesse de chargement varie sur une décade (¢ € [le=?,1e™* s71] ou
€€ [16*4, le=3 s71]). La contrainte a rupture orup est d’autant plus importante que la vitesse de
chargement ¢ et le parameétre 7 sont élevés. La plage de valeur définie conduit & une variation de 5%
de la contrainte a rupture pour une plage de valeurs de la vitesse de chargement € comprise entre
[le75,1e7* 571 5.17(a) et de 25% pour un intervalle de [le~*, 1e73 s7!]. Bien entendu, il est rare
que la vitesse de déformation varie d’une décade au sein d’une structure présentant un gradient de
contrainte mais cette exemple numérique montre que localement le comportement matériau sera
différent de celui introduit dans la simulation.
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265

¢ (1/s)
0-rup(MPa)
¢ (1/5)
Opyp(MPa)

FIGURE 5.17 — Influence combinée de la vitesse de chargement € et du paramétre T sur la contrainte &
rupture Opyp. (a) € € [le™5 le= s et (b) é € [le™*,1e73 s71].

5.2.3 Limitateurs de localisation continue en calcul de structures

Présentation du cas test

Afin d’évaluer les apports et les inconvénients de chaque méthode de régularisation, un test
sur une structure a fort gradient a été simulé. Plus précisément, il s’agit de simuler un essai de
traction uniaxiale sur plaque trouée non habitée. Le diamétre du trou est de 4 mm (représenté par
la suite par le symbole ()4). La géométrie de 1'éprouvette d’une épaisseur de 0,4 mm est présentée
a la Figure 5.18).

L =50 mm

O =4 mm

- ~ -

16 mm

FIGURE 5.18 — Géométrie de la plaque trouée sollicitée en traction uniaziale. L’éprouvette a une épaisseur
de 0,4 mm.

En prenant en compte les symétries du probléme, un huitiéme de la plaque trouée a été maillé
avec trois finesses de maillages différentes. Les maillages sont composés d’éléments finis quadra-
tiques prismatiques. Les maillages comportent un élément dans ’épaisseur de la plaque. Dans la
zone d’intérét (en bord de trou), les éléments prismatiques du maillage n°1 ont un c6té de 0,4 mm
en surface, pour le maillage n°2 la longueur d’une arréte en surface est de 0,2 mm. Pour finir le
maillage le plus fin (maillage n°3) est composé d’éléments prismatiques avec une longueur d’arréte
en surface de 0,1 mm. Ainsi la plaque n°1 est composée de 1213 éléments, la plaque n°2 de 4619
¢léments et la plaque n°3 de 13882 ¢léments (voir Figure 5.19).

Régularisation avec le modéle d’endommagement non local

Les résultats obtenus avec le modéle d’endommagement non-local sont comparés a ceux issus
de la simulation faite avec le modéle d’endommagement classique (i.e. celui qui respecte 'hypo-
theése de 'état local). Le paramétre ¢y = l%t est lié & la taille de maille. A 'usage, la valeur de cyy
doit étre suffisamment grande afin que la valeur du dommage en un point de Gauss dépende d’'un
nombre suffisant de points de Gauss voisins. N. Germain [Germain 06| a mis en évidence que [y,
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FIGURE 5.19 — Maillages et conditions aux limites pour ’essai de traction uniaxiale sur plaque trouée.
Maillage 1 (1213 éléments), Maillage 2 (4619 éléments) et Maillage 3 (13882 éléments).

doit étre supérieure a trois fois la taille de 'arréte d’une maille, h : [1; > 3h. Ce résultat permet
de garantir des solutions numériques indépendantes du maillage. Cette relation, établie pour une
loi de comportement et d’endommagement donnée, n’est pas générique mais elle donne un ordre
de grandeur pour l1;. La distance entre deux noeuds du maillage le moins fin est de 0,4 mm. Dans
notre cas, cjy = l%t est pris égal a 8 mm?.

En ce qui concerne la répartition du dommage "fibre", avec le modeéle d’endommagement clas-
sique, celle-ci différe suivant la finesse du maillage retenue. En effet, on constate que le dommage
reste localisé en quelques points de Gauss des quatre premiers éléments au droit du trou (voir
Figure 5.20(a)).

Avec le modéle d’endommagement non local, le dommage fibre n’est plus confiné en quelques
points de Gauss. En effet, la zone endommagée correspondant aux ruptures des torons de fibres
ainsi que la valeur de 'endommagement associé sont identiques pour les trois maillages considé-
rés (voir Figure 5.20(b)). On constate de plus que la formulation non locale influe sur les valeurs
maximales d’endommagement car la force motrice non locale y{ D) de I’endommagement fibre est

t
l . ..
une moyenne des valeurs des y{t( ) des points de Gauss voisins.

La répartition du dommage a un effet sur la réponse globale de la structure. Sur les courbes
d’évolution de la force en fonction du déplacement obtenues avec le modéle d’endommagement
classique, on observe que les pics de chargement sont différents pour les trois maillages (voir Figure
5.21(a)). Plus le maillage est fin, plus 'endommagement est localisé et plus le pic de chargement
intervient tot.

La formulation non locale du modéle permet de s’affranchir de cet inconvénient. En effet, les
réponses globales sont indépendantes de la finesse du maillage (voir Figure 5.21(b)). On constate,
de plus, que la régularisation du probléme modifie la charge maximale au cours de la simulation.
Cela signifie qu’au-dela de I'aspect numérique, c’est la confrontation a l’expérience qui permettra
de statuer de la pertinence de la valeur du paramétre ci; choisit (voir Section 5.4).

Le point commun entre ces deux résultats est que la valeur maximale de chargement est suivie
d’un retour en arriére du déplacement appelé snap-back [Hellweg 98, Ritto-Corréa 08|. La présence
de ce snap-back, liée & un effet structural, nécessite 'utilisation d’'un algorithme de pilotage a
longueur d’arc pour la résolution du probléme mécanique.
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(b) Modéle d’endommagement non local (c1; = 8 mm?)

FIGURE 5.20 — Répartition de l’endommagement des torons de fibres en bord de trou induit par une
sollicitation de traction uniaziale sur plaque trouée (By) : (a) modele local, (b) modéle non local (c1y =
8 mm? ). L’endommagement est visualisé aur points de sorties représentés par des losanges a la Figure 5.21
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FIGURE 5.21 — Réponses force/déplacement simulées pour l'essai de traction uniaxiale sur plaque trouée
(04) : (a) modéle local, (b) modéle non local.
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té

imi

Régularisation avec le modéle a4 taux d’endommagement 1

La simulation de essai a été réalisée avec une vitesse de déplacement imposée de 0,165m/s.
La vitesse choisie est arbitraire car le matériau CMC ne présente pas un comportement dépendant
du temps a température ambiante. Concernant la répartition du dommage fibre, lorsque le temps

caractéristique 71; est choisi trop petit, 'endommagement reste confiné dans la premi

d’éléments (voir Figure 5.22(a)). Pour 714

2

dant

ére rangée
épen

N

2 s, le pattern d’endommagement devient ind

mage s’explique par le fait que la méthode a taux d’endommagement limité retarde I’évolution du

de la finesse du maillage (voir Figure 5.22(b)). La différence entre les valeurs maximales du dom-
dommage. Plus 794 est grand et plus la cinétique d’endommagement est retardée (voir Figure 5.15).
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tition de l’endommagement des torons de fibres en bord de trou induit par une

sollicitation de traction uniaziale sur plaque trouée (y) obtenue avec le modéle o tauzr d’endommagement
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des losanges a la Figure 5.22.

limité :

éponses globales obtenues par simulation avec le modéle a taux

La Figure 5.23 compare les r
d’endommagement limité. Pour 71

lution de la force en fonction du dépla-

En matiére de description de la réponse, on

evo

P

1s, les courbes d’

)

0

fféerentes (voir Figure 5.23
constate que le pic de chargement est suivi d’une perte de charge importante, par la suite I’évolution

().

t di

2

€ SOon

cement impos

ses globales obte-

S répon

2s, le

se fait pratiquement & charge constante. Pour 74

du déplacement

pour un déplacement imposé

De plus,

))-

b

(

(voir 5.23
identique, la rupture se fait de maniére plus progressive. On constate donc qu’il ne suffit pas de
considérer un taux non nul pour régulariser le probléme. Comme avec la méthode de régularisation

non locale, 'approche & effet retard modifie la valeur maximale atteinte par la force au cours de la

nues pour les trois maillages sont identiques

simulation. Dans la pratique, la valeur de 74 est choisie de maniére & régulariser le probléme pour

une finesse de maillage variable tout en introduisant le moins de dissipation artificielle.

Point de comparaison des deux approches de régularisation

Tout d’abord, avec la formulation non locale du modéle, le dommage diminue de maniére
concentrique a partir du coin inférieur gauche de la plaque. Cela renvoie a la notion de moyenni-

sation qui s’opére autour d’'un Point de Gauss. Avec le modéle & taux d’endommagement limité, le

dommage est maximal au droit du trou.
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FIGURE 5.23 — Réponse force/déplacement obtenue pour l’essai de traction uniaziale sur plaque trouée
(04) avec le modéle & taux d’endommagement limité : (a) 71 = 0,18, (b) 114 = 2 5.

Par ailleurs, la forme des réponses force/déplacement différe selon le limitateur de localisation
choisi. Dans le cas du modéle & taux d’endommagement limité, la prise en compte de I’endomma-
gement des torons de fibres longitudinaux conduit & un adoucissement trés progressif de la réponse
structurale. L’énergie dissipée aprés le pic de chargement est grande. Dans le cas du modéle non
local, la prise en compte de I'endommagement des torons de fibres, entraine ’apparition d’un
snap-back. Cette instabilité peut s’interpréter comme le moment de défaillance de la piéce.

Pour finir, la régularisation permet de rendre les résultats des simulations indépendants du
maillage. Néanmoins, la régularisation influe sur la valeur du pic de chargement. Il convient donc
de se confronter aussi a la mesure expérimentale pour juger de la pertinence des résultats de telle ou
telle approche. Ce point sera détaillé dans la Section 5.4. Au préalable, la méthode de régularisation
développée dans le cadre de cette thése est présentée.

5.3 Couplage des approches non locale et & taux d’endommage-
ment limité

Chaque méthode de régularisation présentée précédemment est associée a une grandeur carac-
téristique : longueur interne I; pour le modéle d’endommagement non local, temps caractéristique
7; pour le modéle a taux d’endommagement limité. La physique qui accompagne la ruine d’un
matériau composite est une combinaison des deux mécanismes sur lesquels s’appuient ces deux
méthodes numériques. En effet, la vitesse de propagation d’une fissure dans un milieu sain est
finie. C’est sur ce principe que repose 'approche a taux d’endommagement limité. Par ailleurs, la
rupture d’un toron de fibres endommage les torons situés dans un voisinage proche, fondement de
la formulation non locale. Nous avons fait le choix de coupler ces deux approches numériques afin
de se rapprocher de la physique observée avec ’espoir d’une réduction du besoin de recalage des
modéles.

5.3.1 Principe de approche de régularisation développée

La méthode de régularisation développée consiste donc & coupler les deux approches étudiées
précédemment. Pour cela, 'endommagement des torons de fibre d{ qui affecte les propriétés élas-

(nr)

tiques du matériau est lié par une équation différentielle d’ordre 1 au dommage d; fourni par
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le modéle "non retardé". Dans ’équation 5.7, la force motrice d’endommagement yf D est rem-

(nl)

placée par la force motrice non locale yjf . La relation entre ces deux grandeurs est donnée par

I’Equation de diffusion 5.11. Pour finir, I’évolution de chaque variable d’endommagement d;.c (7)ot
gouvernée par la variable non locale yf (nd),
Les quantités d’intérét sont données par les relations suivantes :
Loi de comportement : o = f(e,d;", d;) (5.17)
Equation différentielle d’ordre 1 : d{ = :] (df(m) (yf(nl)) - df ) (5.18)
Equation de diffusion : yf(”l) - ciVQy;(nl) = yf(l) (5.19)

5.3.2 Validation numérique de 'approche de régularisation couplée

Cette partie a pour objet d’évaluer les possibilités offertes par la méthode de régularisation
couplée. Pour cela, nous avons repris le cas test précédent relatif & la traction uniaxiale sur plaque
trouée CMC.

La répartition de I’endommagement des fibres & I’issue de la simulation est identique quelle que
soit la taille des éléments du maillage (voir Figure 5.24). La méthode de régularisation proposée
garantit donc bien I'indépendance des résultats vis-a-vis du maillage. Ce test nous a ainsi permis de
mettre en évidence que l'on ne perdait pas le point fort de chacune des approches de régularisation
classiques.

M‘ai‘IVIageZ Maillage 3

FIGURE 5.24 — Répartition de l’endommagement d{t des torons fibres en bord de trou obtenue avec le
modele hybride d’endommagement pour un essai de traction sur plaque trouée (B4) pour trois maillages de
finesse différente. c1y = Tmm?,m1; = 0.01s. L’endommagement est visualisé auz points de sorties représentés
par des losanges o la Figure 5.25(a).

La courbe d’évolution de la force en fonction du déplacement obtenue pour les différentes fi-
nesses de maillage est similaire (voir Figure 5.25(a)). Le pic de charge est suivi d’une décroissance
progressive de la force sans snap-back (retour en arriére du déplacement) au contraire de la réponse
observée lors de 1’étude faite avec le modéle d’endommagement non local. Ce constat reste valable
pour plusieurs couples de paramétres (c1¢,71¢) ainsi que l'illustre la Figure 5.25(b). La réponse glo-
bale de la structure ne mettant pas en évidence de snap-back, la résolution du probléme mécanique
ne nécessite donc pas I'utilisation d’un algorithme de pilotage & longueur d’arc. Ce point constitue
le premier avantage de notre méthode de régularisation par rapport au modéle d’endommagement
non local.
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FIGURE 5.25 — Réponses force/déplacement obtenues pour l’essai de traction uniaziale sur plaque trouée
(04) avec la régularisation couplée : (a) influence de la taille de maille et (b) influence du couple (c1¢,71¢).

Notre approche de régularisation et ’approche a taux d’endommagement limité introduisent une
viscosité numérique liée au calcul de 'endommagement d; (voir Equation 5.13 et Equation 5.18).
L’influence de la vitesse de chargement sur la réponse force/déplacement a donc été évaluée. Pour
cela, les simulations ont été reprises en multipliant et en divisant la vitesse de chargement par 2.
Le résultat obtenu avec le couplage des méthodes de régularisation (voir Figure 5.26(a)) est moins
sensible & la vitesse de chargement que le calcul avec le modéle a taux d’endommagement limité
(voir Figure 5.26(b)). Ainsi, dans le premier cas, le pic de charge est compris entre 1040 N et
1052 N. Avec la deuxiéme méthode de régularisation, celui-ci est compris entre 880 N et 1080 N.

Précédemment, nous avons montré qu'il existait un ensemble de couple (¢14,71;) pour régulariser
le probléme. En prenant ¢i; = 7mm?, ordre de grandeur du paramétre de régularisation utilisé dans
le cas du modeéle non local, la valeur de 714 peut étre choisie assez petite (ici, 74 = 0.01 s). C’est
la raison pour laquelle les effets du temps sont limités. Ce point correspond au premier avantage
de 'approche couplée proposée par rapport au modéle a taux d’endommagement limité.
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g

FIGURE 5.26 — Influence de la vitesse de chargement sur la réponse force/déplacement : (a) approche
couplée, (b) approche a taux d’endommagement limité.
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5.4 Prévision de la tenue en traction de plaques trouées CMC

5.4.1 Présentation de ’étude

Des simulations de traction sur plaques trouées CMC présentant différents diameétres de trous
compris entre deux et dix millimétres ([0; 2; 4; 6; 8; 10]) ont été effectuées afin d’évaluer les
capacités des méthodes de régularisation en matiére de prévision de la rupture (voir Figure 5.28).
La rupture est définie comme le pic de charge vue par I’éprouvette au cours de ’essai. Les résultats
des simulations pour les diameétres de trou () = 4 mm et ) = 8 mm ont par ailleurs été confrontés
a la mesure expérimentale.

Le matériau considéré dans cette application est un composite tissé équilibré CMC élaboré par
CVI dénommé A40C. Cette classe de matériau considérée comme initialement orthotrope symé-
trique présente un comportement élastique endommageable. De plus, du fait du faible contraste
entre les propriétés mécaniques des torons de fibres et de la matrice, ’endommagement est préfé-
rentiellement orienté par le chargement. On choisit donc de décrire le comportement non linéaire
du matériau par le modéle ODM LD. L’identification du modéle requiert deux essais, un dans le
sens du renfort et un autre a 45° par rapport aux axes du renfort. Ne disposant pas de ce dernier,
le comportement en cisaillement est estimé a partir de la connaissance du comportement de ma-
tériaux composites & matrice céramique de la méme famille. La Figure 5.27 présente le résultat de
Iidentification des modéles ODM LD et ODM LD avec prise en compte de la rupture progressive
sur un essai de traction monotone dans le sens chaine pour I’A40C.

contrainte normée

deformation normée

FIGURE 5.27 — Identification des modéles ODM LD et ODM LD avec prise en compte de la rupture
progressive sur un essai de traction monotone dans le sens chaine pour I’A40C.

La cinétique d’endommagement des fibres ainsi que les valeurs des paramétres des limitateurs
de localisation continue ont été identifiées sur la plaque avec un trou de 4 mm de diamétre. Ainsi
I’adoucissement de la réponse structurale correspond au pic de charge expérimentale. Dans la pra-
tique, la valeur de 71+ choisie pour 'approche a effet retard est égale & 2 s. Cette valeur correspond
& un bon compromis entre régularisation du probléme et introduction minimale d’une dissipa-
tion numérique. La valeur du coefficient ¢i; de la régularisation non locale est prise égale & 8 mm?.
Concernant I'approche couplée, un compromis satisfaisant entre régularisation spatiale et visqueuse
a été de prendre ¢y = 7mm? et 7y = 0,01 5. Les valeurs des paramétres de régularisation re-

tenues pour la prévision de la tenue de plaque trouée en A40C sont récapitulées dans le Tableau 5.1.
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FIGURE 5.28 — Maillage des plaques pour différents diametres de trous : (a) O = 2 mm, (b) 0 = 4 mm,
(c) b =6mm, (d)d =8mm, (e) ) =10 mm.

1i(8)  c1 (mm?)
Effet retard 2 -
Non local - 8
Couplage 0.01 7

TABLE 5.1 — Parameétres de régularisation retenus pour la prévision de la tenue de plaques trouées en
A40C sollicitées en traction uniaxiale dans le sens chaine.

5.4.2 Présentation des résultats des simulations

Les résultats des simulations sont présentés en Figure 5.29(a) & 5.29(c). Pour des raisons de
confidentialité, les résultats ont été normalisés . Pour cela, la contrainte macroscopique (F/Siotaic)
et la déformation macroscopique! (U/L) on été divisées par la contrainte maximale oq et la défor-
mation maximale g9 de I’essai sur plaque lisse.

L’effet du diamétre du trou sur la réponse de la structure est bien retranscrit. La raideur et le
pic de chargement diminuent en fonction du diamétre. En matiére de description qualitative des ré-
sultats expérimentaux, les commentaires précédents restent valables. Avec la régularisation couplée,
le pic de charge est suivi d’une perte de raideur importante sans évolution notable du déplacement.
La ruine de la structure est beaucoup plus progressive avec le modéle & taux d’endommagement
limité alors que la défaillance de la structure se traduit par ’apparition d’un snap-back avec le
modéle d’endommagement non local.

Pour la plaque d’un diamétre de 4 mm, les prévisions de la réponse non-linéaire fournies par
les modéles sont en bon accord avec la mesure expérimentale. La réponse expérimentale est moins
bien retranscrite pour la plaque de 8 mm. Etant donnée la dispersion expérimentale inhérente a ce
type de matériaux (taux de porosité), ces résultats déterministes sont plutdt encourageants.

Nous avons simulé ’essai sur la plaque lisse afin d’évaluer I'influence des différentes méthodes
de régularisation sur la réponse structurale dans le cas d’une piéce a contrainte homogéne.

Avec le modéle & taux d’endommagement limité, la réponse n’est pas modifiée par contre la
contrainte maximale différe de la valeur expérimentale d’environ 5%. Cette disparité est encore
plus notable sur la déformation correspondant au pic de chargement.

La régularisation non locale n’influe pas sur le pic de chargement lorsque la contrainte est
homogéne dans ’éprouvette. Toutefois dans notre simulation, au moment de ’apparition de 1’en-
dommagement fibre, on observe une divergence du calcul. L’écart avec la mesure expérimentale est
de 4% en considérant la contrainte maximale de la simulation.

1. F correspond a la résultante des forces et U au déplacements.
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En couplant les deux approches de régularisation, I’écart est inférieur a 3% (erreur d’identi-
fication matériau). On constate donc, que dans le cas d’une éprouvette uniforme, la méthode de
régularisation proposée influe trés peu sur le pic de chargement. Ce résultat est intéressant car
il démontre que la méthode de régularisation peut étre utilisée pour 1’évaluation de la tenue de
structures complexes comportant des zones & gradients de contraintes et des zones & contraintes
homogénes. Dans les zones ot le champ de contraintes est homogéne, la tenue de la structure cor-
respondant & la tenue matériau n’est pas modifiée .

I
essai lisse
essai ¢,

essai lisse

essai ¢,
essai g essai og
lisse

caleul ¢,

lisse

caleul ¢,
caleul ¢, caleul ¢,
caleul g caleul ¢g

caleul og caleul ¢g

caleul ¢4 caleul ¢,

1.2 1.4

essai lisse
essai 9,

essai g

lisse
calcul 0y

caleul ¢,
caleul ¢

caleul ¢g

caleul ¢4
T

1.2 1.4

FIGURE 5.29 — Influence du diamétre du trou sur la réponse globale : (¢) régularisation couplée, (a) modéle
a tauzr d’endommagement limité et (b) modeéle d’endommagement non local.

Pour les plaques avec un diamétre de trou de 4 et 8 mm, I’évaluation de la tenue de la structure
par la simulation est faite en considérant que la ruine correspond au pic de chargement, les valeurs
obtenues sont comparées a celles obtenues par I'intermédiaire d’un critére de rupture macroscopique
de type critére de la contrainte maximale ainsi qu’aux valeurs expérimentales (voir Figure 5.30).

Le critére de rupture fragile ne prenant pas en compte le caractére progressif de la rupture tend
a sous-estimer la tenue de la structure. L’écart entre la prévision et le calcul est de -40% pour la
plaque avec un trou de 4 mm et de -35% pour la plaque de 8 mm.

Par contre les résultats sont sensiblement améliorés avec la prise en compte de leffet de la
rupture progressive du matériau. En effet, il est possible de capter le moment de défaillance de la
structure en intégrant la transition endommagement/rupture dans le processus de modélisation.
Les prévisions obtenues avec la régularisation couplée sont en accord avec la mesure expérimentale.
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Il est possible de faire aussi bien avec les deux méthodes de régularisation malgré les difficultés
supplémentaires qui leurs sont associées. Ainsi, I’écart entre simulation et expérience est de 6,4%
avec le modéle a taux d’endommagement limité.

0.8 B Essai

e —— I Effet retard |-
0.7+ I \on local
,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,, I couplage

0.6

0.5+

diam =4 mm diam =8 mm

FIGURE 5.30 — Comparaison des forces a rupture obtenues avec les différentes approches de régularisation.

La Figure 5.31 présente 1'évolution du rapport o,.,/00 en fonction du diamétre du trou pour
une plaque de 16 mm de large. La contrainte a rupture macroscopique o, est calculée de deux
maniéres différentes, I'une en considérant la section totale de la plaque oyup = Frup/Stotale 5-31(a),
lautre en considérant la section nette a mi-longueur o,y = Fryp/Sutite 5-31(b). On observe une
décroissance linéaire du rapport o,,p/00 en fonction du diameétre du trou. Avec le modéle hybride
d’endommagement, nous rendons compte du fait que le matériau est peu sensible a la présence d'un
trou. Le rapport oy.;,/00 varie entre 0,9 et 1 & comparer a la mesure expérimentale qui est comprise
entre 0,94 et 1. Ceci est tout a fait en accord avec les résultats expérimentaux qui montrent que
les CMC présentant un faible sensibilité a ’effet d’entaille.
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FIGURE 5.31 — Evolution du rapport Orup/00 en fonction du diameétre du trou pour une plaque de 16 mm
de large : (a) section totale et (b) en section utile.
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5.4.3 Influence de la cinétique associée a la rupture progressive des torons de
fibre : corrélation avec le paramétre c;; de la régularisation couplée

Précédemment, nous avons démontré qu'’il était possible de régulariser le probléme en se dé-
finissant un couple de paramétre (ci¢,71;) pour une cinétique d’endommagement des fibres d{t.
Toutefois, la cinétique de dégradation des torons de fibre reste une donnée du probléme inconnue.
En effet, & partir de ’essai sur éprouvette homogéne, seul le seuil d’activation du dommage fibre
dans la direction chaine yg(l " peut étre déterminé. L’objet de cette partie est de déterminer I'in-
fluence de la cinétique des fibres sur la réponse obtenue pour la simulation des essais de traction sur
les éprouvettes a gradient de contrainte. Pour cela, outre la cinétique d’endommagement utilisée
pour les simulations précédentes (cinetique 1), deux autres cinétiques ont été définies, (cinetique?2)
et (cinetique 3). Le Tableau 5.2 récapitule 'ensemble des valeurs des paramétres de la cinétique

d’évolution du dommage : d{t, yg(lt), yg(lt) et p{t.

d{t yé(m (M Pa) yg(lt) (M Pa) p{t
Cinétique 1 1000 « 100 1.7
Cinétique 2 100 « 50 1.7
Cinétique 3 100 « 50 2

TABLE 5.2 — Paramétres de la cinétique d’évolution du dommage fibre d{t. Pour des raisons de confiden-
tialité, la valeur du seuil d’activation yg(lt) du dommage fibre d{t n’est pas mentionnée.

Les paramétres choisis conduisent aux cinétiques d’évolution du dommage présentées a la Fi-
gure 5.32(a). Comme on peut le constater, ’évolution de 'endommagement est trés rapide avec les
paramétres de la cinetique 1 alors que les paramétres des cinetique 2 et cinetique 3 correspondent
a une évolution du dommage beaucoup plus lente.

Les parameétres choisis influent peu sur la contrainte maximale obtenue au cours de la simulation
d’un essai de traction monotone dans le sens chaine sur un VER (voir Figure 5.32(b)). Par contre,
la différence est nette sur la réponse obtenue au-dela du pic de chargement. L’adoucissement de la
réponse est plus ou moins progressif suivant la cinétique d’endommagement retenue.
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(a) Cinétique d’endommagement (b) Réponse contrainte/déformation

FIGURE 5.32 — (a) Evolution du dommage df, en fonction de /e et (b) réponse (o,e) associée pour un
essai de traction monotone dans le sens chaine sur un VER.
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La Figure 5.33 présente la réponse globale pour la simulation avec la régularisation couplée
de Dessai de traction uniaxiale sur la plaque avec un trou de 4 mm de diamétre. A cinétique
d’endommagement fixée, c¢1; gouverne l'instant de ruine de la piéce. Ainsi, pour capter la charge
de défaillance de la piéce, la cinetique 2 est associée a un c;; = 3 mm? et la cinetique 3 & un
cit = 1,5 mm?. Les valeurs de c¢y; vérifient la condition l1; > 3h car Iarréte d’un élément situé
en bord de trou dans le maillage utilisé pour les calculs est de 0,3 mm. Nous avons fait le choix
de fixer la valeur de 71; & 0,01 s ce qui permet de s’assurer de la faible influence de la vitesse de
chargement sur la réponse obtenue.

Avec la cinetique 1 le chemin parcouru entre les premiéres ruptures de torons de fibres et
I'adoucissement de la réponse structurale est plus court qu’avec la cinetique 2 et la cinetique 3.
Cette cinétique est plus rapide, c’est la raison pour laquelle plus la valeur de cj; diminue plus
on s’éloigne de la contrainte a rupture. Inversement, si la valeur de c14 est petite, pour capter le
moment de défaillance, on doit compenser par une évolution de I'endommagement fibre lente.
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FIGURE 5.33 — Réponse globale pour la simulation avec la régularisation couplée de l’essai de traction
uniaxiale sur la plaque avec un trou de 4 mm de diameétre. Les contraintes mazximales expérimentales et
simulées sont affichées sur le graphe.

La Figure 5.34 présente la répartition de 'endommagement d{t des torons fibres au niveau de
la charge maximale pour la simulation avec la régularisation couplée de I'essai de traction uniaxiale
sur la plaque avec un trou de 4 mm de diamétre. Les isovaleurs d’endommagement ont des formes
similaires et les valeurs maximales d’endommagement sont du méme ordre de grandeur. On constate
qui plus est, que la valeur maximale du dommage est inversement proportionnelle & la valeur de la
contrainte maximale.

33 BRSSO K] 3.3

5

(a) cinétique 1, c1¢ = 7mm

2

(b) cinétique 2, c1: = 3 mm (c) cinétique 3, c1t = 1,5 mm
FIGURE 5.34 — Répartition de l’endommagement d{t des torons fibres au niveau de la charge mazimale
pour la simulation avec la régularisation couplée de l’essai de traction uniaxiale sur la plaque avec un trou
de 4 mm de diamétre : (a) cinetique 1, ¢y = 7 mm?, (a) cinetique 3, c1y = 3 mm?, (a) cinétique 2,
cie = 1,5 mm?. Le paramétre T4 est égal & 0,01 s.
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Pour finir, nous avons confronté les résultats des simulations des cinetique 2 et cinetique 3
associées & leurs paramétres de régularisation respectifs dans le cas de l’essai de traction sur la
plaque avec un trou de 8 mm. Les réponses globales sont similaires a celle obtenue précédemment
avec la cinetique 1.
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FIGURE 5.35 — Réponse globale pour la simulation avec la régularisation couplée de l’essai de traction
untaziale sur la plaque avec un trou 8 mm de diamétre.

La conclusion de cette partie est la suivante. Tout en ayant rompu localement, on peut ajuster
la progressivité de la rupture de la piéce jusqu’a la transition endommagement /rupture en jouant
sur I’évolution de la cinétique d’endommagement et la valeur du paramétre ci; de régularisation
couplée.

5.4.4 Synthése et discussion sur les méthodes de régularisation

Dans le but de prévoir la tenue de structures tissées, nous avons pris en compte l'effet de la
rupture progressive des torons de fibres dans la formulation du modéle ODM LD. Ce type d’ap-
proche conduisant a un modéle adoucissant, il est nécessaire de mettre en oeuvre une méthode
de régularisation permettant de rendre les résultats de la simulation indépendants de la finesse
du maillage. Deux limitateurs de localisation continue ont été adoptés pour les besoins de nos
travaux. L’interprétation physique de ces approches est différente. Dans le cas du modéle & taux
d’endommagement limité on considére que le dommage ne peut pas croitre de fagon instantanée.
Il s’agit d’une régularisation visqueuse. Pour le modéle d’endommagement non local, le dommage
se diffuse dans une zone non nulle. On qualifie cette approche de régularisation spatiale. Les mé-
canismes d’endommagement ces deux phénomeénes, une approche de régularisation couplant ces
deux approches a été développée. Ces trois approches ont été comparées dans le but de mettre en
évidence les apports et les inconvénients de chacune d’elle en matiére de prévision de la tenue de
structure.

Pour la résolution du calcul par Eléments Finis, I’emploi du modéle non local a requis 1'utilisa-
tion d’un solveur a longueur d’arc. Ce solveur fait intervenir de nombreux paramétres numériques
supplémentaires & identifier qui ne sont pas aisés a appréhender. Le couplage des méthodes de ré-
gularisation permet de contourner cette difficulté i.e. le probléme mécanique est résolu en utilisant
un algorithme standard de Newton-Raphson.

Une différence notable entre les méthodes de régularisation apparait de la forme de la réponse
structurale. En effet, le modéle a taux d’endommagement limité conduit & un adoucissement pro-
gressif de la réponse de la structure, la défaillance étant caractérisée par le pic de charge. L’énergie
dissipée est alors grande et dépendant de la vitesse locale de chargement. LeMauff et al. ménent

123



De I'endommagement a la rupture progressive des structures composites tissées

actuellement des travaux afin de pouvoir relier le parameétre 7 a la vitesse de locale chargement
afin de pallier cet inconvénient |Lubineau 09, LeMauff 09].

Avec le modéle d’endommagement non local, I'adoucissement de la réponse structurale induit
une instabilité au niveau de la résolution du calcul. L’algorithme de pilotage a longueur d’arc
permet de faire converger le calcul au-dela de ce point limite. Par contre, I'interprétation physique
de la courbe force/déplacement est plus délicate au-deld du pic de chargement car le snap-back
correspond & une réponse que l'on n’observe pas expérimentalement.

L’utilisation d’un limitateur de régularisation couplé permet de rendre plutét compte dune
rupture brutale de la structure qui s’apparente au mode de défaillance observé sur les structures
présentant une singularité forte. La réponse force/déplacement présente l'avantage de suivre la
réponse non-linéaire due & 'endommagement matriciel tant que l'effet du dommage fibre n’est
pas trop important. Une perte de raideur importante est observée aprés le pic de chargement. La
rigidité diminue sans augmentation notable du déplacement et peu d’énergie supplémentaire est
dissipée .

Enfin, le couplage des parameétres permet de garantir une diminution de I'influence de la vis-
cosité. Le probléme est régularisé (i.e. pas d’influence du maillage) et la confiance dans le résultat
obtenue est plus importante qu’avec le modéle a taux d’endommagement limité.

Pour une confrontation sans aucun recalage, les résultats obtenus sont considérés comme satis-
faisants. D’autant plus que I'erreur de prévision, comme nous le verrons par la suite, peut étre en
partie due au caractére dispersé des résultats expérimentaux.

La cinétique d’évolution de 'endommagement des torons de fibres est une inconnue du pro-
bléme. Elle est identifiée & partir d’un essai sur structures et requiert donc une simulation par
Eléments Finis. Néanmoins, la cinétique n’est pas unique et est fortement couplée au choix des
paramétres de régularisation. On peut traduire une dégradation plus ou moins progressive de
I’éprouvette. Un moyen d’enrichir 'identification est de se servir de ’émission acoustique qui per-
met de déceler les premiéres ruptures de torons de fibres.

Le Tableau 5.3 résume les différences entre les approches de régularisation par rapport au choix
des Eléments Finis employés pour la discrétisation spatiale, I’algorithme employé pour résoudre
le probléme mécanique et le type de réponse structurale obtenue. De ce tableau comparatif, on
déduit que pour prévoir la tenue de structure en présence de singularités, le couplage des méthodes
de régularisation permet de cumuler les avantages des méthodes de régularisation classique et
d’en supprimer les principaux inconvénients aussi bien du point de vue mise en oeuvre que de
I'interprétation physique.

Type d’élément Résolution Réponse post-pic  Viscosité
Non local Non local Longueur d’arc Snap-back Non
Effet retard Classique Newton-Raphson Progressif Forte
Couplage Non local Newton-Raphson Brutale Faible

TABLE 5.3 — Comparaison des approches de régularisation.

5.5 Bilan

Afin de prévoir la tenue de structures présentant un gradient de contrainte dii & la présence
d’une singularité, ou bien induit par un chargement, de nouvelles variables d’endommagement ont
été introduites dans la formulation du modéle. Ces variables, associées aux mécanismes d’endom-
magement progressif conduisant & la rupture matériau, permettent de conduire les simulations
numériques au-dela des premiéres dégradations macroscopiques.
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Pour g’affranchir de la dépendance des résultats des simulations vis-a-vis du maillage, une ap-
proche de régularisation couplant régularisation visqueuse et spatiale a été développée. Les réponses
obtenues ont été confrontées & deux limitateurs de localisation continue : non locale et a effet re-
tard, dans le but de déterminer les apports et les inconvénients de l'approche de régularisation
développée. Les points forts de 'approche développée, au dela de la régularisation du probléme,
sont : (i) la possibilité de résolution du calcul avec un algorithme de Newton-Raphson, (ii) la ré-
duction de la dépendance au temps par rapport au modéle a taux d’endommagement limité et (iii)
une meilleure qualité des réponses structurales.

Les premiéres comparaisons essai/calcul ont permis de mettre en évidence l'apport d’une mo-
délisation plus fine des mécanismes d’endommagement et de rupture sur I’étude de la tenue de
la structure. La difficulté réside dans l’identification des paramétres de la loi de comportement
liés a la cinétique d’endommagement des torons de fibres ainsi que des paramétres de la méthode
de régularisation. Ces résultats, bien que trés encourageants, nécessiteraient d’autres validations
expérimentales sur des configurations géométriques différentes.

Ces comparaisons sont toutefois déterministes, or une partie des erreurs de prévision peut étre
due au caractére dispersé des résultats expérimentaux. C’est pourquoi, dans le but d’estimer la
confiance dans la modélisation proposée, il convient d’évaluer I'impact des aléas des modéles sur
la réponse obtenue. Cette analyse permet de valider ou non 'utilisation des modéles proposés qui
sont relativement complexes en présence d’incertitudes. D’autre part, il s’agit de vérifier si il est
possible de réduire la part de méconnaissance & partir d’un nombre limité d’essais et en présence
d’incertitudes. Ce point est 'objet du prochain chapitre.
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Chapitre 6

Simulation non linéaire dans un cadre
non déterministe et analyse de
sensibilité

L’objet de ce chapitre est (i) d’estimer la confiance dans la prévision fournie par le calcul afin
de démontrer 'apport du calcul non linéaire dans un cadre non déterministe et (7i) d’évaluer la
faisabilité d’'une démarche de capitalisation d’expérience. Pour ce faire, des outils d’analyse de
sensibilité s’appuyant sur une approximation du probléme Eléments Finis par un métamodéle

analytique sont mis en oeuvre.
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Simulation non linéaire dans un cadre non déterministe et analyse de sensibilité

6.1 Introduction

Pour l'ensemble des études que nous avons entreprises jusqu’a présent, nous nous sommes
placés dans un cadre déterministe c’est-a-dire que la simulation est effectuée avec les données les
plus probables (paramétres du modéle, géométrie de la structure, etc.). Or les matériaux composites
présentent un comportement relativement dispersé (voir Figure 6.1). Par exemple dans le cas des
CMC, la réponse du matériau est fortement liée & sa densification due au processus d’élaboration.
Or cette densification peut varier d’une plaque & une autre. De plus, le cofit de fabrication des
matériaux auxquels nous nous sommes intéressés dans ce travail est relativement onéreux. C’est
la raison pour laquelle il est difficile de quantifier cette dispersion pour chaque lot matériau par le
biais d’une répétition du nombre d’essais. Dans certains cas, on ne dispose d’aucune information
expérimentale nécessaire a I'identification d’'un modéle (méconnaissance).
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FIGURE 6.1 — [llustration de la dispersion matériau pour un essai de traction monotone sur CMC.

Pour tenir compte des incertitudes, la démarche industrielle de dimensionnement consiste a
effectuer les calculs en appliquant un abattement sur les valeurs de propriétés mécaniques définis-
sant ainsi les valeurs A et valeurs B. La valeur A est définie telle que 99% des valeurs possibles
d’une propriété mécanique soient supérieures a cette valeur avec une confiance de 95%. La valeur
B est définie telle que 90% des valeurs possibles d’une propriété mécanique soient supérieures a
cette valeur avec une confiance de 95%. La définition de ces valeurs dépend de la loi de probabilité
que suit la propriété. Or déterminer expérimentalement cette loi requiert un grand nombre d’expé-
riences ce qui n’est pas toujours possible pour des raisons de cotit. C’est la raison pour laquelle les
coefficients d’abattement (ka,kp) dépendant du nombre d’essais réalisés pour estimer les valeurs
A et B sont introduits. Ils permettent de garantir un niveau de confiance de 95%. Ainsi, les valeurs
A et B peuvent étre déterminées a partir des estimations de la moyenne i et de I'écart type & de

la propriété de la maniére suivante :

QI
&
—_

S~—

Valeur A=p—ka

Qi
=)
[\

S~—

Valeur B =i —kp
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Les valeurs de ces coeflicients d’abattement, pour calculer la valeur A et la valeur B avec une
confiance de 95%, sont présentées dans le Tableau 6.1 dans le cas d’une loi normale.

Nombre d’essais 6 10 30 00
ka 5,062 3,981 3,064 2,362
kg 3,006 2,355 1,777 1,282

TABLE 6.1 — Valeur des coefficients (loi normale) ky et kp en fonction du nombre d’essais réalisés.

On constate que plus le nombre d’essais est réduit, plus la valeur de ces coefficients est grande.
Ces approches conduisent donc & un fort conservatisme. Or, si les sous-dimensionnements sont
inacceptables, il est aussi de plus en plus difficile d’accepter des surdimensionnements excessifs qui

entrainent une perte de compétitivité. De plus, la détermination de ces valeurs A et B sont sans
aucun rapport avec les modéles utilisés.

Une démarche de dimensionnement plus rigoureuse passe par une prise en compte des incerti-
tudes afin de déterminer leurs effets sur la réponse de la structure. Se pose alors la question de la
robustesse des modéles fins étant donné l'incertitude en terme d’identification ou de validation.

Par ailleurs, une autre interrogation porte sur la possibilité de réduire, voire combler, la mé-
connaissance existante sur certains parameétres des modeéles matériaux a partir des informations
expérimentales sur structure.

Les objectifs de ce chapitre sont (i) d’estimer la confiance dans la prévision fournie par le calcul
afin de démontrer 'apport du calcul non linéaire dans un cadre non déterministe et (i) d’évaluer
la faisabilité d’une démarche de capitalisation d’expérience (i.e 'amélioration de 'identification de
certains parameétres du modéle a partir d’essais sur structure).

Avant de s’intéresser aux démarches mises en place pour répondre aux objectifs fixés, il convient
de faire un point sur les démarches de propagation des incertitudes proposées dans la littérature.

6.2 Etat de ’art sur les méthodes de propagation des incertitudes

6.2.1 Sources d’incertitudes

Le caractére incertain des données expérimentales a motivé les analyses présentées dans ce
chapitre. La différence est faite entre la dispersion matériau et la méconnaissance matériau. La
dispersion matériau correspond & la variabilité des résultats expérimentaux pour un méme essai
reproduit plusieurs fois dans des conditions identiques. La méconnaissance matériau est due au
peu de données expérimentales étant donnée la complexité et/ou le cott élevé des essais.

Mais dans le cadre du calcul de structure, les sources d’incertitudes sont multiples. Tout d’abord,
il y a les modeéles permettant de décrire le comportement et la rupture du matériau. Ces derniers
ne sont qu’'une représentation mathématique/numérique approchée d'un processus physique réel.
Deuxiémement, la géométrie de la piéce étudiée est souvent idéalisée. Or, en général, les schémas de
cotation sont fournis avec une erreur relative sur les différentes dimensions de la piéce. Par ailleurs,
la définition des conditions aux limites et des chargements les plus représentatifs de ’essai réel est
une étape trés délicate. Pour finir, il existe de nombreuses sources d’erreurs numériiques dans un
calcul de structures ayant pour origine la discrétisation de la structure, le choix des éléments du
maillage, etc.
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6.2.2 Plans d’expériences virtuelles

Dans le but de comprendre l'effet des incertitudes sur une réponse structurale, il faut tout
d’abord réaliser un plan d’expériences virtuelles. En ’absence d’information sur la forme de la
distribution, le plus simple est de la considérer comme uniforme. Ce choix permet de transporter
un intervalle d’incertitudes dans son intégralité. Il s’agit donc d’échantillonner un hypercube de
dimension d (nombre de paramétres). Un échantillonnage régulier explorant simplement deux va-
leurs différentes par parameétre (bornes), appelé plan factoriel, est rarement employé car la taille
du plan d’expérience croit en 2.

Il faut donc optimiser I’échantillonnage de fagon & obtenir, avec un nombre réduit d’échan-
tillons, une exploration la plus compléte et uniforme possible. Deux exigences supplémentaires
sont importantes. Il faut éviter que la méthode d’échantillonnage n’introduise une corrélation pa-
rasite entre paramétres. Un tel artefact n’est pas évident & éviter en dimension élevée et il perturbe
par nature la distinction des différents effets lors des analyses ultérieures. Enfin, il est courant
en dimension élevée qu’un nombre réduit de parameétres soit responsable de la majorité des effets
(effet de "sparsité"). Il peut donc étre intéressant que la projection de I’échantillonnage sur tout
sous-groupe de paramétres engendre un effet de densification plutét qu'un effet de redondance.
Toute redondance est d’ailleurs inutile ici puisque les simulations structurales sont déterministes.
Il s’agit d’une différence importante par rapport aux plans d’expériences "réelles".

Une solution simple et robuste consiste a réaliser un échantillonnage aléatoire de type Monte-
Carlo. Cependant la faible uniformité de ce type d’échantillonnage doit étre compensée par un
nombre important d’expériences et aucun controle n’est imposé sur la densification des projections.
Partant de ce constat, deux types d’approches ont été principalement développées. On citera tout
d’abord les plans d’expériences de type "hypercube latin". Il s’agit d’une version structurée de la
méthode de Monte-Carlo qui impose la non-redondance des projections [McKay 79|. Les autres
caractéristiques (non-corrélation, uniformité) sont optimisées en itérant de nombreux tirages et en
sélectionnant progressivement les meilleurs.

Dans le cas ot le nombre de simulations et le nombre de paramétres sont élevés, il est préférable
de recourir & une seconde catégorie d’approches, dite " Quasi-Monte-Carlo ", plus efficace tout en
répondant assez bien a I’ensemble des exigences. Il s’agit d’approches déterministes fournissant une
séquence d’échantillons qui se densifie progressivement avec une bonne uniformité. On parle de sé-
quences 4 faible discrépance ! (Low Discrepancy Sequences [Niederreiter 92, L'Ecuyer 02]). De plus,
la propriété de densification progressive permet de partitionner facilement I’échantillonnage en deux
ensembles d’expériences finement imbriqués, le premier destiné a établir les analyses et le second
permettant de les valider en aveugle. Remarquons enfin que les méthodes de Quasi-Monte-Carlo
ont été développées initialement pour des problémes d’intégration numérique en dimension élevée
[Kuo 05] et que les méthodes d’analyse de sensibilité les plus complétes [Sobol’ 93, Saltelli 06],
proposant une décomposition de variance, reposent précisément sur des intégrales numériques mul-
tidimensionnelles [Saltelli 02].

6.2.3 Transport et analyse des incertitudes

En faisant ce point bibliographique, nous ne prétendons pas étre exhaustif. En effet, le trans-
port des incertitudes couvre un large domaine de recherche allant de la géostatistique a la finance
en passant par la mécanique. Notre souhait est d’en dégager les grandes tendances. Pour plus de
détails, nous invitons le lecteur a se reporter aux travaux de thése de Puel [Puel 04] et Rollet
[Rollet 07] ou a I'article de revue de Lee et al. [Lee 09].

1. On minimise la divergence entre la distribution des échantillons et la distribution uniforme (mesure de "dis-
crépance").
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L’objectif de la propagation d’incertitude est d’établir l'incertitude de la sortie connaissant
Iincertitude qui porte sur les données d’entrée. Une fois le plan d’expériences construit, les simu-
lations correspondantes aux jeux de paramétres définis sont réalisées. Le nombre de simulations a
réaliser pose alors un réel probléme de cott. Il est possible de remplacer le modéle structural par
un métamodéle (modeéle de modéle) aussi appelé surface de réponse ou modéle de remplacement
("surrogate model"). Le principe est d’approcher la réponse obtenue avce le calcul Elément Finis
par un modéle analytique beaucoup moins cotiteux en temps de calcul (voir Figure 6.2).

Etape 1
Paramétres d’entrée X Modéle EF Paramétres de sortie Y
= I I I I I h
R
PSS S N R
X1
Plan d’expériences virtuelles Métamodéle Y=F(X
Etape 2
Paramétres d’entrée X Métamodeéle Paramétres de sortie Y
‘ / \ i Monte Carlo ‘ ‘ ‘

Y(6) = F(X, 6)

FIGURE 6.2 — Schéma de principe du transport des incertitudes par lintermédiaire d’un métamodéle.

Les métamodéles peuvent étre plus ou moins complexes. A la différence d’une démarche d’op-
timisation, dans le cadre du transport d’incertitude, le métamodeéle est considéré comme une ap-
proximation locale d’un modéle numérique (voir Figure 6.3). Localement, la relation entrée/sortie
peut étre linéaire ou modérément non-linéaire sur l'intervalle d’incertitude. Dans ce qui suit, nous
présentons différentes catégories de métamodéles par ordre croissant de complexité.

Y=F(X) F
yi = 9(x)
Y, = h(x,)

>
>

X

FIGURE 6.3 — Approzimation locale d’un modéle numérique : en rouge la relation entrée/sortie est linéaire
sur lintervalle d’incertitude et en bleu la relation entrée/sortie est non linéaire sur l'intervalle d’incertitude.

L’approximation souvent utilisée consiste & définir un polynéme de degré fini. Dans le cas d’un
métamodeéle polynomial de degré 2, la relation entre la sortie y et les paramétres d’entrée x; est
définie de la maniére suivante :

y=ag+ Z a;T; + Z Z bijrixy + Z CiT (6.3)

=1 j=i+1

ol les coefficients a;, b;;, ¢; sont identifiés par une régression au sens des moindres carrés.
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Le nombre de mondémes augmente trés rapidement lorsque le nombre de variables est grand.
Le nombre de points nécessaires a I'identification des coeflicients du polynéme augmente en consé-
quence et rend difficile I'utilisation d’un modéle polynomial. Il est possible de construire de poly-
nomes partiels par sélection progressive des monémes selon la méthode OLS [Chen 09]. Plusieurs
critéres existent pour stopper la sélection de fagon optimale, c’est & dire en minimisant l'erreur
de généralisation (erreur commise en dehors des points d’identification). Le plus courant est le
Leave-One-Out 2. Nous préférons utiliser la notion de "vecteur sonde", plus intuitive, qui permet
de définir la probabilité de sélection d’un mondéme par rapport 4 un descripteur purement aléatoire
[Stoppiglia 03]. L’implémentation a été réalisée par FH Leroy dans le cadre du programme AME-
RICO.

L’approche basée sur le chaos polynomial fait partie des méthodes pour le transport des incer-
titudes. Couplée aux développements de Karhunen-Loéve, cette technique a donné lieu au déve-
loppements des approches spectrales en Eléments Finis Stochastiques [Ghanem 91, Sudret 03]. La
réponse d’'un modéle Y est définie comme le développement en série des variables d’entrée aléatoires
indépendantes {1, ...,¢,} :

o
=0

ou U; sont des polyndmes multidimensionnels deux & deux orthogonaux (Hermitte, Legendre, etc.)
et w; sont des coefficients & identifier (projection, régression, etc.). Dans la pratique, seule une
troncature de la série est utilisée. De méme que dans le cas surface de réponse polynomiale, Blat-
man & Sudret ont proposé une approche permettant de construire un chaos polynomiale creux
[Blatman 08]. Les termes importants du développement sont déterminés par régression.

Un autre type de métamodéle s’appuie sur le kriging qui correspond une méthode développée en
premier lieu par des géostaticiens [Matheron 63, Chiles 99]. Le kriging est en particulier attractif
lorsque la relation entre les parameétres d’entrée ey ,) et la sortie y est non-linéaire. Cette
relation est définie de la maniére suivante :

y:A(X,@1)+F(X, @2) (6.5)

A(X,0©1) est le modele de régression qui est en général choisi de forme polynomiale :
AX,01) =D 0 fi(X) (6.6)

ou fie(1,...ny constitue le vecteur des fonctions de base du modéle de régression et ©1 = O;cfq . a1
le vecteur des coefficients du modele a déterminer. I'(X) est un processus aléatoire de second-ordre
de moyenne nulle et de variance o2 regroupé dans ©,. Il correspond & lerreur de prévision entre
le modéle de régression et les données de sortie.

Dans le cas ot 'on dispose d’une expression formelle du métamodéle, une fois celui-ci identifié, il
peut ensuite étre utilisé pour calculer de maniére analytique les moments statistiques des réponses.
Ainsi, dans le cas d’un modéle linéaire, on obtient :

) )

Ly = ao + Z Qifla, (6.7)
i=1
n
O'Z = Za%ogi (6.8)
=1

2. Le Leave-One-Out est une méthode de validation croisée sur laquelle nous reviendrons dans la Section 6.3

132



Etat de 'art sur les méthodes de propagation des incertitudes

Ou bien encore, dans le cas du chaos polynomial, la moyenne et la variance de sortie sont données
par :

n
op =Y @ | (6.10)
=1

Une alternative a la détermination analytique des moments statistiques est de réaliser un
nombre important de simulations par un processus de Monte-Carlo ou Quasi-Monte-Carlo. En
effet, 'obtention d’un point de sortie par I'intermédiaire du métamodéle est peu onéreuse en cotit
de calcul.

Une approche basée sur la "Théorie des méconnaissances" a été introduite par Ladevéze et al.
[Ladeveéze 06a, Ladeveze 06b]. Cette approche permet d’évaluer leffet des incertitudes qui portent
sur les données d’entrée au travers d’un modéle et ainsi définir des bornes d’encadrement des
quantités d’intéréts. Une structure {2 est considérée comme un ensemble de sous-structures E au
niveau desquelles les diverses sources d’incertitude sont globalisées a travers la méconnaissance m.
La méconnaissance m est définie sur l'intervalle [mg,mg] appelé méconnaissance de base. Ainsi
I'énergie de déformation eg(U) d'une sous-structure est encadrée de la maniére suivante :

(1—mplep(U) < (1 -m)ep(U) =ep(U) <1+ mJbC)éE(U) (6.11)

ot eég(U) est I'énergie de déformation du calcul déterministe
_ 1 7
ep(U) = §U KgU (6.12)

et U représente le champ de déplacement du probléme et Kg la matrice de rigidité de la sous-
structure E.

En réalité, la méconnaissance m reste une inconnue du probléme. La démarche repose donc
sur la méconnaissance de base. Plus précisément, my, et mE sont définies comme des variables
aléatoires. Ceci permet de limiter l'effet de surestimation de la théorie des intervalles [Puel 04].

De cette bréve revue bibliographique, nous déduisons que les méthodes de transport d’incerti-
tudes sont nombreuses et plus ou moins difficiles & mettre en oeuvre (transport d’incertitudes par
une surface de réponse polynomiale ou par kriging).

Dans un premier temps, nous avons réalisé un transport d’incertitudes pour estimer la confiance
dans la prévision du calcul de structure. Pour cela, nous nous sommes appuyés sur la démarche de
transport proposée dans le cadre de la thése de Rollet [Rollet 07]. Le point fort de cette approche
spécialement dédiée aux calculs de structures composites est d’adopter une démarche progressive.
En effet, elle est basée sur 'utilisation de métamodéles de complexité croissante tels que ceux qui
viennent d’étre exposés. De plus des estimateurs d’erreurs et de confiance ont été introduits afin
de s’assurer du choix de la meilleure approximation.

L’étude de la faisabilité d’'une démarche de capitalisation d’expériences nécessite aussi de réaliser
un transport d’incertitudes. Compte tenu du domaine de variation des données d’entrée et de la
taille du probléme traité, d’autres outils ont été mis en oeuvre. Ils ont servi a la fois pour la
réalisation des plans d’expérience et pour I'exploitation des résultats. La méthodologie employée
est détaillée & la Section 6.4.
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6.3 Estimation de la confiance dans la prévision du calcul de struc-
ture

Nous avons développé une approche permettant de décrire le comportement jusqu’a rupture
de structures composites tissées. Elle repose sur une loi adoucissante décrivant les effets de I'en-
dommagement matriciel et de la rupture progressive des torons et sur la mise en oeuvre d’une
méthode de régularisation permettant de s’affranchir de la dépendance aux maillages des résul-
tats. La confrontation essai/calcul entreprise a la Section 5.4 a permis une premiére validation
de Papproche développée. Néanmoins, au vu des incertitudes sur les coefficients du modéle, il ne
suffit pas de se contenter de la prévision fournie par le calcul déterministe. On aimerait, dans un
premier temps, pouvoir disposer d’une estimation de la confiance & accorder aux calculs ou d’'un
encadrement du résultat. Dans un deuxiéme temps, on souhaiterait classer les paramétres par ordre
d’influence.

Les paramétres incertains susceptibles d’influer sur le résultat de la simulation sont de diverses
natures. Nous les avons cherché a hiérarchiser de la fagon suivantes (voir Figure 6.4).

Nous distinguons, tout d’abord, les paramétres qui peuvent étre identifiés & partir des essais
de caractérisation matériau. A savoir, les propriétés mécaniques du matériau (module d’Young,
coefficient de poisson, résistance, etc.) ainsi que les paramétres de la loi de comportement liés a
Iendommagement matriciel (cinétique d’évolution, déformation résiduelle, etc.). Cette catégorie
regroupe donc les paramétres "matériaux" de la représentation numérique de la physique observée.

Nous classons, dans une seconde catégorie, les paramétres plutot "structuraux" de la modéli-
sation. Il s’agit des parameétres identifiables & partir d’un essai sur structure présentant une singu-
larité, c’est-a-dire les paramétres liés & la rupture progressive des torons de fibres. L’identification
de la cinétique passe donc par un calcul de structure régularisé et idéalisé. De ce fait, 'identifica-
tion est dépendante & la fois du choix des paramétres de régularisation et de la géométrie de la piéce.

o Résistance

A—
Dommage matriciel _ I *
-
- Rupture progressive
- /\"\

_
/ \

/ \ ~
‘/7\ + Régularisation

Elasticite + Géomeétrie de la piéce

€

FIGURE 6.4 — Parameétres incertains de la modélisation susceptible d’influer sur la prévision des simula-
tion : en bleu parameétres "matériauz” et en rose paramétres "structurauz”.
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6.3.1 Identification du métamodéle

Dans le cas des essais sur plaques trouées sollicitées en traction dans le sens chaine, nous avons
considéré trois paramétres "matériaux" : le module d’Young initial EY; la valeur a saturation du
dommage matriciel d,y et la résistance en traction X.. Les paramétres "structuraux" sont : df (11)
la valeur a saturation du dommage sens chaine, ci; le paramétre spatial de la méthode de régula-
risation couplée, 114 le paramétre visqueux de la méthode de régularisation couplée et le diamétre
du trou (. Au final, sept paramétres incertains ont donc été considérés dans l'optique d’estimer
la confiance dans la prévision de la tenue & rupture d’une plaque trouée CMC. Le Tableau 6.2
présente les intervalles de variation des paramétres incertains. Notre souhait a été de réaliser un
transport d’incertitudes autour d’une valeur déterministe, c’est la raison pour laquelle des fluctua-
tions modérées (inférieures a 10%) ont été introduites.

Parameétres Propriétés Min Max
EY Module d’Young initial -5 % +5 %
X, Résistance en traction -5 % +5 %
d?%l) Valeur & saturation du dommage matriciel sens chaine 3,8 4,2

d(’j (1) Valeur a saturation du dommage "fibre" sens chaine 95 105

or Régularisation spatiale du couplage 2,7 (mm?) 3,3 (mm?)
Tit Régularisation visqueuse du couplage 0,9e-2 (s) 1,1e-2 (s)
0 Diamétre du trou -5% +5 %

TABLE 6.2 — Estimation de la confiance de la prévision.

Un plan d’expériences virtuelles comportant 24 jeux de paramétres a été réalisé afin d’occuper
au mieux 'espace d’incertitude selon une méthode heuristique qui consiste a répartir 2/3 des points
prés des sommets tandis que le 1/3 de points restants est réparti au centre du domaine d’incertitude
par la méthode de I'hypercube latin [Rollet 07]. Les réponses contrainte /déformation pour un essai
de traction uniaxiale obtenue aprés réalisation du plan d’expériences sont présentées a la Figure 6.5.

1.4
1.2
1

0.8

G/O'O

0.6

04 ‘ -t | | !

/W expérience | | |

0.2 - - wmmmr COMpoOrtement déterministe --------

0 : : : : :

0 05 1 1.5 2 2.
ele;

FIGURE 6.5 — Réponses contrainte/déformation pour un essai de traction uniaziale obtenue apres réalisa-
tion du plan d’expériences.

Les résultats des simulations sur plaque trouée sont présentés a la Figure 6.6. Il est intéressant
de noter que les réponses fournies par notre modéle d’endommagement sont peu sensibles aux
perturbations introduites sur les données d’entrée. En effet, les enveloppes des réponses sont confi-
nées autour de la solution nominale. Ce premier résultat qualitatif tend a accorder une certaine
confiance dans la modélisation.
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(a) Réponses contrainte/déformation () = 4mm) (b) Réponses contrainte/déformation () = 8mm)

FIGURE 6.6 — Réponses contrainte/déformation obtenues par simulations des essais de traction sur plaque
trouée : (a) 0 = 4mm et (b) O = 8 mm. Les carrés représentent la réponse contrainte/déformation expéri-
mentale.

Dans cette démarche d’analyse d’incertitude, nous nous sommes plus particuliérement focalisés
sur les sorties correspondant a la contrainte a rupture o, et a la déformation a rupture e, de
chacune des plaques trouées. Des métamodéles linéaire ont été identifiés pour chacune de ces sorties
(les expressions sont équivalentes pour ) = 4 mm et ) = 8 mm) :

7
Orup = Ao + Z a;pi (6.13)
=1
7
Erup = b() + Z bipi (614)
=1

avec pic(1,..7y les parametres incertains du modele, a;c(y . 7y et bicqy,.. 7y les coeflicients des mé-
tamodeles identifiés par régression au sens des moindres carrés.

Le métamodéle correspond a une approximation de la fonction de transfert entrée /sortie obtenue
par le calcul Eléments Finis. Pour estimer la confiance a accorder aux résultats obtenus avec le
métamodeéle, il est nécessaire de vérifier la qualité du métamodeéle c¢’est-a-dire de quantifier 'erreur
d’approximation du modéle. On distingue, Ierreur commise aux points d’identification, qui en
général est petite de par le choix de la méthode de régression, et 'erreur de généralisation (erreur
commise en dehors des points d’identification). La qualité du métamodele utilisé pour approcher la
réponse du modéle Eléments Finis peut étre évaluée par des techniques de validation croisée leave-
k-out, bootstrap [Rollet 07]. Ces approches de rééchantillonnages ne nécessitent pas de réaliser des
simulations supplémentaires.

Dans notre cas, la technique de validation croisée leave-k-out est mise en oeuvre. Cette approche
consiste & réévaluer M fois le métamodéle sur des sous-échantillons de taille n — k choisis parmi C*
possibilités. A chacune des M itérations ’erreur commise sur les points écartés de I’échantillon est
évaluée. Plus précisément, cette vérification a été faite en considérant 20 réidentifications sur des
échantillons comportant n — 2 points. Les graphes de dispersion permettant de vérifier la qualité
des métamodeles linéaires sont présentés a la Figure 6.7 dans le cas de la contrainte a rupture pour
la plaque avec un trou de 4 mm de diamétre et dans le cas de la déformation & rupture pour la
plaque avec un trou de 8 mm de diamétre. Les résultats obtenus pour les deux autres graphes de
dispersion, non présentés ici, sont équivalents.
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La réponse du métamodéle aux points d’identification confrontée & la droite identité permet
de s’assurer de la qualité de I'approximation. En effet, les réponses fournies par le métamodéle se
situent prés de ou sur la droite identité (erreur inférieure & 5 % de la variation de la réponse du
modele Eléments Finis). De plus 'amplitude de variation a l'issue de la validation croisée est faible.
Ce résultat garanti qu’en dehors des points d’identification, la réponse fournie par le modéle est
de bonne qualité. De ces résultats, on en conclut que I'approximation par un modéle linéaire est

adéquate.
| | ' | | I
Droite identité 0.451- Droite identité
Points d’identification ’ Points d’identification

0.76\- Pp—— Intervalles de variation . Pp—— Intervalles de variation

= Bande d’erreur & £ 5% = Bande d'erreur & £ 5%
3 Q
@ B}
< =
[5} [53
< o
Q Q
Q Q
@© ©
5 5
[} o
S ©
> >

Valeur exacte Valeur exacte
(a) (b)

FIGURE 6.7 — Graphes de dispersion permettant de vérifier la qualité du métamodéle au moyen d’une
validation croisée (leave-2-out) : (a) orup/oo pour O =4 mm, (b) erup/co pour O =8 mm.

6.3.2 Analyse de sensibilité et intervalle de confiance

La confiance dans ’approximation choisie pour représenter la variation des sorties, que sont
la déformation et la contrainte a rupture étant assurée, il est possible maintenant d’entreprendre
une analyse de sensibilité. Plus précisément, il s’agit d’étudier dans le détail comment la réponse
du modéle réagit aux variations de chacune de ses variables d’entrée et ainsi de déterminer les
paramétres les plus influents.

Connaissant les variables d’entrée les plus influentes, il est possible de réduire 'incertitude sur
la sortie du modéle en diminuant l'incertitude sur les entrées les plus influentes et ainsi augmenter
la confiance dans la prévision des simulations.

Une premiére analyse de sensibilité dite "locale" permet de quantifier I'effet d’une petite varia-
tion des parameétres d’entrée sur la sortie. Cette analyse consiste & définir les dérivées partielles du
métamodeéle par rapport aux paramétres d’entrée. Notre choix s’est porté sur un modéle linéaire.
Les dérivées partielles correspondent donc directement aux coefficients du modeéle. De plus, pour
s’affranchir des différences ordres de grandeurs (influence des unités) entre chaque paramétre une
normalisation a été effectuée. Pour cela, les plages de variation de chaque paramétre ont été nor-
malisées sur U'intervalle [-1,1]. Ainsi, les coefficients du modéle sont directement comparables. Nous
définissons la sensibilité + de la réponse du modéle par rapport & un paramétre d’entrée par :

a; .
B 1,..., 6.15
Y rup(i) max(|a]|) J € { 7} ( )
J
bi :
e = ————— 1,...,7 6.16
Verup(i) maz(|b;|) j€q } ( )
J
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La Figure 6.8 présente l'influence des paramétres d’entrée du modéle sur la valeur de la ré-
ponse des modéles pour les contraintes et les déformations a rupture. L’analyse des graphes des
contraintes & rupture aménent aux commentaires suivants. Le module d’Young initial EY, la ré-
sistance X, les paramétres ci; et 71¢ tendent & augmenter leurs. A contrario, le diamétre du trou
(), la valeur a saturation du dommage matriciel dZZl) et du dommage fibre dg (11) ont tendance &
diminuer leurs valeurs valeurs. Ces observations sont en accord avec notre comprehension de la
physique du probléme. Concernant les déformations a rupture les remarques faites précédemment
sont également valables en matiére de signe d’influence des paramétres.

D’un point de vue quantitatif, les paramétres les plus influents sur les contraintes & rupture
sont le module d’Young, la valeur a saturation de I’endommagement matriciel et le diamétre du
trou. D’un point de vue de la physique, ces trois paramétres déterminent la rigidité globale de la
structure. Pour un niveau de déformation donné, leur valeur respective joue sur la contrainte a
rupture.

Les parameétres les plus influents sur la réponse du modéle dans le cas des déformations & rupture
sont dans 'ordre : la résistance X., le paramétre cq; et le diameétre du trou. La non linéarité de
la réponse structurale explique la prépondérance de ces coefficients sur la déformation & rupture.
En effet, les variations du paramétre non local ¢q; et de la résistance X, auront naturellement plus
d’influence sur la déformation & rupture macroscopique que sur la contrainte a rupture.

A 05 0 0.5 1 05 0 05 1
(a) Contrainte a rupture (4 (b) Contrainte & rupture fg

] ~ o ~

-1 -0.5 0 0.5 1 4 -0.5 0 0.5 1

(c) Déformation a rupture @4 (d) Déformation a rupture (ig
FIGURE 6.8 — Influence des paramétres d’entrée du modéle sur la valeur de la réponse.

Le deuxiéme niveau d’analyse, appelée analyse de sensibilité "globale", concerne ’étude de la
variabilité de la sortie du modéle dans son domaine de variation autrement . Il s’agit de préciser
I'influence des parameétres d’entrée en déterminant la part de variance de la sortie en fonction de
la variance d’un paramétre d’entrée.
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Les variances de la contrainte var,,,, et de la déformation vare,,, a rupture sont définies de la
fagon suivante :

7

vare,.,, = Z(ai)%arpi (6.17)
i=1
7

vare,.,, = Z(bi)%arpi (6.18)
i=1

Les parts de variance des réponses ( ) due au paramétre p; sont définies de la

fagon suivante :

Oda'rup(i) ’ asrup(i)

vary.
Q. = a—2L (6.19)
rup(i) 4
Ua/ro-rup
__ 32 varp,
Oésrup(i) - ivars (620)
rup

Les variables d’entrée ont été normalisées sur l'intervalle [-1,1]. Le transport d’incertitude consiste
a effectuer un tirage aléatoire uniforme sur l'intégralité de l'intervalle. Ainsi chaque paramétre
d’entrée a la méme variance. Par simplification la part de variance relative associée a chaque
paramétre du modéle s’exprime en fonction uniquement des coefficients du modéle de la maniére
suivante :

2
a: )
Trup(i) 2771612 J€ {17 ey 7} (6.21)
J=1"J
a S e {1,...7} (6.22)
Erup(i) 27 . b2 .7 PREEY) .
=17

La Figure 6.9 présente la part de variance de la réponse du modéle en fonction de chaque
paramétre. Quatre paramétres expliquent a eux seul plus de 95% de la variance de la contrainte a
rupture : E? ; de(1), Xe et le diametre du trou (. De plus, on constate que la variation du diameétre
du trou aura plus d’influence sur la valeur de la contrainte a rupture dans le cas de la plaque avec
un trou de 8 mm.

Dans le cas de la déformation a rupture, trois paramétres expliquent en majeure partie la va-
riance de cette sortie (94%) : X¢, c1; et le diameétre du trou 0.

Contrainte a rupture Déformation a rupture
100 100
I =
80 80 .
m
<
60 60 1 X
€
f
40 40 |:| dC(1t)
20 20 ol X
I -
0 0 —
g, Dy 3, g

FIGURE 6.9 — Influence de la variabilité des paramétres d’entrée sur la réponse.
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Par le biais des métamodéles, il est possible d’estimer la distribution de probabilités dans le
domaine d’incertitudes associé & chaque indicateurs de sortie (oyyp,rup). Pour cela, on procéde a
un million de tirages aléatoires. Les résultats sont présentés a la Figure 6.10. On constate que les
densités de probabilité ont une forme en cloche. Elles s’interpolent assez bien par une densité de
probabilité Gaussienne. Ceci s’explique par le fait que les métamodéles nécessaires pour représenter
la relation entrée/sortie sont linéaires. En effet, ce résultat peut-étre rapporter au théoréme central
limite qui stipule qu'une somme de variables aléatoires indépendantes et identiquement distribuées
tend vers une variable aléatoire gaussienne.

x 10
I \onte Carlo

T
|
Ajustement /- - - - - - :‘
=-=e=-~ Deterministe 1
2+ Essai ———— :l ,,,,,,,,,,
I
|
I
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|
I
I
I

2.5¢

Densité de probabilité
Densité de probabilité

0.65 0.7 0.75 0.8
oo olog

(a) Contrainte a rupture normeée orup/oo =4 mm  (b) Contrainte a rupture normeée orup/c0 § = 8 mm

Densité de probabilité
Densité de probabilité

0.4 0.45 0.5
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(c) Déformation a rupture normée erup/c0 § = 4mm  (d) Déformation a rupture normée eryp/co 0 = 8 mm

FIGURE 6.10 — Détermination des distributions de probabilité de la contrainte et de la déformation a
rupture pour un essai de traction sur plaque trouée : (a) oryp/oo pour O = 4mm, (b) orup/oo pour § = 8mm,
(¢c) pour epyp/eo pour O =4dmm, (d) eryp/eo pour O = 8 mm.

Il est ainsi possible de confronter la mesure expérimentale non seulement & la valeur moyenne
mais aussi de positionner cette valeur par rapport a l'intervalle de confiance?® & 95% (voir Ta-
bleau 6.3 et 6.4).

On constate ainsi que la déformation & rupture macroscopique €/¢¢ de la plaque ()4 se situe dans
I'intervalle de confiance & 95% obtenu en transportant I'incertitude sur les données d’entrée. Ce
n’est pas le cas pour la plaque (g. L’écart entre la valeur expérimentale et la valeur de la simulation
déterministe est importante (16%) Or la variation autour du calcul déterministe est contenue a
+7%. Elle ne permet donc pas d’englober 'expérience. Plusieurs explications peuvent étre avancées
pour justifier cette différence. Elle peut-étre liée & une erreur de mesure et dans ce cas ’essai est
a remettre en cause. Il peut s’agir d’une erreur de modéle, un phénoméne pouvant étre mal pris
en compte dans notre formulation. L’interprétation la plus probable est que certaines incertitudes

3. L’intervalle de confiance a 95% qui est 'intervalle d’incertitude tel que 95% des valeurs d’une distribution se
situe & l'intérieur de cet intervalle
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ont été sous-estimées. Typiquement, la dispersion introduite sur la déformation & rupture est sans
doute plus importante.

Les contraintes a rupture macroscopique des deux plaques trouées sollicitées en traction uni-
axiale se situent dans 'intervalle de confiance a 95%. Il est donc possible de fournir un encadrement
de la mesure expérimentale, ce qui permet d’augmenter la confiance dans le résultat des simulations.

Déformation & rupture normeée &, / €0

0 =4mm ) =8mm
Moyenne intervalle de confiance essai | Moyenne intervalle de confiance essai
0,64 [0,59 0,69]95% 0,65 0,42 [0,39 0,45]95% 0,50

TABLE 6.3 — Prévision de la tenue de plaques trouées CMC avec prise en compte des incertitudes :
déformation & rupture macroscopique €/eg.

Contrainte a rupture normée 0. /o0

0 =4mm

0 =8mm

Moyenne intervalle de confiance

essail

Moyenne

intervalle de confiance

essal

0,71 0,66 0,75]95% 0.70 | 0,48 0,44 0,52]95, 0.49

TABLE 6.4 — Prévision de la tenue de plaques trouées CMC avec prise en compte des incertitudes :
contrainte & rupture macroscopique o/oyg.

6.3.3 Synthése sur la prévision de la simulation

En matiére de prévision de la tenue de la plaque trouée, les paramétres les plus influents sont
le module d’Young initial EY, la valeur & saturation de I’endommagement dg(Ll) et la résistance X..
Ces trois paramétres sont des paramétres "matériaux". Le seul paramétre "structure" influant est
le diamétre de trou 0.

Il est intéressant de souligner que pour ces parameétres, il est possible de préciser la dispersion
(intervalle d’incertitude, moyenne, écart-type). Par ailleurs, cette dispersion peut étre réduite en
améliorant, par exemple, le processus de fabrication du matériau ou bien encore en augmentant la
qualité des éléments d’usinage des piéces.

Dans les cas étudiés, les paramétres matériau expliquent en grande partie la variance de la
contrainte & rupture des plaques trouées. Ce résultat montre que pour espérer avoir une bonne
prévision de la tenue structurale I'accent est a mettre sur le modéle décrivant la non linéarité
matériau. Autrement dit, si on est str du modéle décrivant la non linéarité du matériau, on peut
avoir confiance dans la détermination de la tenue de la piéce.

Les paramétres de régularisation ci; et 7; ainsi que le paramétre df (11) lié & la cinétique de
rupture progressive des torons sont identifiables sur un essai sur structure. Une fois identifiés, une
variation modérée autour de leur valeur déterministe influe peu sur la variance de la contrainte a
rupture.
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6.4 Faisabilité d’'une démarche de capitalisation d’expérience pour
I’identification d’une loi de comportement

A partir de I'information expérimentale issue de la caractérisation du composite A40C dans le
sens du renfort, les paramétres de loi de comportement et d’endommagement ODM LD, associés
a cette direction de chargement, ont été identifiés. Par manque d’information, le comportement &
45° par rapport aux axes du renfort a lui été estimé & partir de la connaissance du comportement
de matériaux CMC similaires. Dans le cas de la plaque trouée sollicitée en traction, la présence
de la singularité génére un champ de contraintes multiaxiales dans I’éprouvette, en particulier en
bord de trou. La question est de savoir si on peut espérer définir un ensemble de valeurs pour
les paramétres du modéle ODM LD rendant compte du comportement matériau a 45° du fait de
la présence des champs de cisaillement a proximité du trou (voir Figure 6.11). Pour cela, il est
possible de se servir au mieux des informations structurales dont on dispose (jauges, extensométre,
mesure de champ par corrélation d’image) afin de réduire les méconnaissances "matériau" par une
méthode inverse. C’est ce qu’on appelle la "capitalisation d’expérience".

/
) =4 mm I g =8mm

» .
G, (MPa) 61, (MPa)

-10 40 -10 40

(a) 0 =4mm (b) @ = 8mm
FIGURE 6.11 — Champ de contrainte de cisaillement en bord d’un trou induit par une traction uniaziale.

Dans le cas o 'on dispose de peu d’informations, typiquement les informations globales (force,
déplacement), leffet du cisaillement sur la réponse structurale est-il suffisant pour pouvoir espérer
capitaliser (voir Figure 6.12) 7

Etablir la faisabilité d’une méthode inverse passe par une analyse approfondie du probléme
direct, & savoir de la sensibilité de la réponse structurale a la méconnaissance matériau. La dé-
marche comporte plusieurs étapes. Il faut tout d’abord réaliser un plan d’expériences virtuelles
(Section 6.4.1) permettant d’échantillonner efficacement la méconnaissance matériau et de réaliser
les simulations structurales correspondantes (une simulation par échantillon). Des analyses peuvent
étre alors menées (Section 6.4.2) pour étudier la méconnaissance structurale résultante et la relier
quantitativement aux méconnaissances matériau (analyse de sensibilité globale, décomposition de
variance). A partir de 'analyse du probléme direct, la question de la faisabilité d’une capitalisation
par méthode inverse est discutée (voir Section 6.4.3). Il est & noter que cette étude est le fruit d’une
collaboration avec F.H Leroy qui a en particulier apporté son expertise dans ’analyse des résultats
présentés par la suite.

Nous nous intéressons ici & la possibilité de réduire la méconnaissance a priori sur le compor-
tement & 45° de ’A40C. Pour cela, nous exploitons les données structurales des essais sur plaques
avec un trou d’un diamétre de 4 mm et de 8 mm. Par simplification, I’étude est réalisée en considé-
rant le modéle ODM LD (i.e pas de prise en compte de la transition endommagement /rupture).
La question est de savoir si cette hypothése simplificatrice est justifiée. Nous pouvons répondre par
I’affirmative car au Chapitre 5, nous avons vu que 'effet de la rupture des fibres intervient tardive-
ment sur la réponse globale. La Figure 6.13 permet d’appuyer notre raisonnement. En effet, dans
le cas de 'approche progressive de la rupture régularisée en couplant méthode non-locale et a effet
retard, les résultats de la confrontation essai/calcul entreprise a la Section 5.4 démontrent qu’il est
possible d’exploiter une grande partie de la réponse expérimentale avant la ruine de I’éprouvette.
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Comportement matériau
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FIGURE 6.12 — Démarche de réduction des méconnaissances "matériau” par capitalisation d’expérience.

Pour la plaque avec un trou d’un diamétre de 4 mm, il est possible de considérer ’ensemble de la
réponse. Pour la plaque avec un trou d’un diameétre de 8 mm, 85% de la courbe peut-étre prise
en compte*. Remarquons que par une approche combinant calcul élastique endommageable non
adoucissant et un critére de rupture en post-traitement, on aurait déduit que seul 60% de la ré-
ponse structurale aurait été exploitable®. Ce constat met en avant 'apport de la prise en compte
de la transition endommagement/rupture dans l'optique de la capitalisation d’expérience sur des
structures a gradient.

0.8
+ Essai®=4mm
0.7 ODM_LD ¢ = 4 mm
ODM_LD + rup. prog. ® = 4 mm
0.6 -
B 0y ®= 4 mm
0.5 + Essai®=8mm
ODM_LD ¢ = 8 mm
OQ 0.4 ODM_LD + rup. prog. ® = 8 mm
© -
® o, 0= 8 mm
0.3
0.2
0.1

FIGURE 6.13 — Justification de ['exploitation de la courbe expérimentale. Les carrés correspondent a
Uinstant d’atteinte du critére de rupture de la contrainte mazimale en un point de Gauss.

4. Par la suite, nous extrapolons en cosidérant ’ensemble de la réponse structurale.
5. Dans ce cas 'extrapolation est difficilement justifiable.
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6.4.1 Plan d’expériences virtuelles

Dans cette étude, nous avons considéré douze paramétres du modéle comme incertains. En plus
des paramétres du modéle liés au comportement a 45°, les paramétres du modéle liés au comporte-
ment dans le sens chaine ont été considérés : E? , dgzl), ygzl), y’g(“l), p?}) et (1. Ces parameétres sont
considérés comme méconnus ¢ priori. Néanmoins, comme nous disposons d’une réponse expérimen-
tale, une fluctuation modérée autour de ce résultat a été introduite. C’est la connaissance que nous
avons de ce matériau qui nous autorise & faire cette hypothése. En effet, la répétition du nombre
d’essais dans le sens chaine fournirait des réponses expérimentales peu éloignées de celle dont nous
disposons. Les paramétres du modéle liés au comportement & 45°, G2, d;’(14), yg(‘4), yz’@), pa) et ¢},
sont aussi considérés comme méconnus a priori. Mais dans ce cas, 'amplitude de variation de ces
parameétres est beaucoup plus importante car nous ne disposons pas de résultat expérimental. Nous
avons donc dans un premier temps défini un comportement minimal et maximal en rapport avec
le comportement de la méme famille de CMC. Les Tableaux 6.5 et 6.6 récapitulent les intervalles
de variation des paramétres du modéle méconnu a priori.

Méconnaissance modérée sens chaine

Paramétres Propriétés Min Max

By Module d’Young initial -10 % +10 %
de(1) Valeur a saturation du dommage sens chaine 3.6 4.4
Yo(1) Seuil du dommage sens chaine 8.6e-3 MPa 10.4e-3 MPa
Ye(1) Vitesse d’évolution du dommage sens chaine 2.29 MPa 2.80 MPa
PQ) Exposant de I’évolution du dommage sens chaine 0.99 1.21

G Déformation résiduelle sens chaine 0.135 0.165

TABLE 6.5 — Plaque trouée sollicitée en traction : intervalle de variations des paramétres incertains.
5 ; Sd, > > 5 A . 170 m m
Méconnaissance modérée pour les parameétres du modéle liés au comportement sens chaine : EY, dc(l), Yo(1)

yé’(ﬁ), p?{) et ("

Forte méconnaissance a 45°

Parameétres Propriétés Min Max
e Module de cisaillement plan initial -43 % +14 %
de(a) Valeur a saturation du dommage a 45° 0.19 0.48
Yo(4) Seuil du dommage a 45° le-3 MPa  4.8e-2 MPa
Ye(a) Vitesse d’évolution du dommage a 45° 0.665 MPa  2.85 MPa
P(4) Exposant de I’évolution du dommage a 45° 1.1 1.5

C4 Déformation résiduelle a 45° 0.7 0.9

TABLE 6.6 — Plaque trouée sollicitée en traction : intervalle de variations des parameétres incertains. Forte
méconnaissance pour les parameétres du modéle liés au comportement a 45° : Gia, d;r(‘4), yg&), y?@, pz) et

i

Afin de comprendre l'effet des méconnaissances sur la réponse structurale, il faut tout d’abord
réaliser un plan d’expériences virtuelles. Nous choisissons de représenter les méconnaissances par
des intervalles bornés imposés a chaque paramétre de comportement, intervalles au sein desquels
I'incertitude est supposée uniforme.

Les calculs effectués par la suite sont des simulations 2D, le plan d’expériences peut donc
étre volontairement riche. Ainsi, pour notre exemple d’application ol 'on vise un nombre élevé
d’expériences (n = 1000) pour un nombre de paramétres également élevé (d = 12), nous avons
recouru a la séquence de Sobol’, reconnue pour son bon compromis rapidité/performance. Cette
méthode d’échantillonnage fait partie de la catégorie d’approche de type " Quasi-Monte-Carlo ".
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La projection dans le plan de deux paramétres arbitrairement choisis pour les mille jeux de
parameétres obtenus par une séquence a faible discrépance de Sobol’ est présentée a la Figure 6.14.
Elle est, de plus, comparée & la projection obtenue par un plan factoriel et par un tirage aléatoire.
Pour un plan factoriel complet a 3 valeurs par paramétre (borne et moyenne) ce qui correspond
a 3'2 = 531441 expériences, on constate une forte redondance. Pour un tirage aléatoire de 1000
expériences, la redondance est évitée mais la densification est peu uniforme.

5
]
3
1
%]
oA
The

- }H,"'

o
Ay
3k

H

FIGURE 6.14 — Plans d’expériences réalisés pour 12 parameétres et projetés dans le plan de deux de ces
parametres (représentation normée) : (a) plan factoriel, (b) tirage aléatoire de 1000 expériences et (c)
séquence a faible discrépance de Sobol’.

Le plan d’expériences réalisé pour les 6 paramétres matériau régissant le comportement dans le
sens chaine (EY, dz(‘l), 9(7)?1)’ yé'(ll), pﬁ‘) et (1) et les 6 parameétres correspondant au comportement a
45° (G12, dZZ4)v y6r(L4), yg’(‘4), p’&) et (J*) peut étre représentés par une matrice P de n = 1000 lignes par
d = 12 colonnes ot chaque ligne représente un matériau sélectionné dans I’espace de méconnaissance
et chaque colonne Pje1, . 4 est un vecteur rassemblant les valeurs explorées pour le parameétre p;.
La Figure 6.15 illustre la variété des comportements sens chaine et 45° & partir des mille jeux de
paramétres stockés dans P. L’enveloppe grisée représente les contraintes minimales et maximales
obtenues pour chaque niveau de déformation imposée. Quelques exemples de comportement & 45°
sont indiqués afin d’illustrer la variété des réponses obtenues.

Comportement sens chaine Comportement & 45°
o5l [ I _ ! _[[C__JMECONNAISSANCE | PY| e - . o Lo
| | | *  EXPERIENCE | | | |
| | | |
1 1 1 ‘ ‘ ‘ ‘
| | | |
‘ : | 2P - [ (. 0T T T T
| | | | Va
| | | |
| | |
| | |
|
|

clo,

05F - — — /) - ‘

(a) Enveloppe des réponses matériau sens chaine (b) Enveloppe des réponses matériau a 45°

FIGURE 6.15 — Variété des comportements dans le sens chaine et a 45° considérés dans le plan d’expé-
riences et représentant la méconnaissance matériau.
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Dans un premier temps, nous avons simulé I'essai de traction uniaxiale sur I’éprouvette avec un
trou de 8 mm de diamétre pour chacun des jeux de paramétres méconnu a priori. La Figure 6.16(a)
illustre ’amplitude de variation des réponses structurales obtenue par le calcul. Chaque simulation
a été effectuée en 200 pas de charge. L’enveloppe grisée représente les contraintes minimales et
maximales obtenues pour chaque niveau de déformation imposée. Les modes d’endommagement
matriciel induit par la multiaxialité du champ de contrainte en bord de trou sont présentés a la
Figure 6.16(b) pour /9 = 0, 5. La zone de dommage djJ* correspond a la zone de la plaque sollicitée
en partie en cisaillement positif. A I'opposé, la zone de dommage df* se situe au niveau de la zone
de la plaque sollicitée en partie en cisaillement négatif.

Pour la suite de ’étude, les valeurs de contrainte macroscopique moyenne (force/section totale
de la plaque) opeqy,.. 1) sont stockées dans une matrice S de I = 200 lignes par n = 1000 colonnes.
Ainsi, chaque colonne Sic(i . ) résume la réponse structurale pour le matériau i et chaque ligne
SkT représente ’évolution de la réponse structurale & un chargement donné lorsque 'on balaye la
méconnaissance matériau. Le plan d’expériences a été partitionné en deux plans imbriqués de tailles
égales (500 expériences), le premier P! —S! étant utilisé pour les analyses et le second P? —S? pour
leur validation. Le plan d’expériences P et I’ensemble des réponses structurales S sont redéfinis de
la, maniére suivante : P = (]P’IT, PQT)T et S = (Sl, SQ).

Réponse structurale (Jg)

T T T T L L L . . . .
! ! ! ! | I MECONNAISSANCE [ traction \ traction/cisaillement

0.9F---~- [y TTTT9T "7 777|  +  EXPERIENCE i
I I I I T T T

08L---— [ el Ll ___L____vL_]
| | | | | | ‘

07F - . e B 0 0

(] S— AR e h— o
I I I

o | | |
e C o ettt T

| ! o ! [ ! m

o I L ******* T d1

03---- s R EERE EERETE
***** | | | | | |

02—~~~ e e e e R
| | | | | | |

0L 4 - __ I B H
R N Y e | \o2 ‘. .
L L L L L L L

% 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 06 07 \ : j :

elegy
(a) Réponse structurale () = 8mm) (b) Endommagement (matériau n°1)

FIGURE 6.16 — Résultats des simulations Eléments Finis : (a) variété des réponses structurales simulées
(0= 8 mm) pour les mille comportements matériau représentant la méconnaissance initiale supposée et (b)
visualisation des endommagements matriciels d7*, dj* et di* obtenue pour le premier jeu de paramétres du
modeéle (e/eg =0,5).

6.4.2 Analyse du probléme direct

L’objectif est d’analyser la relation entre les paramétres du modéle et la réponse structurale.
Il ne s’agit pas seulement de déterminer des sensibilités au sens classique (dérivées) mais il faut
prendre en compte la méconnaissance associée a chaque paramétre : un paramétre influent mais
parfaitement connu ne participera pas & la méconnaissance (variance) de la réponse. L’idée est
de décomposer la variance structurale en parts de variance associées & chaque paramétre. Plus
précisément, on s’intéresse dans chaque cas a la relation entre la réponse en contrainte opcr1 . 200
) e{ 3ty }

et chacun des parametres matériau pjcyy . 12}
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Pour un niveau de déformation ey, fixé, un modéle linéaire est construit par régression (moindres
carrés) a partir du plan d’expériences n-par-d P et du vecteur ligne des réponses structurales S,Z’ :

d
G = b5+ > _ bEp; (6.23)
j=1

La qualité de ce modéle peut étre quantifiée par la part de variance qu’il explique, notée
classiquement 7“,%. Le coefficient 7“,% s’exprime en fonction de la variance de la réponse structurale
vargy, et de 'erreur de prévision vars, de la maniére suivante :

rg=1- ZZ:;’; (6.24)
ou :
1 < . 1
VaTe, = ; (ski — 5K)°  avec 5 = - ; Ski (6.25)
1\ 5 )2 . k : k
vary, = —— Zz; (Ski — Ski)”  avec Sk = by + jz;bjpij (6.26)

pij correspond a la valeur prise par le parameétre j dans l'expérience 7.

Dans cette étude, pour tout niveau de déformation appliquée e, le coefficient r,% est supé-
rieur & 99.7%. Le modele linéaire semble donc valide. Il y a toutefois toujours des risques de
sur-ajustement et une démarche plus siire de cross-validation a été mise en oeuvre. Il s’agit de
mener la régression uniquement sur une partie du plan d’expériences P! — S et d’estimer r,% a
partir des erreurs de prédiction commises "en aveugle" sur une deuxiéme partie P2 — S2. Nous ob-
tenons alors rie {1,....200} > 0,99. Ce résultat est trés bon et valide le modéle linéaire. Remarquons
que cela ne signifie pas que la relation matériau structure est linéaire mais simplement que les
méconnaissances du modeéle ne sont pas suffisamment importantes pour révéler sa non-linéarité.

L’analyse du modéle linéaire permet alors d’expliciter la variance de la réponse structurale en
contrainte opcyy,. 200} en la décomposant en parts relatives ay; associées a chaque parameétre du

modéle ij{l,---,12} .

L varp.
Qkj = (bj)QW (6.27)
k
ou :
1 " 1 &
_\2 _
vary, = ——=> (pij —pj)° avec pj=—3 pij (6.28)
i=1 i=1

La Figure 6.17 présente I’évolution de la part de variance relative ay; en fonction de la défor-
mation. Ce résultat améne les commentaires suivants.

Tout d’abord, les méconnaissances associées & seulement 5 paramétres sur 12 suffisent & expli-
quer de facon satisfaisante la méconnaissance de la réponse structurale : E? , dz?l)’ yg’(zl),p}" et dg&).
Le module d’Young E(f est prépondérant dans la variance de la réponse structurale. Il explique
quasiment ’ensemble de la variance pour un rapport £/ € [0 0,4]. La diminution de la part de
variance expliquée par E? et apparition des paramétres non linéaire du modéle est en accord avec
I’amorce de la non linéarité de I'enveloppe des réponses structurales (voir Figure 6.16(a)). La part
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de variance expliquée par le paramétre p|* est importante au début ce qui s’explique par le fait
que p7* influe sur I'inflexion de la cinétique d’évolution une fois le seuil d’endommagement dépassé
(voir Section 2.3.1). La valeur du paramétre dg?l) est associée a la perte de raideur du matériau et
donc a la non linéarité de la réponse structurale. Le modéle de régression linéaire choisit est donc
adéquate.

Deuxiémement, un seul paramétre associé au comportement a 45° est actif ( 224)) et de fagon
tres limitée. La méconnaissance du comportement a 45° intervient donc faiblement.

Part de variance de contrainte expliquée (Js)

.
I d7
—
7
. q7

0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7

FIGURE 6.17 — Analyse de variance de la réponse structurale () = 8mm,).

En considérant le méme plan d’expériences sur le comportement dans le sens chaine et a 45°,
la procédure a été reprise dans le cas de la plaque avec un diameétre de trou de 4 mm. L’analyse
de la part de variance expliquée par la variance des données d’entrée repose sur une modélisation
linéaire validée (r%e {1,200} = 0,99 sur l'ensemble de validation). Les résultats sont présentés a la
Figure 6.18. La méconnaissance sur le comportement & 45° est encore moins influente que dans le
cas () = 8 mm. Ceci s’explique par le fait que le champ de cisaillement est moins important en bord
de trou.

Part de variance de contrainte expliquée (J,)
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FIGURE 6.18 — Analyse de variance de la réponse structurale (B = 4mm).
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Etude d’influence de la méconnaissance du comportement a 45° uniquement

Des deux études précédentes, on déduit que la méconnaissance sur le comportement & 45° ne
participe que modérément & la méconnaissance de la réponse structurale en présence d’une mé-
connaissance sur le comportement dans le sens chaine. Afin de compléter ce résultat, un second
plan d’expériences ou le comportement dans le sens chaine est supposé parfaitement connu a été
réalisé. La Figure 6.19(a) présente ’enveloppe des comportements & 45° considérés dans 1’analyse.
Quelques comportements ont été représentés pour illustrer la variété des réponses matériaux. La
méconnaissance structurale est fortement abaissée (voir Figure 6.19(b)) par rapport au cas initial
(voir Figure 6.16(a)). Il est & noter que 1’écart entre les réponses structurales extrémes n’est réduit
que de moitié alors que 'on supprime environ 90% de la variance qui était liée au parameétre du mo-
déle associés au comportement dans le sens chaine. Cette différence est normale étant donné le lien
quadratique entre la notion de variance et celle de quantile (ou de borne lorsque la méconnaissance
est a support fini).

Comportement a 45° Réponse structurale (Jg)
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(a) Enveloppe des réponses matériau a 45° (b) Réponse structurale () = 8mm)

FIGURE 6.19 — (4 droite) variété des réponses structurales simulées () = 8 mm) pour 1000 comportements
matériau représentant une méconnaissance portant uniquement sur le comportement & 45° (4 gauche).

lanalyse de sensibilité globale (décomposition de variances) a été réitérée afin de mettre en
évidence la variance de la réponse structurale dans le cas présent ou le comportement dans le sens
chaine est supposé fixé. En particulier, un nouveau modéle linéaire doit étre identifié pour chaque
déformation €. Les résultats de ’analyse sont présentés a la Figure 6.20. Dans la plupart des
cas, le modéle est insuffisant (variance expliquée descendant jusqu’a seulement 70%). Cela met
en évidence la présence de non-linéarités et de couplages qui ne peuvent étre pris en compte que
par une démarche non-linéaire approfondie. La construction de ce modéle nécessiterait donc passer
par une Analyse en Composantes Principales qui permet de construire un métamodéle "global"
de la réponse structurale [Hotelling 33, Jolliffe 86]. En effet, il est plus difficile de construire un
métamodéle non linéaire pour chaque point de sortie. De plus malgré les erreurs d’approximation
commises, il convient de respecter la régularité de la réponse en prenant en compte la corrélation
entre chaque point de sortie. Cet aspect du probléme est en cours d’étude.
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FIGURE 6.20 — Analyse de variance de la réponse structurale (0 = 8mm) lorsque la méconnaissance
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matériau porte uniquement sur le comportement @ 45°.

6.4.3 Bilan de I’analyse du probléme direct : discussion sur la faisabilité de

Papproche inverse

Notre souhait est de capitaliser sur les essais sur structures afin de mieux identifier la loi
de comportement. Une premiére approche consiste & considérer le comportement dans le sens
chaine comme déterministe et & rechercher le comportement a 45° qui permet de minimiser 1’erreur
quadratique moyenne entre la réponse simulée et le résultat expérimental de I'essai sur structure

(voir Figure 6.21).
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FIGURE 6.21 — Identification inverse du comportement & 45 °par minimisation de l’erreur quadratique
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moyenne entre la réponse simulée et le résultat expérimental de ’essai sur structure.

150



Faisabilité d’une démarche de capitalisation d’expérience pour l'identification d’une loi de comportement

L’inconvénient de ce type d’approche, c’est que les résultats dont nous disposons ne sont pas
déterministes. Le matériau testé pour caractériser le comportement dans le sens chaine, du fait de
la dispersion, ne correspond pas & celui testé sur structure. En supposant un comportement dans
le sens chaine légérement différent (i.e dans la dispersion), il est tout a fait possible de déterminer
un comportement a 45° trés différent tout en corrélant aussi bien a la réponse structurale comme
illustré a la Figure 6.22.
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FIGURE 6.22 — Deuxiéme identification inverse du comportement & 45 ‘par minimisation de ’erreur qua-
dratique moyenne entre la réponse simulée et le résultat expérimental de ’essai sur structure.

Se placer dans un cadre incertain peut donc avoir des répercussions importantes sur la faisabilité
de la capitalisation. C’est ce que nous avons cherché a démontrer. Pour cela, nous avons donc
entrepris une étude en supposant une méconnaissance a priori traduite par la définition d’un
intervalle d’incertitude sur le comportement matériau dans le sens chaine et a 45°. Néanmoins
dans le cadre non déterministe, il convient de préciser la signification de ces méconnaissances. En
effet, un intervalle peut définir des bornes sur les valeurs extrémes du comportement (dispersion)
ou bien encore sur la valeur moyenne par exemple.

Pour développer notre réflexion, des intervalles encadrant le comportement moyen sens chaine
et & 45° ont été définis. Toutefois, les intervalles définis ne traduisent pas les mémes incertitudes.

La méconnaissance dans le sens chaine traduit le fait qu’un seul essai est disponible et que cela
ne permet pas statistiquement d’établir une moyenne. Plus précisément, en postulant la disper-
sion intrinséque a ce type de matériau, il est possible de définir un intervalle & partir de 'essai
d’identification dans lequel on peut postuler que le comportement moyen doit se trouver.

La méconnaissance & 45° traduit une notion différente : aucune donnée n’est directement dis-
ponible sur le matériau traité. Cette derniére méconnaissance est naturellement beaucoup plus
importante. C’est notre connaissance métier qui nous a guidé pour définir I'intervalle de variation.
Celui-ci peut étre considéré comme l'intervalle de comportement moyen de plusieurs matériaux

CMC.
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Simulation non linéaire dans un cadre non déterministe et analyse de sensibilité

De la méme fagon que pour le comportement dans le sens chaine, la possession d’une ré-
ponse expérimentale pour ’essai sur structure permet de définir des bornes modérément larges
dans lesquelles devrait se situer la réponse structurale moyenne. Le transport des méconnaissances
matériau permet de définir des bornes encadrant les réponses structurales compatibles avec I'ex-
périence. C’est a partir du recoupement de ces enveloppes que 1'on peut espérer capitaliser (voir
Figure 6.23).

Paramétres du modéle Réponses structurales

Simulations

Expériences

» (XX ]=FQNQ)

FIGURE 6.23 — Croisement des enveloppes expérimentale et simulée afin d’améliorer lidentification des
paramétres du modeéle en données incertaines.

L’analyse du probléme direct a montré que le comportement du matériau a 45° ne participe que
modérément & la méconnaissance de la réponse structurale. Cela implique que le recoupement des
informations expérimentales peut surtout permettre de (i) réduire I'intervalle de méconnaissance
sur la moyenne du comportement dans le sens chaine et () dans une moindre mesure de préciser
I'intervalle de méconnaissance pour le comportement a 45°.

Pour espérer capitaliser sur le comportement & 45° et donc sur une meilleure identification
des paramétres du modéle associés a cette direction, le comportement moyen sens chaine doit étre
mieux quantifié. Une répétition du nombre d’essais permettrait de diminuer 'incertitude statistique
sur la valeur moyenne. Dans le cas oli on n’est pas stir de la réponse matériau dans le sens chaine,
il ne peut pas étre envisageable de réduire la méconnaissance & 45° par méthode inverse.

6.5 Bilan

Dans ce chapitre, nous avons souhaité, dans un premier temps, estimer la confiance a accorder
a la simulation. Pour cela, la fagon dont se répercutent les incertitudes sur les données d’entrée du
probléme sur la réponse a été étudiée. La démarche mise en oeuvre pour le transport d’incertitudes
repose sur I'utilisation d’un métamodéle local dont le principe est d’approcher le modéle numérique
par une fonction analytique. Ainsi nous avons pu déterminer la variabilité de la réponse en fonction
des paramétres d’entrée incertains. Les analyses de sensibilité (locale ou globale) entreprises ont
permis de hiérarchiser les paramétres d’entrée incertains. Les parameétres d’entrée prépondérants
sur la prévision de la tenue d’une structure présentant un gradient de contrainte sont ceux permet-
tant de décrire le comportement non linéaire du matériau (élasticité, dommage matriciel) et ceux
liés & la géométrie de la piéce. Une fluctuation modérée sur les paramétres de 'approche de régu-
larisation couplée et de la cinétique d’évolution du dommage fibre a, par contre, peu d’influence
sur le résultat du calcul. La variance de la réponse est donc essentiellement due & des paramétres
dont on peut préciser la variabilité par ’expérience.

Dans un second temps, une étude de faisabilité a été entreprise pour évaluer la possibilité
d’entreprendre une démarche de capitalisation d’expérience. Pour cela, des analyses de sensibi-

lité globale (décomposition en part de variance) ont été réalisées afin d’étudier la méconnaissance
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structurale résultante et la relier quantitativement aux méconnaissances matériaux. Cette étude de
faisabilité conduit a la conclusion suivante. La réduction de méconnaissance sur le comportement
& 45°, et donc sur une meilleure identification des paramétres du modéle associés & cette direction,
suppose une connaissance du comportement moyen dans le sens chaine. Dans le cas contraire, le
comportement du matériau a 45° n’influe que modérément sur la réponse structurale et donc il est
alors plus difficile de capitaliser sur les essais sur plaque trouée.

Ayant maintenant a disposition des outils fiables de simulation permettant d’évaluer la tenue

de structures a fort gradient, nous pouvons passer a la phase de mise en place d’une démarche
d’analyse de la tolérance aux défauts (voir Chapitre 7).
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Chapitre 7

Vers 'analyse de la nocivité des défauts

L’objet de ce chapitre est de mettre en évidence les difficultés liées & 'analyse de la nocivité
des défauts mais également les limites de la modélisation macroscopique pour 'analyse de cette
nocivité. Des questions qui nous paraissent importantes de ne pas éluder et auxquelles nous tachons
d’apporter les premiers éléments de réponse.
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Vers I’analyse de la nocivité des défauts

7.1 Introduction

Toute structure comporte d’'inévitables défauts liés soit au procédé de fabrication (défauts ini-
tiaux), soit & des accidents survenus lors de la mise en service (défauts induits). Dans une démarche
de dimensionnement de structure aéronautique, I’évaluation de la tolérance aux défauts vise a dé-
montrer que la présence d'un défaut n’entrainera pas la ruine de la structure avant que celui-ci ne
soit détecté ou bien pendant la durée de mise en service de la piéce [Sierakowski 95].

Cette procédure d’analyse de tolérance aux défauts comporte plusieurs aspects (voir Figure 7.1).

Elle nécessite la définition d’une liste des sources et types de défauts potentiels qui s’appuie
sur le retour d’expérience obtenu sur les controles santé effectués sur tout ou une partie des piéces
aprés élaboration mais également sur les piéces en service. Ceci permet de répertorier les défauts
importants mais aussi d’établir la probabilité de présence d’un défaut (son occurrence). L’impact
d’un corps étranger, suivant 1’énergie associée, peut étre considéré comme un événement majeur.
Cet impact peut, par exemple, induire un délaminage méme si celui-ci est moins important dans
les composites tissés que dans les stratifiés. Il peut aussi étre a 'origine de la perforation ou de la
déchirure partielle de la structure.

Cette démarche s’accompagne aussi de la définition de périodes d’inspection qui ont pour
but de détecter la présence de défauts. Différents niveaux d’inspection sont définis auxquelles on
associe un intervalle entre deux inspections. Ces inspections peuvent intervenir soit lors de période
de maintenance soit entre deux vols. Elles permettent, par exemple, de détecter des défauts visibles
a 'oeil nu. Dans le cas d’inspections plus spécifiques, elles requiérent en général la mise en oeuvre
de méthodes de Controle Non Destructif, c’est-a-dire de méthodes permettant de caractériser I’état

d’intégrité d’une structure sans la dégrader.
Réparation des
Sources et types de défauts
défauts

.

/’

Analyse de la
Analyse de la stabilité des défauts
nocivité des défauts
Période d’inspection

FIGURE 7.1 — Démarche d’analyse de la tolérance auz défauts.

Tolérance aux défauts

Une fois le défaut détecté se pose la question de la réparation. La méthode de réparation la
plus couramment utilisée est la technique de réparation par patch. Elle consiste & retirer la zone
endommagée afin de la remplacer par un composite équivalent. Notons que cette technique n’est pas
mise en oeuvre pour les structures primaires car le contréle du collage et la tenue au vieillissement
ne sont pas certifiés. De plus, la technique mise en oeuvre nécessite de retirer une bonne partie du
composite par rapport au défaut que I’on souhaite réparer. Des techniques basées sur l'infiltration
sont actuellement en développement pour pallier ces inconvénients [Hautier 09].
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Vers la prévision de la nocivité des défauts

Un autre aspect a prendre en compte concerne I’analyse de la stabilité des défauts. Dans
ce cas, il s’agit de déterminer la propagation ou non d’un défaut en service, par exemple sous
chargement en fatigue.

L’analyse de la nocivité des défauts a pour but de déterminer I'effet d’un défaut majeur sur
le comportement mécanique (perte de rigidité, moins bonne résistance a rupture). L’influence d’un
défaut dépend a la fois de sa forme, de sa taille, mais aussi de son positionnement dans la structure.

L’analyse de la tolérance aux défauts couvre donc un vaste domaine d’étude et de recherche.
Dans ce qui suit, nous nous intéressons plus particuliérement & ’analyse de la nocivité des dé-
fauts. A partir du travail fourni dans cette thése, nous disposons de modéles permettant de décrire
le comportement jusqu’a rupture des matériaux composites tissés mais aussi d’outils numériques
permettant la réalisation de calculs de structure avec prise en compte de la transition endommage-
ment/rupture. Ce chapitre constitue une ouverture sur la mise en place d’une démarche d’analyse
de la nocivité des défauts qui reposerait en grande partie sur la simulation numérique.

L’objet de ce chapitre est de mettre en évidence le chemin qu’il reste a parcourir pour obtenir une
telle démarche. En effet, le premier point dur concerne l'identification des paramétres permettant
de rendre compte de la dégradation progressive d’une structure (cinétique de rupture progressive,
paramétres de régularisation).

Par ailleurs, étant donnée la taille des défauts et des hétérogénéités matériaux, il convient de
définir le domaine de validité de I’approche macroscopique.

7.2 Vers la prévision de la nocivité des défauts

7.2.1 Problématique liée & ’analyse de la nocivité des défauts

Compte tenu du nombre de configurations possibles (positions, types de défauts), il semble
difficile de procéder exclusivement par I’expérience pour mener & bien une analyse de la nocivité des
défauts. Les développements réalisés dans la thése (loi de comportement adoucissante et méthode
de régularisation) permettent de prévoir par la simulation la tenue de structures présentant une
concentration de contrainte. On peut donc espérer passer a ’étape suivante relative a 1’étude de
Iinfluence d’un défaut sur les performances d’une structure. En cela, la simulation peut aider a
définir 'essai le plus critique pour une structure en présence d’'un défaut. Elle peut aider aussi a
définir un catalogue des défauts admissibles c’est-a-dire une classification des défauts en fonction
de leur influence sur la performance mécanique de la piéce.

Mais pour mettre en place cette méthodologie, il est nécessaire d’avoir confiance dans le ca-
ractére prédictif de la modélisation. Cela passe (i) par une identification a la fois de la cinétique
progressive décrivant la transition endommagement/rupture et des paramétres de régularisation
associés et (ii) par une validation de cette modélisation.

En effet, nous souhaitons d’un cété rendre les résultats indépendants de la finesse du maillage
et ceux pour différentes singularités (forme, taille). Pour cela, il convient de mettre en oeuvre nos
outils sur d’autres configurations (voir Section 7.2.2). D’un autre c6té, nous souhaitons avoir des
simulations prédictives. Pour cela, il est nécessaire d’avoir une méthodologie permettant une identi-
fication des paramétres valables pour une large gamme de singularités données (voir Section 7.2.3).
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Vers I’analyse de la nocivité des défauts

7.2.2 Plaque doublement entaillée en "V" sollicitée en traction uniaxiale
Régularisation du probléme

Dans le but de démontrer la pertinence de la méthode de régularisation développée, un nouveau
cas test a été considéré. Il s’agit d’un essai de traction dans le sens du renfort sur une plaque
doublement entaillée. La longueur de la plaque considérée est 50 mm, la largeur de 20 mm et
I’épaisseur de 1 mm. Les entailles en forme de "V" sont situées & mi-longueur et ont une profondeur
et une hauteur de 4 mm. L’éprouvette a une épaisseur de 0,4 mm.

50 mm
4 mm 1 1
€
- =) g
N
v
>
4 mm

FIGURE 7.2 — Géométrie de la plaque doublement entaillée sollicitée en traction uniaziale. L’éprouvette a
une épaisseur de 1 mm.

En adoptant la démarche de validation proposée au Chapitre 5, nous avons considéré un hui-
tiéme de la plaque. Trois finesses de maillage ont été retenues de sorte qu’au niveau de 'entaille,
larréte d’une maille varie entre 0,4 (maillage 1) et 0,1 mm (maillage 3). Ainsi le maillage 1 est
composé de 2356 éléments, le maillage 2 de 7860 éléments et le maillage 3 de 11958 éléments. Les
maillages sont composés d’éléments quadratiques prismatiques. Un seul élément est utilisé dans
I’épaisseur de la plaque.

Les paramétres retenus afin de régulariser le probléme sont les suivants : ¢y = 2 mm? et
71t = 0,01 s. Les réponses globales ainsi que les zones endommagées sont identiques pour les trois
maillages considérés (voir Figure7.3).

Réponse structurale Endommagement « fibre »
1200 ‘ ‘ : ‘ —
I I I Tk !) X 0
— - —maillage1 ! ! L t . Maillage1.
1000 - maillage2 |~~~ 7 - o o perT oo SRR
—— — maillage3 | | |
I I I
800~ mp e —‘—ﬂf——"*l———"———f%fﬁ\ fffff
- | | | b
\Z_/ | | | | |
e T (R e e
e | | | |
I I I I
e e S S
| | | |
I I I I
200~ f------ P R i IR
| | | |
I I I I
0 1 1 1 1
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25

déplacement (mm)

FIGURE 7.3 — Simulation d’un essai de traction uniaxiale dans le sens du renfort sur une plaque doublement
entaillée. A gauche : réponses force/déplacement. A droite : répartition de ’endommagement "fibre" d{t.
Parameétres de régqularisation : c1y = 2 mm? et 114 = 0,01 s.

158



Vers la prévision de la nocivité des défauts

Etude d’influence de la profondeur de I’entaille

Dans le but d’étudier D'effet de la profondeur de ’entaille, cing éprouvettes comportant une
entaille de [1; 2,5; 3,3; 4; 5; mm]| ont été considérées. La longueur, la largeur et 1'épaisseur de la
plaque sont fixées respectivement & 50 mm, 20 mm et 1 mm. La méme finesse de maillage a été
retenue pour mailler le huitiéme de chaque éprouvette. L’arréte d’une maille est de 0,2 mm. En
considérant les paramétres de régularisation cy; = 2 mm? et T1; = 2 s, nous avons simulé les essais
de traction jusqu’a rupture dans le sens du renfort.

La Figure 7.4(a) présente I’évolution de la force en fonction du déplacement imposé pour chaque
éprouvette. Il est possible de rendre compte de 'influence de la profondeur de 'entaille sur la
réponse globale de la structure. On observe une perte de raideur plus l'entaille est grande (voir
Figure 7.4(b)). Ce constat reste valable pour la tenue a rupture des éprouvettes. La perte de tenue
est toutefois plus importante.
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(a) Réponses force/déplacement
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(b) Force a rupture et raideur initiale

FIGURE 7.4 — (a) Influence de la profondeur de Uentaille sur la réponse globale et (b) Evolution de la force
a rupture Frp et de la raideur initiale K en fonction de la profondeur de l’entaille.

La répartition de ’endommagement est présentée a la Figure 7.5 pour chaque plaque. Ces
isovaleurs sont extraites pour la force maximale. Le dommage fibre, du méme ordre de grandeur
pour chaque plaque entaillée, est situé au niveau de la singularité.
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FIGURE 7.5 — Visualisations partielles des maillages des éprouvettes doublement entaillée en V. a corres-
pond a la profondeur de entaille d’une hauteur de 4 mm.
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Vers I’analyse de la nocivité des défauts

7.2.3 Proposition d’un protocole d’identification

Nous souhaitons avoir des simulations prédictives, il est donc nécessaire d’avoir une méthodo-
logie permettant de déterminer une transition endommagement /rupture ainsi que des parameétres
régularisation valables pour une gamme de singularités données, que ce soit en matiére de taille et
de forme.

Pour cela, le protocole suivant peut étre retenu (voir Figure 7.6) :

1. L’étape préliminaire consiste & identifier le comportement non linéaire du matériau. Pour
cela, les essais de caractérisation réalisés sur des éprouvettes homogénes sont utilisés.

2. Ensuite, il convient de définir un ensemble de cinétiques de rupture progressive de torons de
fibres.

3. La troisiéme étape consiste & réaliser les simulations d’essai pour différentes configurations
géométriques. Pour cela, la taille et la forme de la singularité sont considérées.

4. Puis certaines configurations sont sélectionnées et les essais correspondant sont réalisés.

5. La derniére étape consiste a sélectionner la cinétique et le couple de (c1¢,71) qui permettent
de corréler le plus efficacement aux résultats expérimentaux.

cinétique
sélectionnée

Grup

E Points expérimentaux

2"""""% Enveloppe des réponses

AR
Cinétique progressive

0
+ couple (€}, T3,
retenus

Diametre de trou Profondeur entaille

FIGURE 7.6 — Démarche d’identification de la transition endommagement/rupture (lois adoucissante,
parametre numérique de régularisation,).

Ainsi défini ce protocole d’identification requiert d’effectuer un grand nombre de simulations.
C’est la raison pour laquelle, dans 'optique de la réduction des couts de calcul, on peut s’appuyer
sur I'emploi de métamodéles qui peuvent étre utilisés dans le but de sélectionner les meilleures
paramétres au travers d’une démarche d’optimisation.
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7.3 Limites de ’approche macroscopique pour analyse de la no-
civité des défauts

7.3.1 Interférences d’échelle entre la taille des hétérogénéités matériaux et la
taille du défaut

Les composites tissés résultent de ’association de torons de fibres et d’une matrice. Chaque to-
ron de fibres est lui-méme constitué de milliers de fibres. La taille des hétérogénéités qui composent
le composite peut étre assez grossiére suivant le matériau considéré. Dans le cas des composites
tissés a matrice organique de notre étude, les poches de résines entre deux plans de trames sont de
lordre du millimétre (voir Figure 7.7). Les dimensions de ellipse d’un toron sont du méme ordre
de grandeur !

matrice torons

FIGURE 7.7 — Taille des hétérogénéités (torons de fibres, résine) d’un composite tissé & matrice organique.

Des fortes concentrations de contrainte locale s’observent dans les zones de contact telles que
celles qui se trouvent entre le pied d’une aube et le moteur. Dans ce cas, la taille du gradient de
contrainte peut étre du méme ordre de grandeur que celle des hétérogénéités du matériau. L’exemple
du poingonnement (i.e indentation) du matériau composite permet d’illustrer la problématique qui
en découle (voir figure 7.8). En effet, suivant que le poingon se retrouve en contact avec un toron
de fibres ou bien avec une poche de résine, la réponse matériau peut différer. Or, dans le cas
d’une modélisation macroscopique, on considére un matériau homogeéne équivalent. Ce constat
est-il problématique 7

d

»
»

FIGURE 7.8 — [llustration de l’interférence d’échelle entre la taille du gradient et la taille des hétérogénéités.

De méme, il peut arriver que la taille des hétérogénéités soit du méme ordre de grandeur que
la singularité lorsque celle-ci est petite. C’est par exemple le cas d’une entaille induite par un coup
de scie (voir Figure 7.9). Or, la pointe de 'entaille peut se trouver soit dans la résine, soit autour

1. Pour des raisons de confidentialité, nous ne pouvons pas plus préciser les dimensions d’un toron.
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des torons de fibres. Le gradient de contrainte est alors différent localement. Encore une fois, dans
le cas d’'une modélisation macroscopique, on ne prend pas en compte ’hétérogénéité du matériau.
Cela a-t-il une conséquence sur la réponse du matériau.

FIGURE 7.9 — (a) Pointe d’entaille située au niveau de la résine, (b) pointe d’entaille située au niveau des
torons de fibres et (¢) gradient de contrainte obtenu par la simulation Eléments Finis.

Il convient donc de déterminer les limites de validité de ’approche macroscopique lorsque
I’on est dans une situation d’interférence d’échelle entre la taille des hétérogénéité matériaux et
la taille du gradient de contrainte. Cette étude nécessite de mettre en place une riche campagne
expérimentale permettant d’étudier ’effet des interférence d’échelle. La premiére étape est de savoir
si les modéles et outils proposées permettent de traiter le cas de singularités de petites tailles.

7.3.2 Simulation de I’essai de traction sur plaque doublement entaillée
Régularisation du probléme

Nous avons simulé un essai de traction jusqu’a rupture sur une éprouvette doublement entaillée
dont la géométrie est présentée a la Figure 7.10. La plaque a une largeur de 20 mm et une longueur
de 50 mm. Les entailles situées & mi-longueur ont une largeur de 4 mm et une hauteur de 0,5 mm.
L’épaisseur de la plaque est de 0,4 mm.

50 mm

=

| E

<
£
- ) £
N

"
0,5 mm

FIGURE 7.10 — Géométrie de l’éprouvette doublement entaillée sollicitée en traction uniaziale.

En considérant la symétrie du probléme, un huitiéme de la plaque a été modélisé avec des élé-
ments quadratiques prismatiques. Afin de s’assurer de la bonne régularisation du probléme, nous
avons comparé les résultats obtenus pour deux finesses de maillage différentes : au droit de ’en-
taille, le maillage n°2 est deux fois plus fin que le maillage n°1. Ainsi le maillage n°1 est composé
de 3839 éléments tandis que le maillage n°2 est composé de 10764 éléments. Les paramétres de
régularisation cy; et 74 sont respectivement fixés a 2 mm? et 0,01 s.

La répartition de ’endommagement fibre a la fin de la simulation est présentée a la Figure 7.11.
Les zones endommagées sont identiques pour les deux maillages. L’approche de régularisation

couplée permet bien d’éviter la localisation du dommage dans le cas d’une petite singularité. Les
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FIGURE 7.11 — Répartition de l’endommagement d{t des torons fibres en bord d’entaille obtenue pour
la simulation d’'un essai de traction sur éprouvette doublement entaillée pour deux maillages de finesse

points de sorties représentés par des losanges a la Figure 7.12.

différente. Paramétres de
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Etude d’influence de la largeur de la plaque doublement entaillée

Les paramétres géométriques de la plaque ne sont pas modifiés sauf la largeur de la plaque qui
varie entre [8; 10; 12; 16 mm)] (voir Figure 7.13).

A
8 mm 10 mm . 12 mm - 16 mm
«— ———> < > < >
IS
1S
Te)
I\
4 mm 4 mm 4 mm 4 mm
«—> e ] «—> <«
v
(a) b=8mm (b) b=10 mm (¢c) b=12mm (d) b=16 mm

FIGURE 7.13 — Géométrie des éprouvettes doublement entaillées (quart d’éprouvette). b correspond a la
demi-largeur de la plaque.

Dans le cas de la plaque de 20 mm de largeur, le probléme était régularisé pour un maillage
comportant des éléments en bord d’entaille de 0,2 mm. C’est cette taille qui est retenue pour mailler
les autres plaques.

L’évolution du rapport o,u,/00 en fonction de la demi-largeur de la plaque comportant une
entaille de 4 mm de large et 0,5 mm de haut est présentée a la Figure 7.14. La contrainte a rupture
évolue de fagon non linéaire en fonction de la demi-largeur de la plaque. Plus la plaque est large et
moins l'entaille influe sur la contrainte & rupture. Cette tendance est similaire lorsque le paramétre
c1; augmente (c1y = 4 mm?, ¢y = 8 mm?).

T e e Rt 1
--0F- =2 mm? 1 1 1

070 —B-¢c=4 mm2 ******** 3"*”;;;;;;;li;:.r--—*-"’f“-
=B =8 mm? ——""f | |

Pl | | |

o 088 e T ——
D | JESE T | |
© 06 - R e — e — |
¢””’ i i L —————————— -q

- | IS | |

055 -~ o :
052" | | | |

8 10 12 14 16

demi-largeur (mm)

FIGURE 7.14 — Evolution du rapport Orup/00 en fonction de la demi-largeur d’une plaque comportant une
entaille de 4 mm de large et de 0,5 mm de haut.
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Effet d’échelle

D’une maniére général, on entend par étude des effets d’échelle une modification homothétique
des dimensions d’une structure. La variation de la largeur de la plaque traduit d’une certaine
maniére un autre effet d’échelle. Dans ce cas, on considére 'effet d’'une méme singularité dans une
structure de plus en plus grande. Remarquons que les effets d’échelle peuvent étre étudiés une fois
les parameétres de la modélisation complétement identifiés, par le protocole défini précédemment
par exemple (voir Section 7.2.3). Dans une certaine mesure, ’approche proposée doit permettre de
corréler & l'expérience. Plus précisément en modifiant les dimensions d’une structure de maniére
proportionnelle (voir Figure 7.15), la modélisation doit garder son caractére prédictif jusqu’a un
certain point. Le domaine de validité est défini lorsque 'on arrive & une interférence d’échelle.

L’étude des effets d’échelle et des interférences d’échelle reste une question ouverte. Un des
moyens pour y parvenir est de réaliser une campagne d’étude expérimentale. Malheureusement
nous n’avons pu ni 'entreprendre, ni en bénéficier dans le temps impartis.

21 21 21
+—> +——> +—>
—_— — 1 a
| | |
> > “—>
(%) %) a ._,Zb b
2L @ L @ 2L @ L 2aT) (5 |2 a> T |L
e e /e
"2 "2 2%

FIGURE 7.15 — Ezemple de géométries d’éprouvettes pour l’étude des effets d’echelle

7.4 Bilan

Ce chapitre constitue une ouverture vers ’analyse de la nocivité des défauts.

Tout d’abord, la possibilité de notre méthode a régulariser des problémes avec d’autres types de
singularités (forme, taille) a été démontré. Puis, nous avons défini un protocole d’identification des
paramétres optimaux pour un ensemble de singularités. Toutefois, celui-ci doit encore étre validée
expérimentalement.

Par ailleurs, nous avons mis en exergue la problématique liée a la limite de validité de 'approche
macroscopique dans le cadre de ’analyse de la nocivité des défauts. En effet, bien qu’il soit possible
de s’intéresser aux singularités de petites tailles, qu’en est-il des effets échelles et des interférence
d’échelle entre la taille des hétérogénéité matériau et la taille du défaut. Pour cerner proprement
les limites de validité de I'approche macroscopique, cette étude complexe requiert entre autre une
riche base de données expérimentales.
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Conclusion générale et perspectives

Ce travail de thése s’inscrit dans la problématique de ’amélioration des méthodes de dimen-
sionnement des structures composites dans un soucis de réduction des colits de certification des
piéces aéronautiques. En effet, le manque de confiance dans les outils actuels de dimensionnement se
traduit par I'utilisation de facteurs de sécurité importants et de lourdes campagnes expérimentales.

Bilan de la premiére partie

Le premier objectif de cette thése a été de développer un modéle d’endommagement macro-
scopique dédié au calcul de structures et permettant de décrire le comportement non-linéaire des
matériaux composites tissés & matrice organique (CMO) ou céramique (CMC).

Pour cela, nous avons enrichi les modéles d’endommagement Onera. Ces modéles s’inscrivent
dans le cadre de la thermodynamique des processus irréversibles et utilisent les concepts de la Mé-
canique Continue de ’Endommagement. Par une analyse fine de ces modéles, nous avons mis en
évidence les limites de ces formulations pour rendre compte de certains aspects du comportement
des matériaux composites a renforts tissés. Ces limites sont liées & la non-linéarité de comportement
des CMO et au développement du dommage hors-plan lors de sollicitations planes. Pour remédier
a ces insuffisances de modélisation, nous avons tout d’abord retranscrit le comportement visqueux
des CMO par 'intermédiaire d’une loi viscoélastique spectrale non linéaire. Par la suite, les forces
motrices de I’endommagement hors-plan ont été modifiées en conséquence afin de décrire les effets
des mécanismes de dégradations liés au couplage plan/hors-plan.

Une des originalités de ce travail est d’avoir proposé une famille de lois de comportement per-
mettant de décrire le comportement (visco)élastique endommageable des composites tissés. Ainsi,
le modéle ODM LD décrit 'endommagement matriciel des composites tissés présentant un faible
contraste fibre /matrice. Il est donc adapté lorsque le dommage est préférentiellement orienté par le
chargement. Le modéle ODM MS décrit 'endommagement matriciel composites tissés ayant un
fort contraste fibre/matrice. Dans ce cas, le dommage est préférentiellement orienté par la micro-
structure. Ce dernier est couplé & la viscosité dans le cas des CMO. Aprés avoir défini un protocole
d’identification, ces lois de comportement ont été identifiées pour divers matériaux composites
tissés & matrice organique ou céramique & partir d'un nombre limité d’essais de caractérisation.

Par la suite, 'ensemble des modéles d’endommagement a été implanté dans le code Eléments
Finis ZéBulLoN. Une démarche progressive basée sur un ensemble de cas test élémentaires définis
sur un élément de volume ou au niveau d’une structure a été élaborée. Ce protocole a notamment
facilité 'industrialisation des modeéles dans les bureaux d’études de nos partenaires industriels
(Snecma et Snecma Propulsion Solide).

Dans le but d’évaluer le caractére prédictif des modéles, des essais sur piéces génériques repré-
sentatives de problémes structuraux clés ont été simulés et confrontés a I'expérience. Des essais sur
plaques trouées sollicitées en torsion et en flexion/torsion, ainsi qu’un essai sur corniére sollicitée
en mode de dépliage ont été simulés dans le cas des CMC. Pour les CMO, les essais suivants ont
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été étudiés : plaque sollicitée en torsion et essai de flexion 4-points. Ces comparaisons en partie
validantes nous ont permis de mettre en évidence deux limites de la démarche classique de di-
mensionnement consistant a appliquer un critére de rupture fragile en post-traitement d’un calcul
non linéaire. La premiére est liée & une sous-estimation de la tenue et méme parfois & la mau-
vaise prévision des réponses globales de structures présentant un gradient de contrainte. Ce déficit
de modélisation est dii au caractére non adoucissant des lois de comportement. La seconde est
relative au doute concernant les résultats des simulations étant données les nombreuses sources
d’incertitudes liées au calcul de structures.

Bilan de la deuxiéme partie

Le second objectif de la thése a consisté & mettre en place une démarche d’analyse robuste pour
I’analyse de la tenue structurale.

Dans un premier temps, afin d’améliorer les prévisions des simulations dans le cas de structures
présentant un gradient de contrainte, les effets de la rupture progressive sur le comportement ont
été introduits par l'intermédiaire de nouvelles variables scalaires d’endommagement dj-c .

Ce type de formulation conduit & des modéles de type adoucissant. Afin de s’affranchir des
problémes numériques tels que la localisation artificielle de I’endommagement et la dépendance au
maillage des résultats, une approche couplant modéle & taux d’endommagement limité et modéle
non local d’endommagement a été développée. Nous avons mis en évidence que ce couplage des
méthodes de régularisation cumule les avantages de ces approches et en supprime les principaux
inconvénients, que ce soit d’'un point de vue mise en oeuvre, interprétation physique ou objectivité
des résultats.

La capacité de prévision de ’approche développée a été évaluée en simulant des essais sur
structures a fort gradient de contrainte. Les prévisions de la rupture finale sont en bon accord avec
I’expérience.

Nous avons par ailleurs démontré 'intérét du calcul de structure dans un cadre non déterministe.
Pour cela, 'influence d’une fluctuation modérée sur les données d’entrée a été quantifiée dans une
volonté de fournir des enveloppes de réponses. Cette étude a permis d’obtenir une estimation de la
confiance dans les prévisions. Dans un souci de réduction des cotits de calcul, nous nous sommes
appuyés sur une démarche de transport d’incertitudes basée sur I'utilisation de métamodéles de
complexité croissante. Dans les cas étudiés, une approximation linéaire entre les paramétres d’entrée
et la quantité d’intérét retenue s’est avérée suffisante. L’exploitation des métamodéles a mis en
évidence que les paramétres prépondérants sont ceux mesurables expérimentalement, pour lesquels
Iincertitude peut étre réduite par une meilleure maitrise des conditions d’élaboration des piéces.

Au dela de I'étude de 'influence des incertitudes, nous avons cherché a réduire la méconnais-
sance sur le comportement matériau par l'intermédiaire d’une démarche de capitalisation d’expé-
rience. Cette étude a reposé sur 'analyse de I'incertitude de la réponse structurale obtenue par la
simulation afin de la relier quantitativement aux méconnaissances matériaux. Cette analyse nous a
permis de mettre en évidence que la capitalisation d’expérience est fortement dépendante de ’essai
choisi, de la richesse de 'information expérimentale (répétition des essais) et de 'instrumentation
de mesure associée.

Enfin, & partir des outils développés dans cette thése, le dernier chapitre constitue une ouverture
vers ’analyse de la nocivité des défauts. La criticité d'un défaut dépend de sa nature (taille, forme)
mais aussi de sa position dans la piéce. La méthode de régularisation couplée a été mise en oeuvre
sur divers cas-tests dans le but de montrer qu’il était possible de traiter une variété de singularités
en matiére de forme et de taille. La question de l'identification des parameétres de la modélisation
liés & la transition endommagement/rupture reste un des points durs. Nous avons apporté un
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premier élément de réponse en proposant un protocole d’identification des paramétres permettant
d’avoir un ensemble de valeurs optimales valables pour une gamme donné de défaut. Bien str, tout
cela reste & valider expérimentalement.

Un autre aspect important que nous avons souhaité souligner et auquel peu d’auteurs s’in-
téressent en général est le domaine de validité de ’approche macroscopique pour I'analyse de la
nocivité des défauts. En effet, il est possible de s’intéresser & des défauts de petite taille mais on
peut s’interroger sur la représentativité du résultat obtenu. De maniére générale, ceci rejoint la
problématique des effets d’échelle et des interférences d’échelle entre la taille des hétérogénéité
matériau et la taille du défaut. Faute d’'une base de données expérimentale conséquente, cet aspect
n’a pu étre mené a son terme dans les délais impartis.

Perspectives de I’étude

A ce stade d’avancement des travaux, les pistes suivantes d’étude peuvent étre dégagées.

Le premier point que nous avons abordé et qui mérite d’étre poursuivi est la détermination du
domaine de validité des outils développés pour la prévision de la tenue de piéce en présence de sin-
gularités. Ceci permettra dans un second temps de s’attaquer a ’analyse de la nocivité des défauts
sur la tenue structurale proprement dite. C’est dans cet aspect que 'apport de la modélisation nu-
mérique trouve tout son intérét car il n’est bien stir pas envisageable de tester expérimentalement
toutes les configurations possibles de défauts au sein d’une piéce.

Un autre axe de travail a souligner et qui répond & une problématique immédiate des industriels
partenaires de la thése est en rapport avec I'extension des modéles d’endommagement & la fatigue
des matériaux composites tissés, en particulier CMO. Cette problématique revét des aspects ex-
périmentaux afin de caractériser le comportement et les mécanismes d’endommagement en fatigue
du matériau'. C’est a partir de ces observations expérimentales qu'il sera possible d’enrichir la
modélisation 2. Pour cela, le modéle ODM MS peut servir de base au développement d’un modéle
de fatigue, soit incrémentale, soit & grand nombre de cycle.

Notons également qu’'une autre extension est en cours chez Snecma pour 'utilisation de nos
modéles en dynamique afin de simuler des essais tels que 'ingestion d’oiseaux sur une aube en
composite tissé.

Pour finir, utiliser une modélisation Eléments Finis a I’échelle mésoscopique constitue un recours
pour l'identification des paramétres de la formulation macroscopique difficilement identifiables ex-
périmentalement (paramétres du comportement hors-plan en particulier). Pour cela, on peut s’ap-
puyer sur des outils de modélisation multiéchelle. Un travail reste a accomplir pour établir un lien
entre la variable d’endommagement macroscopique et les mécanismes d’endommagements discrets.
Au-dela, couplés aux approches multiéchelles, les modéles et outils numériques développés peuvent
s’inscrire dans une démarche d’optimisation des performances d’une structure en adaptant locale-
ment les propriétés du matériau. A ce propos, on peut mentionner le travail de thése de G Grail 3
démarré en 2009 et dont le but est d’une part d’établir une relation directe entre les paramétres de
fabrication et les propriétés mécaniques a différentes échelles (microscopique, mésoscopique, macro-
scopique), et d’autre part d’optimiser la structure localement via une boucle d’optimisation inverse
partant de la structure et revenant aux procédés d’élaboration et aux propriétés fibre/matrice.

1. J. Henry, Mécanismes d’endommagement en fatigue dans les tissus multicouches interlocks, thése CIFRE,
Université de Technologie Compiégne, débutée en 2008.

2. C. Rakotoarisoa, Modélisation de la durée de vie en fatigue des composites a matrice organique tissés interlocks,
thése Onera, Université de Technologie Compiégne, débutée en 2009.

3. G. Grail, Approches multimodeéles pour la conception de structures composites & renfort fibreux, thése Onera,
Université d’Orléans, débutée en 2009.
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Modélisation du comportement, de I’endommagement et de la rupture de matériaux
composites a renforts tissés pour le dimensionnement robuste de structures

De par leur bonne tenue a I'impact, les matériaux composites tissés sont de bons candidats pour la concep-
tion de piéces aéronautiques. Toutefois, le manque de confiance dans les modéles se traduit par de lourdes
campagnes expérimentales. L’augmentation de la part de simulation numérique et donc la réduction des
colts de certification passent par le développement d’outils permettant de dimensionner au plus juste les
structures composites tissées & matrice organique (CMO) ou céramique (CMC). C’est dans ce cadre que
s’'inscrit cette thése. Les formulations proposées par ’Onera afin de décrire 'effet de ’endommagement
matriciel ont été adaptées et étendues pour prendre en compte les spécificités des matériaux de notre étude,
en particulier la viscosité pour les CMO. Des essais sur piéces génériques ont été simulés et confrontés a ’ex-
périence dans le but d’évaluer la pertinence des modéles développés. Ces comparaisons en partie validantes
ont mis en évidence les limites des modéles dans le cadre de ’analyse de la tenue d’une structure présentant
un gradient de contrainte. Afin d’améliorer les prévisions des simulations, les effets de la rupture progressive
ont été pris en compte dans les formulations. Pour s’affranchir de la localisation numérique de I’endomma-
gement, une approche originale de régularisation couplant modélisation non locale de I’endommagement et
taux d’endommagement limité a été développée. Les confrontations essai/calcul ont mis en évidence ’apport
d’une modélisation plus fine des mécanismes d’endommagement et de rupture sur ’étude de la tenue de la
structure. Compte tenu des nombreuses sources d’incertitudes, quelle confiance accorder a la simulation ?
Pour répondre a cette question, leffet des incertitudes sur des quantités d’intéréts (contrainte a rupture) a
été évalué. Par ailleurs, une analyse de sensibilité (décomposition de variance) a été entreprise pour I’étude
de faisabilité d’'une démarche de capitalisation. Dans 'optique d’une démarche d’analyse de la tolérance
aux défauts, Uefficacité de notre approche a traiter diverses singularités (taille, forme) est démontrée. Enfin,
les limites de la modélisation macroscopique sont discutées.

Mots-clés : Composites tissés, Comportement non linéaire, Méthodes de régularisation, Incertitude

Behaviour modelling up to rupture of woven fabric composite for a reliable design of
structures

Due to their high specific properties, the use of woven composite materials has become an important com-
mercial issue in the aeronautical applications. However, the lack of confidence in classic simulation tools
used for design and conception of new structures leads to huge experimental campaigns. The increase of
simulations and so the decrease of certification costs requires tools development allowing a more accurate
design of woven composite structures with polymer (PMC) or ceramic matrix (CMC). This present thesis
is focused on that point. The current formulations are extensions of the damage approach developed at
Onera to describe matrix damage. Particularly, the nonlinearity due to viscosity for PMC is taken into
account. Various structural tests on generic parts has been simulated and compared to experimental results
in order to evaluate the efficiency of the models. The simulations are in good agreement with the expe-
riments except for structure with high stress gradient. In order to improve the simulations accuracy, the
effect of progressive failures are introduced. To avoid the numerical problems such as damage localization
or mesh sensitivity associated with the softening behavior, an original method coupling delay effect and non
local approach is proposed. A good agreement between experimental and finite element calcultion results
was shown. Given many uncertainties, how much can the simulation be trusted ? In order to answer this
question, the influence of uncertainties on given quantities of interest (stress failure for example) has been
evaluated. Moreover, a sensivity analysis has been performed for the study of an experiment capitalisation
approach. In the prospect of a reliable damage tolerance analysis, the efficiency of our approach to deal
with various singularities (size, form) is shown. The limits of a macroscopic modelling are finally discussed.

Keywords : Woven composites, Non linear behaviour, Regularisation methods, Uncertainty
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