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Introduction

Les composites stratifiés unidirectionnels représentent un atout considérable pour
répondre aux besoins des industriels aéronautiques : réduire la masse des aéronefs pour
diminuer la consommation de carburant tout en conservant de bonnes propriétés structurales.
En effet, les composites stratifiés proposent un excellent rapport masse/résistance/rigidité et
permettent de répondre efficacement aux sollicitations soumises aux différentes picces
structurales grace a la possibilité de diriger les renforts fibreux dans la direction des
sollicitations. Cependant, le dimensionnement des structures en matériaux composites reste
encore délicat. De plus, il est généralement associé a 1’utilisation de facteurs de sécurité tres
importants notamment du fait (i) de la dispersion liée a la nature des matériaux composites et
(ii)) du manque de confiance dans la modélisation des différents endommagements des
stratifiés conduisant a réduire 1’avantage concurrentiel de ces matériaux par rapport aux
matériaux métalliques. C’est pourquoi une meilleure compréhension et une description plus
robuste des mécanismes d’endommagement des composites stratifiés représentent un enjeu
primordial pour I’industrie aéronautique.

Plusieurs types d’endommagement peuvent apparaitre au sein d’un stratifié tant au
niveau des fibres (rupture de fibres) qu’au sein de la matrice (fissuration matricielle). De plus,
les endommagements matriciels peuvent intervenir dans le pli ou a I’interface entre deux plis
adjacents. Le scénario de dégradation des composites stratifiés de plis unidirectionnels (dans
le cas d’une éprouvette lisse sollicitée en membrane) est décrit notamment dans la thése de
Huchette [Huchette, C., 2005] :

1. Apparition d’endommagement a 1’échelle de la fibre et de la matrice sous forme de
microfissuration matricielle et de décohésion fibre/matrice (indiquée en jaune sur la Figure 1
lors de I’étape 1).

2. Coalescence de ces micro-dommages conduisant a I’apparition d’endommagement a
I’échelle du pli sous forme de fissures paralleles aux fibres. Ces derniéres traversent alors tant
I'épaisseur que la largeur de I'éprouvette dans les plis désorientés par rapport a l'axe de
chargement. Cet endommagement intralaminaire peut conduire a des microdélaminages entre
plis du fait de la concentration de contraintes en pointe de fissure transverse (étape 2-3).

3. Rupture des fibres conduisant a la rupture du composite (étape 4).
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Figure 1. Scénario d'endommagement au cours d'un chargement d'un stratifié [Huchette, C.,
2005]

A ces différents endommagements intralaminaires, nous pouvons également ajouter le
délaminage qui correspond a la décohésion entre deux plis du stratifié. Ce dernier type
d’endommagement est souvent catastrophique pour la structure en termes de tenue
mécanique. En effet, la présence du délaminage au sein d’un stratifié entraine la perte de
rigidité de ce dernier mais également la perte de résistance lorsqu’il est soumis a une
sollicitation de compression. Ce mécanisme d’endommagement est d’autant plus critique
qu’il peut apparaitre des la fabrication d’une pi¢ce mais également lors de son transport, de
I’assemblage de pieces, en service ou lors de la maintenance des structures aéronautiques. Les
causes du délaminage sont séparables en plusieurs catégories [Pagano, N. J., 2003]. Le
délaminage peut alors étre di :

- aux champs de contraintes normales et tangentielles présents au niveau des
sections courbées d’une structure, comme par exemple les parties cylindriques
sphériques, les corniéres, ou encore les conteneurs pressurisés.
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- aux changements de section que 1’on retrouve notamment dans les reprises de plis,
les raidisseurs, les bords libres et les assemblages (collés ou boulonnés).

- aux effets de 'humidité et de la température [Kim, R. Y., 2006], [Pradhan, B.,
2006] entrainant des contraintes résiduelles résultant d’une différence de
contraction entre les plis au cours du procédé¢ de cuisson du stratifié.

- au processus de fabrication du stratifié conduisant parfois a des porosités, des amas
de matrice ou a un rétrécissement de cette derniere lors de la cuisson, apparaissant
alors comme une source de facteurs favorisant le délaminage. La présence de ces
discontinuités locales engendre le développement de champs de contraintes
interlaminaires, méme a partir de sollicitations dans le plan [Masters, J. E., 1993].

- aux effets de bords, c’est-a-dire aux contraintes interlaminaires en bords libres
dues a la discontinuité du comportement mécanique entre deux plis n’ayant pas la
méme orientation [Masters, J. E., 1993].

- aux sollicitations hors-plan dont notamment 1’impact qui est un exemple concret
courant puisque représentatif des chocs en service (oiseaux ou gréle) mais
¢galement lors de la maintenance des structures (chutes d’outils).

Compte-tenu des conséquences catastrophiques du délaminage sur les structures et de
ses multiples causes, il est nécessaire de prendre en compte cet endommagement des la phase
de conception des structures. Les travaux de cette thése se focalisent donc sur la proposition
d’une stratégie de modélisation plus efficace et plus robuste du délaminage et de ses
interactions avec les endommagements intralaminaires dans les stratifiés a matrice organique.
Pour atteindre cet objectif, les points suivants seront abordés :

1. la détermination du modele le plus adapté pour décrire le délaminage dans
une structure complexe, regroupant généralement de nombreux comportements non-
linéaires géométriques ou matériaux.

2. le développement d’une stratégie d’identification du modele qui soit efficace
et robuste. Cette stratégie doit pouvoir prendre en compte les différentes phases du
délaminage mais également les interactions avec les endommagements des plis
adjacents a I’interface délaminée.

3. la proposition d’une stratégie de calcul afin de permettre la modélisation du
délaminage dans une structure composite complexe avec un temps de calcul
raisonnable.

Afin de répondre aux différents points ci-dessus, un état de 1’art sera proposé dans le
chapitre 1. Dans un premier temps, cet état de I’art présentera une critique des essais de
caractérisation de I’amorcage et de la propagation du délaminage. Cette analyse mettra en
avant les besoins actuels pour une meilleure caractérisation du délaminage notamment lors de
sa propagation dans un stratifi¢ multidirectionnel (i.e. un stratifié avec des plis orientés dans
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différentes directions) sous des mixités de mode variables. Dans un second temps, 1’état de
I’art déterminera parmi les différentes approches numériques du délaminage celle qui répond
le plus efficacement a notre cahier des charges: la description de 1’amorcage et de la
propagation du délaminage dans une structure complexe. Dans ce contexte, les modeles de
zone cohésive semblent étre a priori I’approche la plus adaptée.

Chaque approche permettant d’étudier le délaminage possede son propre domaine de
validité, ses avantages mais également ses limites. Le but du chapitre 2 sera de déterminer ces
différents aspects pour les modeles de zone cohésive afin (i) de déterminer les points
essentiels au bon usage de ce type de modele (taille de mailles, rigidité initiale, ...) et (ii) de
définir les améliorations nécessaires pour atteindre une meilleure description du délaminage
dans les stratifiés carbone/époxy.

Ces améliorations feront I’objet du développement d’un nouveau modele de zone
cohésive présenté dans le chapitre 3. La construction de ce modele s’appuiera sur la volonté
de décrire précisément 1’amorgage et la propagation du délaminage, quel que soit le matériau
composite étudié. Afin de répondre a cet objectif, le développement d’un nouveau modele
générique sera proposé, de telle sorte qu’il puisse décrire le délaminage sous une sollicitation
complexe, en prenant en compte le critere d’amorgage et la loi de propagation souhaités. Afin
de Pappliquer sur les stratifiés carbone/époxy, un critére d’amorgage avec un renforcement en
compression/cisaillement sera proposé (a partir des travaux de Charrier [Charrier, J. S., 2010])
et deux critéres de propagation adaptés au carbone/€poxy seront exploités (la détermination
du critére le plus pertinent sera effectuée au chapitre 4 dédié a I’identification). De méme, un
effort sera fourni pour proposer une loi d’interface continue afin de déterminer 1’impact de la
forme de la loi sur les problemes numériques associés a I’'utilisation des modeles de zone
cohésive. Afin de comprendre 1I’importance des choix effectués pour le développement du
nouveau modele, ses avantages ainsi que ses limites seront mis en évidence dans ce chapitre.

L’utilisation d’un modele de zone cohésive lors d’un calcul de structure nécessite son
identification. Comme indiqué précédemment, le nouveau modele s’appuiera sur un critére
d’amorgage et un critére de propagation. L’identification de ce modele reposera donc sur celle
de ces deux critéres. Grace au chapitre 1, les limites des procédures expérimentales de
caractérisation de I’amorgage et de la propagation seront bien identifiées (comme par exemple
le colt associé ou les difficultés de réalisation des essais pour des composites
multidirectionnels). Le chapitre 4 se consacrera a la caractérisation de la propagation du
délaminage. Plus précisément, une procédure d’identification du critére de propagation sera
proposée. Elle s’appuiera sur un nouvel essai dont la mise en ceuvre pratique a été effectuée
dans le cadre de ce travail : 1’essai de traction sur plaque rainurée. Afin de déterminer les
avantages et les limites de cette nouvelle procédure d’identification, cette derniére sera
appliquée sur une interface 0°/90° et sur une interface 0°/45°.
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Comme cela est présenté sur la Figure 1, des endommagements matriciels peuvent étre
créés avant ’apparition du premier délaminage macroscopique. Il semble donc nécessaire de
pouvoir décrire I'interaction entre ces différents types d’endommagement. Pour cela, des
compléments au modele proposé dans le chapitre 3 seront apportés dans le chapitre 5 et la
nécessité de prendre en compte ce couplage inter/intralaminaire sera discutée. De plus, une
procédure d’identification des propriétés de I’interface, en fonction du niveau
d’endommagement intralaminaire du stratifié, sera proposée. Cette procédure s’appuiera de
nouveau sur 1’essai de traction sur plaque rainurée. Une exploitation critique des résultats
expérimentaux sera effectuée afin de déduire I’intérét et les limites de cet essai pour identifier
le couplage inter/intralaminaire.

Pour finir, dans D’objectif de déterminer I’apport de 1’ensemble de la stratégie de
modélisation, le nouveau modele de zone cohésive et la stratégie d’identification associée
seront utilisés sur différents cas structuraux (essai de matage sur assemblage et sur
assemblage pré-serré, traction sur plaque entaillée). Dans le but de réduire les temps de calcul
associés a l’utilisation des mode¢les de zone cohésive dans le code de calcul ZéBuLoN
implicite, et ainsi de pouvoir étudier ces cas structuraux avec un temps de calcul raisonnable,
une stratégie de calcul sera également proposée. Les résultats obtenus pour les différentes
¢tudes permettront de mettre en avant ’apport de ’ensemble de la stratégie de modélisation
mais également ses limites.






Chapitre 1

Bibliographie

Les matériaux composites stratifiés sont considérés comme une solution efficace pour
I’allégement des structures aéronautiques. Toutefois, le manque de confiance dans la
modélisation de ’endommagement de ce type de matériau représente un frein a I’exploitation
des avantages des matériaux composites lors de I’étape de dimensionnement, d’autant plus
lorsque cet endommagement est considéré comme critique par 1’industriel. C’est le cas du
délaminage.

L’objectif de ce chapitre est de déterminer les ingrédients nécessaires a la prédiction
de I’amorcage et a la description de la propagation du délaminage lors d’un calcul de
structures. Pour cela, une premicre partie est dédiée a un bilan critique des essais de
caractérisation de I’amorcage et de la propagation du délaminage. Dans une seconde partie,
les avantages et les limites des mod¢les utilisés classiquement dans la littérature sont analysés
afin de définir I’approche de mod¢lisation la plus adaptée a 1’étude du délaminage.
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Pour pouvoir développer une stratégie de modélisation du délaminage qui soit la plus
complete et répondant au cahier des charges fixé, il est nécessaire d’établir 1’état de 1’art de la
recherche sur la caractérisation et la modélisation du délaminage. C’est le but de ce chapitre
qui décrit les travaux de la littérature liés a (i) la caractérisation et (ii) la modélisation du
délaminage.

Dans un premier temps, les essais de caractérisation de 1’amorcage et de la
propagation du délaminage a une interface entre plis de composites seront présentés pour
différentes sollicitations, balayant ainsi les modes purs de rupture (a savoir le mode I pour le
mode d’ouverture et les modes II et III pour les modes de cisaillement (Figure 2)), et les
modes mixtes (c’est-a-dire les modes pouvant étre vus comme une combinaison de ces modes
purs). Un bilan sera ainsi proposé sur les avantages et les limites des approches
expérimentales les plus utilisées actuellement.

/
e S—
i o —
Mode I Mode II Mode IIT
Amorgage : Z, Amorgage : S5 Amorgage : Sy,
Propagation : Gy¢ Propagation : Gy Propagation : Gy

Figure 2. Description des modes purs de rupture

Dans un deuxieme temps, les approches numériques disponibles dans la littérature
pour décrire les différents aspects du délaminage seront présentées. Le domaine de validité,
les avantages et les inconvénients de chacune de ces approches seront proposés et analysés.
J’essaierai ainsi de déterminer celle qui me semblera la plus adaptée pour 1’étude du
délaminage dans les structures composites complexes.

En conclusion, un bilan de la recherche bibliographique sur les essais de
caractérisation et les approches numériques sera proposé. Ce bilan représentera les bases de ce
travail de recherche sur la modélisation du délaminage dans les structures composites
stratifiées carbone/époxy.
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1 Essais de caractérisation du délaminage

Le mécanisme de délaminage peut étre séparé en deux phases: I’amorcage et la
propagation. L.’amorcage est caractérisé¢ par un phénomeéne dynamique instable conduisant a
la création d’une fissure de longueur finie. Pour des champs de contraintes a 1’interface ne
présentant pas de singularités, cette phase d’amorcage peut étre associée a la résistance
interfaciale caractérisée par : (i) une résistance en traction hors-plan (Z,), (ii) deux résistances
en cisaillement hors-plan (S;; et S»3) et (7ii) un critére de rupture. Notons qu’en présence de
singularités, I’amorgage d’une fissure est piloté a la fois par la résistance et par la ténacité. La
propagation peut étre soit stable soit instable (en fonction de la géométrie ou du chargement
par exemple). Cette phase est caractérisée par une ténacité suivant chacun des modes purs de
rupture (Gyc, Gye et Gyye) et une loi de propagation. Les paragraphes suivants présentent les
essais permettant de caractériser ces deux aspects du délaminage.

1.1 Essais de caractérisation de I’amorcage du délaminage

La description de I’amorcage du délaminage est un aspect primordial pour décrire
I’endommagement des structures composites. Pour caractériser de manicre satisfaisante cet
aspect du délaminage, il est a priori nécessaire d’avoir un essai ayant un champ de contraintes
et de déformations uniformes et minimisant les concentrations de contraintes. De plus, la
propagation du délaminage doit étre de préférence instable apres I’amorgage afin d’augmenter
la précision sur la valeur de la contrainte d’amorcage mesurée. Pour la méme raison, il est
préférable d’éviter la présence d’endommagements dans les plis qui pourraient influencer la
valeur apparente de la résistance. Bien que ces hypothéses soient difficiles a réunir, certains
essais, décrits notamment dans [Mespoulet, S., 1998], [Olsson, R., 2011], présentent un
intérét pour caractériser I’amorgage en traction, en cisaillement et en mode mixte.

1.1.1 Caractérisation de I’amorcage en traction pur

Les essais nommés « Bonded Block Specimen » [Ayache, S. A., 1991] et « Bonded
Waisted Specimen » [Lagace, P. A., 1989] permettent de déterminer les contraintes
d’amorcage en traction hors-plan. Ces deux essais sont des essais de traction sur une
éprouvette constituée de blocs de plis collés aux mors en aluminium et favorisant I’apparition
de la fissure a I’interface entre deux blocs de plis. La Figure 3 et la Figure 4 illustrent les
éprouvettes de ces deux essais.

12
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Mors en :
I Eprouvette
aluminium | | | | |

Figure 3. Eprouvette de l'essai "Bonded Block"

110

Mors en :
. Eprouvette
aluminium | 111 |

Figure 4. Eprouvette de l'essai "Waisted Block"

Ces essais sont des versions améliorées des essais Tabbed Block Specimen [Roy, A.
K., 1994] et Tabbed Waisted Specimen [Ishai, O., 1995] qui engendraient une rupture au
niveau des mors serrés aux extrémités des éprouvettes. Les essais de traction sur Bonded ou
Waisted Block Specimens permettent de caractériser I’amorgage du délaminage en mode pur
de traction hors-plan puisque les effets de flexion des éprouvettes sont rendus négligeables
grace au montage. Néanmoins, pour des raisons pratiques, les éprouvettes doivent étre assez
longues pour permettre la réalisation de 1’essai de traction. Or I’éprouvette est constituée dans
sa longueur d’un empilement de plusieurs plis de méme orientation, conduisant ainsi a des
épaisseurs de stratifiés (i) non représentatives de celles des stratifiés utilisés dans les
structures aéronautiques et (i) pouvant conduire a des cotts et des difficultés de fabrication
trop importants (comme la présence de porosités aux interfaces pour de telles épaisseurs).
Afin de pallier cette limitation, un essai de flexion quatre points sur corniere a €té proposé
[Jackson, W. J.; 1996], puis normé par I’ASTM (norme ASTM D6415 [ASTM, 2006a]).
Comme le montre la Figure 5, I’éprouvette, en appui sur deux rouleaux, est soumise a un essai
de flexion quatre points.
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Figure 5. Montage utilisé a I’Onera pour les essais de flexion quatre points sur corniere
[Charrier, J. S., 2011]

Il a été montré que cet essai génére un champ de contraintes de traction hors-plan
quasiment pur dans le rayon de la cornic¢re. L’identification de la résistance de traction hors-
plan (Z;) se fait alors en calculant, soit par éléments finis, soit par le biais d’une formule
analytique, la contrainte hors-plan au moment de la rupture de 1’éprouvette (caractérisée par
une chute brutale de la force).

1.1.2 Caractérisation de ’amorcage en cisaillement pur

La caractérisation du cisaillement hors-plan pur (S;3 ou S»;) est généralement abordée
par le biais de I’essai losipescu ([Adams, D. O., 2007], [Morton, J., 1992] et la norme ASTM
D-5379 [ASTM, 1993]) qui consiste a exécuter un essai de flexion quatre points asymétrique
sur une éprouvette entaillée grace au montage représenté sur la Figure 6.
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Cale Grip mobile
| \
I \/
L Eprouvette
~— =
Grip fixe Cale

Figure 6. Essai de losipescu selon la norme ASTM D-5379

L’exploitation de cet essai par Morton [Morton, J., 1992] a permis de mettre en
évidence que I’essai de losipescu n’engendre pas une sollicitation pure de I’interface mais un
mode mixte proche du mode pur de cisaillement. De plus, il est nécessaire d’utiliser une
éprouvette d’épaisseur importante ce qui peut conduire a des problémes de représentativité,
comme cela a été évoqué précédemment, du fait de la forte influence des conditions du
procédé de fabrication du matériau sur sa tenue. Bien que cet essai soit régi par une norme,
ces aspects représentent une limitation forte pour la caractérisation de 1’amorgage du
délaminage en cisaillement.

Pour atteindre un cisaillement hors-plan pur, un des essais disponibles est 1’essai
Modified Rail Shear test. Ce dernier utilise une éprouvette en composite plane boulonnée a
des rails en acier chargés en traction afin d’induire un cisaillement dans le stratifié. Cet essai a
¢té proposé initialement pour caractériser les propriétés de cisaillement dans le plan [ASTM,
1983] en utilisant des épaisseurs d’éprouvettes de I’ordre de 76 mm. Afin de pouvoir exploiter
cet essai pour caractériser les résistances interlaminaires de cisaillement, des modifications
ont été proposées par Post [Post, D., 1989], comme notamment (i) remplacer le boulonnage
par le collage des parties composites sur les rails métalliques afin de pouvoir réduire
I’épaisseur du stratifié et (ii) utiliser des éprouvettes cintrées afin de tendre vers un champ de
cisaillement pur. Cependant, cette derniére modification reste difficile a contrdler et ne permet
pas d’assurer un cisaillement pur du matériau. La Figure 7 illustre cet essai dans le cadre de
I’étude de ’amorgage en cisaillement pur.
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v :

Specimen I Specimen 1
1
/“" Specimen dimensions /
[=38.1 mm
[902/0]a™ | T=7.6 mm [902/0]a™ |
L W (out-of-plane)=3.8 mm L
T — -— oo T — -—
Rail width=12,7 mm
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Specimen IT Specimen IT
b.
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Figure 7. Modified Rail Shear test selon les modifications proposées par Post [Post, D.,
1989] avec (a.) une éprouvette classique et (b.) une éprouvette cintrée

Plus simple a mettre en ceuvre, I’essai Short Beam Shear (SBS) est également utilisé
pour caractériser la résistance en cisaillement pur. Le principe réside dans un essai de flexion
trois points avec une longueur faible entre les appuis devant I’épaisseur du stratifié (ASTM
D2344 [ASTM, 2006b]) dont le sens des fibres est perpendiculaire a I’effort appliqué. La
Figure 8 illustre le montage de ’essai.
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Figure 8. Montage utilisé a I’Onera pour les essais Short Beam Shear [Charrier, J. S., 2011]

L’essai SBS a I’avantage de permettre I’identification de la résistance de cisaillement
hors-plan par une fonction analytique. Cependant, cette dernieére est basée sur I’hypothése
d’une distribution uniforme du champ des contraintes afin d’utiliser la théorie classique des
poutres et qui n’est valable que pour les matériaux isotropes. On peut néanmoins souligner
que les valeurs de la contrainte de cisaillement hors-plan obtenues a I’aide de cette formule
analytique et celles obtenues par éléments finis sont assez proches.

1.1.3 Caractérisation de ’amorcage en mode mixte

La caractérisation des contraintes interlaminaires d’une interface soumise a un
chargement complexe est une tdche difficile mais primordiale pour la prédiction de
I’apparition du délaminage. En effet, c’est la seule voie possible pour valider un critére de
rupture identifié¢ a partir des résistances hors-plan en mode pur. Pour cela, un des essais le
plus adapté est 1’essai Arcan [Arcan, L., 1987], [Cognard, J. Y., 2006]. Cet essai permet
d’étudier la contrainte a rupture d’une interface (interface entre deux plis ou collage) sous
différents types de chargement (traction/cisaillement et compression/cisaillement). Afin de
pouvoir assurer ce type de chargement, un montage spécifique est nécessaire (Figure 9).
Grace au support permettant d’installer 1’éprouvette avec un angle € par rapport a la direction
du chargement, il est possible de caractériser les contraintes interlaminaires de I’interface
composite/composite ou méme composite/colle. Néanmoins, la réalisation de cet essai
nécessite une procédure expérimentale assez fine (montage de 1’éprouvette, forme des
supports, préparation des surfaces, ...). Cognard et al. [Cognard, J. Y., 2006] ont ainsi montré
que pour une exploitation conduisant a des valeurs peu dispersées des résistances, il est
nécessaire par exemple d’utiliser la corrélation d’images pour déterminer finement I’instant de
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rupture et d’assurer une forme des supports adaptée pour limiter les effets de bords. De plus,
I’éprouvette étant collée au montage métallique, il est nécessaire de disposer d’une colle plus
résistante que I’interface a traiter, ce qui peut s’avérer difficile pour les matériaux composites
nouvelle génération dont les résistances hors-plan sont tres élevées.

1 - support of the Arcan fixture
2 - bonded specimen
3 - clamping system
4 - support of the clamping system

Figure 9. Essai Arcan selon les travaux de Cognard et al. [Cognard, J. Y., 20006]: (a)
montage de l'essai ; (b) zoom sur le montage de l'éprouvette

Dans le but de réduire les difficultés d’identification de 1’essai Arcan, Charrier
[Charrier, J. S., 2011] a proposé dans sa these I’exploitation d’essais de pliage et de dépliage
de cornicre. Ces essais, effectués sur des stratifiés unidirectionnels pour le plan (o33, 7;3) et sur
des stratifiés avec différents empilements pour le plan (o33, 723), permettent d’étudier plusieurs
mixités de mode en faisant varier la longueur du bras inférieur et du bras supérieur. La Figure
10 illustre le montage de 1’essai et le chargement appliqué a la corniére.
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Figure 10. Essai de pliage (dépliage) de corniere a l’Onera. (a.) lllustration du montage de
l'essai; (b.) zoom sur l'éprouvette et illustration du chargement (dépliage)

\

Cette procédure d’essai, plus simple a mettre en ceuvre et plus représentative des
structures aéronautiques, notamment de cornieres présentes dans le caisson central, a permis
de déterminer les résistances interlaminaires sous des chargements complexes de
traction/cisaillement et de compression/cisaillement. Ces essais montrent un renforcement de
la résistance de cisaillement hors-plan sous des chargements en compression hors-plan.

1.1.4 Caractérisation de IP’amorcage en présence d’endommagement
intralaminaire

Comme le montre 1’état de 1’art présenté dans les sections précédentes, la
caractérisation de I’amorcage du délaminage dans un stratifié sain peut s’effectuer par le biais
de différents essais. Cependant, I’apparition de 1’amorcage peut également apparaitre en
présence d’endommagement intralaminaire. C’est pourquoi la caractérisation de Ia
dégradation des propriétés de 1’interface en fonction de 1I’endommagement intralaminaire
apparait comme un enjeu primordial pour la prédiction et la description du délaminage.
Néanmoins, il n’existe pas, a notre connaissance, d’essais simples permettant une telle
caractérisation. Notons toutefois qu’il a récemment été montré par Charrier [Charrier, J. S.,
2011] que ’exploitation d’essais de dépliage sur cornieres stratifiées pourrait permettre une
identification de ce couplage.

1.2 Essais de caractérisation de la propagation du délaminage

La caractérisation de la propagation du délaminage peut étre réalisée aux travers de
nombreux essais développés ces dernieres années. Ces essais ont pour objectif de déterminer
la ténacité¢ G¢ d’une interface, i.e. le taux de restitution d’énergie critique provoquant la
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propagation de la fissure du délaminage. Cette caractérisation doit s’effectuer pour différents
modes purs de rupture ainsi que pour les modes mixtes. Les sections suivantes résument les
travaux expérimentaux présentés dans la littérature.

1.2.1 Caractérisation de la propagation en mode I pur

Pour déterminer la ténacité en mode I (Gyc), ¢’est-a-dire en mode d’ouverture, 1’essai
DCB (Double Cantilever Beam) est le plus couramment utilisé [Brunner, A. J., 2001],
[NASA, 1982]. Ce dernier correspond a un essai de traction sur deux bras d’une éprouvette
symétrique pré-fissurée (Figure 11 et Figure 12). Cette pré-fissure, nécessaire pour amorcer le
délaminage dans des conditions stables, est effectuée via un insert non-adhésif (téflon) d’une
épaisseur moyenne de 20 pm conformément a la norme ASTM [ASTM, 1994]. D’apres la
norme, les essais sont en général réalisés sur des stratifiés unidirectionnels a 0°.

Figure 11. Montage de l'essai DCB [Hautier, M., 2010]

Le protocole expérimental de cet essai, décrit dans [Blackman, B. R. K., 2001] d’aprées
la norme ISO 15024, permet de définir la ténacité de 1’interface mais également la courbe de
résistance, dit également courbe R. Il est couramment postulé que la valeur de la ténacité Gy
correspond a la phase de réamorgage de la fissure. En effet, la suite de 1’essai est perturbée par
la présence de pontages de fibres engendrant une augmentation de la valeur de la ténacité avec
celle de la longueur de la fissure. Afin d’identifier la ténacité lors de cet essai, le saut de
déplacement 0 entre les deux bras de I’éprouvette est mesuré ainsi que la longueur de fissure
et la force appliquée.
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2h

SN/

Figure 12. Représentation schématique de l'essai DCB

Plusieurs méthodes permettent de définir I’instant d’amorgage de la fissure (Figure

13). La premic¢re méthode consiste a déterminer la premicre non-linéarité de la courbe

Jforce/déplacement. La deuxiéme méthode réside dans la définition du déplacement pour

lequel la propagation de la fissure a été observée expérimentalement. La derniere méthode

consiste a détecter une augmentation de la complaisance de 5% ou la force maximale.

¢,

Co+5%
/ ’ _ MAX/5%

/;-f\\

®
®

Load, P
Load, P

Tmtiation Values

Propagation Values (PROP)

Displacement, & Displacement, &

Figure 13. Courbes schématiques d'un essai DCB [Blackman, B. R. K., 2001]

Afin d’évaluer la ténacité par 1’essai DCB, des formules issues de la mécanique

¢lastique linéaire de la rupture sont utilisées [Irwin, G. R., 1958] :
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Pt dC

Sl Gl Eq. L 1.1
2b da

IC

ou Pc est la charge critique permettant la propagation de la fissure, C la complaisance, b la
largeur de I’éprouvette et a la longueur de la fissure.

La théorie classique des poutres permet d’exprimer la complaisance en fonction de la
longueur de fissure et des parametres matériaux :
3
2a0 0
C —

— -7 Eq. 1. 1.2
3EJ P

avec E le module d’Young longitudinal, ¢ le déplacement entre les deux bras de I’éprouvette
(voir Figure 12) et J le moment quadratique de la section donnée par :

3
g Eq. 113
12
Le taux de restitution d’énergie critique peut finalement s’écrire :
36.P,
G . =2cc Eq.1. 1.4
IC 2ba q

ou d¢ correspond au déplacement pour lequel la force critique Pc est atteinte. Cette équation
souligne que I’évaluation de la longueur de fissure est critique pour déterminer précisément la
valeur de la ténacité Gyc. Or, une des difficultés liées aux essais de la mécanique de la rupture
réside dans la précision de la mesure de cette longueur. Cette difficulté est renforcée par le
protocole expérimental classique qui demande d’effectuer une décharge de 1’éprouvette,
rendant ainsi difficile la visibilité de la fissure. Néanmoins, des solutions sont proposées dans
la littérature pour pallier ce probléme. La méthode de 1’effective crack method (ECM) ,
proposée par Morais et al. [de Morais, A. B., 2007] consiste par exemple a calculer la
longueur effective de la fissure a,, a partir de la complaisance C mesurée expérimentalement,
par I’équation :

1/3

E bC

aezﬁ S Eq.L 1.5
2l N

avec Erle module de flexion de la poutre, b la largeur de I’éprouvette, 4 1’épaisseur du bras et
N un facteur de correction.
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Si I’essai DCB représente dans la littérature le moyen le plus adapté pour déterminer la
ténacité du mode I pur d’une interface 0°/0° d’un stratifié carbone/époxy, la présence de ponts
de fibres lors de la propagation représente un inconvénient majeur pour la détermination de
Gjc. C’est pourquoi, seules les premiéres valeurs de 1’essai sont exploitées car 1’effet de la
courbe R peut étre alors considéré comme négligeable. Notons de plus que, méme si cet essai
est normalisé, I’analyse des résultats expérimentaux fait intervenir un nombre important de
parametres qui ne sont pas toujours aisés a identifier et sur lesquels I’incertitude peut étre
assez forte. Ces incertitudes, si elles sont prises en compte dans 1’analyse (ce qui est rarement
le cas), induisent une dispersion supplémentaire importante.

1.2.2 Caractérisation de la propagation en mode II pur

Pour déterminer la ténacité en mode II pur (Gyc), c’est-a-dire en mode de cisaillement
pur, I’essai ENF (End-Notched Flexure) et I’essai 4ENF (Four point End-Notched Flexure)
[Martin, R. H., 1999] sont classiquement utilisés (Figure 14). En réalité, le mode II pur ne
peut pas étre caractérisé car la propagation du délaminage se produit nécessairement avec une
certaine proportion de mode I. Néanmoins, I’essai ENF et I’essai 4ENF permettent de se
rapprocher tres fortement du mode II pur.

Figure 14. Montage de l'essai ENF utilisé a |’Onera avec le dispositif de prises d’images
[Hautier, M., 2010]

Le principe de ces deux essais est d’imposer une flexion sur une éprouvette pré-
entaillée afin de faire propager un délaminage par cisaillement de I’interface. La Figure 15
illustre le principe de ces deux essais.
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Figure 15. Représentation schématique de l'essai ENF (a) et de l'essai 4ENF (b)

Pour I’essai ENF, la ténacité Gyc peut étre calculée a partir de [de Morais, A. B.,
2007]:

2 2
9Pca;_3enr

Eq.L 1.6
1662 ;1 1

GHC -3ENF —

avec a. la longueur efficace de la fissure calculée par [de Moura, M. F. S. F., 2008]:

8E bh>C , —21L°
/ /
Ay 3ENF :i/ 3 Eq. L. 1.7

ou L est la demie longueur de I’éprouvette et Cr est la complaisance de flexion apparente
calculée par :

3L
Cf—SENF =Cipyr _w Eq.1. 1.8

Csenr est la complaisance de 1’essai ENF définie par :

2L +3(a+A,) L 3L

Coop = Eq. L 1.
SENE 8E,bh’ 10G, bh q-1.1.9

Ef
A, ~h |— Eq. 1 1.10
72G,

~

Pour I’essai 4ENF, la ténacité Gyc est définie par [de Morais, A. B., 2007]:
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9PA(L—-L;/2)?
16b%E

Grc_agNF = Eq. L 1.11

ou L; est la longueur entre les deux rouleaux supérieurs du montage de I’essai 4ENF. Ici, le
calcul de la ténacité ne prend pas en compte la mesure effective de la longueur de la fissure.

Méme si ces deux essais permettent de déterminer une ténacité proche du mode II pur,
I’essai 4ENF est généralement utilisé car il propose une propagation stable de la fissure. Au
contraire, I’essai ENF impose, théoriquement, que la condition de I’Eq. I. 1.12 soit vérifiée
pour obtenir une propagation stable de la fissure [Carlsson, L. A., 1986], [Davies, P., 2005].
Toutefois, dans la pratique, la propagation est presque toujours instable lors de I’essai ENF.

9>0.7 Eq.L 1.12
L

Bien que ces deux essais permettent de définir la ténacité Gy, les résultats, illustrés
sur la Figure 16 d’apres les travaux de Morais et al. [de Morais, A. B., 2007], montrent une
grande disparité entre les résultats obtenus a 1’aide de ces deux essais suivant le protocole
expérimental retenu.

Gy (J/m?)
1200 -

o I

800 - I J.E O INI-NC

G000 - INI-EC
B FROP

200 -

EMF-s55 EMNF-l 4ENF
Test

Figure 16. Présentation des valeurs de la ténacité Gy, identifiées par l'essai ENF (sur
plaque courte (ss) et sur plaque longue (Is)) et l'essai 4ENF, a [’amor¢age avec la longueur
de fissure nominale (NC), la longueur de fissure effective (EC) et a la propagation (PROP)
[de Morais, A. B., 2007]
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Aussi, afin de comprendre pourquoi la valeur de la ténacité¢ dépend de I’essai utilisé,
de nombreuses études ont été réalisées. Ces analyses ont notamment permis d’estimer
I’importance de certains parametres comme par exemple la friction des rouleaux [Davidson,
B. D., 2005], [Kageyama, K., 1999], [Sun, X., 2006] ou encore la flexion de la plaque
[Arrese, A., 2008], [Sun, X., 2006] sur la caractérisation de la ténacité. Par ailleurs, une étude
de Schuecker et Davidson [Schuecker, C., 2000] a permis de démontrer que la valeur mesurée
de la ténacité Gy est indépendante de 1’essai retenu a la condition d’étre extrémement précis
sur la mesure de la longueur de la fissure et de la complaisance de 1’éprouvette. Notons enfin
que ces essais conduisent a des résultats classiquement trés dispersés. La remarque faite
précédemment avec 1’essai DCB sur I’influence de la prise en compte des incertitudes des
parametres sur la valeur de Gyc est également valable ici et induit une dispersion encore plus
élevée.

1.2.3 Caractérisation de la propagation en mode III pur

A notre connaissance, il n’existe que peu d’essais pour 1’identification du taux de
restitution d’énergie critique en mode III [Becht, G., 1988], [Donaldson, S. L., 1988]. De plus,
aucun essai n’est encore actuellement normalisé. L’essai ECT (Edge Crack Torsion) [Lee, S.
M., 1993], [Marat-Mendes, R., 2009] permet de faire propager une fissure sous une
sollicitation de cisaillement engendrée grace a la torsion de [’éprouvette. Pour cela, le
montage représenté sur la Figure 17 est utilisé. Bien que cet essai permette de déterminer la
ténacité Gy, 1l est classiquement supposé dans la littérature que les paramétres relatifs au
mode III de rupture sont similaires a ceux associés au mode II. Les études trouvées dans la
littérature semblent cependant montrer que la valeur Gyyc est supérieure a la valeur G
L’hypothese d’égalité entre les ténacités des modes II et III est généralement faite car (i) cela
conduit a des résultats conservatifs (en imposant Gy;c=Gye) et (ii) ’essai ECT n’est pas
suffisamment développé pour étre exploité de facon robuste. Dans la suite de ce travalil,
I’ensemble des développements seront effectués en conservant la possibilité de différencier
les modes de cisaillement II et III.
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Figure 17. Montage de l'essai ECT [de Morais, A. B., 2009]

1.2.4 Caractérisation de la propagation en mode mixte I/I1

Méme si la caractérisation de la propagation du délaminage en mode pur est une
source de recherche importante, ces caractérisations ne reflétent que rarement les sollicitations
conduisant a des délaminages dans les structures aéronautiques en condition réelle. En effet,
la nature des sollicitations est généralement complexe et correspond a une combinaison de ces
différents modes purs.

C’est pourquoi de nombreuses études ont permis de développer des essais permettant
de caractériser la propagation du délaminage en mode mixte I/Il (combinaison du mode
d’ouverture et du mode de cisaillement). Concernant les mixités de mode I/IIT et II/III, des
essais ont été proposés mais ils restent encore délicats a mettre en place et ne permettent pas
d’étudier I’ensemble des mixités de mode [de Morais, A. B., 2008], [Pereira, A. B., 2009]. De
plus, le mode III étant considéré comme le moins critique, peu d’efforts ont été fournis pour
développer des essais permettant de relier ce mode de rupture aux modes I et II.

Parmi les essais permettant 1’étude de la mixité de mode I/Il, ’essai MMF, Mixed-
Mode Flexure [Russell, A. J., 1985], permet d’étudier la propagation du délaminage pour une
proportion de mode mixte fixé (environ 42% de mode II) a partir d’une éprouvette plane
entaillée soumise a un essai de traction sur le bras supérieur de I’éprouvette (Figure 18 et
Figure 19). Cet essai est également appelé dans la littérature 1’essai FRMM pour Fixed Ratio
Mixed Mode. La condition de stabilité de la propagation impose que le rapport (a/L) soit
supérieur a 0,41.
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Figure 19. Montage de l'essai MMF [Prombut, P., 2007]

Un autre essai permettant d’étudier la propagation de la fissure avec une mixité de
mode proche du mode II (80% de mode II) est I’essai CLS (Crack Lap Shear) [Lévéque, D.,
1998], [Rankumar, R. L., 1985], [Russell, A. J., 1985], [Whitney, J. M., 1989] dont le
principe est d’effectuer un essai de traction sur une éprouvette dont I’un des bras est entaillé,
comme le montre la Figure 20. Notons que la propagation du délaminage, pour cette
géométrie, est théoriquement stable. Néanmoins, Lévéque indique [Lévéque, D., 1998] qu’en
pratique, la fissure progresse de maniere brutale sur une grande partie de I’éprouvette. Ce
phénomeéne est un obstacle a la détermination de la ténacité et ne permet que peu de points de
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mesure avant que les deux bras de 1’éprouvette ne soient séparés. Le taux de restitution
d’énergie critique est défini pour cet essai par la formule :

P2
GC = ¢

= Eq. L. 1.13
4Eb*h

avec E le module équivalent du stratifié. Pour finir, on peut noter que cet essai est peu utilisé
en pratique du fait de la propagation semi-instable du délaminage.

1

Figure 20. Représentation schématique de l'essai CLS

Un inconvénient des essais présentés ci-dessus réside dans I’incapacité d’étudier
plusieurs mixités de mode avec le méme essai. C’est pourquoi I’essai MMB, Mixed-Mode
Bending, est de plus en plus utilisé dans la littérature pour étudier la propagation du
délaminage. Cet essai, proposé en 1988 par Crews [Crews, J. H., 1988], permet d’étudier
plusieurs mixités de mode comprises entre le mode I et le mode II grice au montage
spécifique de cet essai qui permet de modifier la distance entre I’effort imposé et le centre de
I’éprouvette (correspondant a la distance c sur la Figure 21).

a C )
] ] |6P
|
© &,
2h
= .
S L II.- 4, -

Figure 21. Principe de l'essai MMB

L’essai MMB, normalisé par I’ASTM (norme D6671/D6671M-06 [ASTM, 2001]), est
le plus répandu pour 1’étude du délaminage en mode mixte I/II car il présente 1’avantage de
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proposer une large plage de mixités de mode tout en conservant une géométrie simple de
I’éprouvette.

1.2.5 Problématiques des essais de caractérisation de la propagation du
délaminage des stratifiés composites multidirectionnels

Comme les sections suivantes ont permis de le montrer, différents essais permettent de
caractériser la propagation du délaminage sous de nombreuses sollicitations. L’essai DCB et
I’essai ENF permettent de déterminer les ténacités en mode pur I et II tandis que I’essai MMB
est généralement utilisé pour identifier le taux de restitution d’énergie des modes mixtes I/II.

Néanmoins, 1’ensemble de ces essais a ¢été développé pour les stratifiés
unidirectionnels 0°. Or, dans les situations structurales, le délaminage apparait le plus souvent
entre deux plis n’ayant pas la méme orientation. C’est pourquoi des études ont été effectuées a
partir des essais classiques pour caractériser les interfaces multidirectionnelles (MD).
Cependant, certains essais ne permettaient pas de favoriser la propagation du délaminage a
I’interface MD. Pour cela, les essais DCB et MMF ont été modifiés par certains auteurs
[Kinloch, A. J., 1993], [Mangalgiri, P. D., 1986] qui ont proposé d’exploiter ces essais avec
des éprouvettes antisymétriques (essais ADCB et AMMEF). Les conclusions des études
menées sont contradictoires.

Certaines études ont démontré que la ténacité de ces interfaces dépend fortement de
’orientation des plis adjacents a I’interface et de la direction de propagation par rapport a ces
plis. Ainsi, on peut trouver dans la littérature que la ténacité d’une interface 0°/0° est
inférieure a celle d’une interface 0°/68° ou encore —0°/+0° [Allix, O., 1998], [Lévéque, D.,
1998], [Prombut, P., 2007], [Robinson, P., 1992], [Tao, J., 1998]. Cependant, certaines études
ont montré au contraire que la ténacité de I'interface 0°/0° est la plus forte [Polaha, J. J.,
1996].

D’autre part, d’autres recherches ont permis de conclure que la valeur du taux de
restitution d’énergie critique est indépendante de 1’orientation des plis adjacents a I’interface,
comme les études de Morais et Pereira sur des stratifiés verre/époxy et carbone/époxy [de
Morais, A. B., 2006], [Pereira, A. B., 2006], [Pereira, A. B., 2008]. D’autres études ont
¢galement permis de conclure que la ténacité est indépendante de 1’orientation des plis
adjacents a I’interface a partir du moment ou I’interface est différente d’une interface 0°/0°
[Ladeveze, P., 1998]. Les études d’Andersons [Andersons, J., 2004] sur le délaminage en
mode II ont permis d’en déduire (i) que lorsque la ténacité est forte, elle est alors
indépendante de I’orientation des plis et (ii) que, pour les composites a matrice fragile, la
ténacit¢ augmente fortement lorsque I’angle 6 augmente (pour des interfaces 0°/6° et —
0°/+6°).

Les deux types de conclusions des différentes études trouvées dans la littérature sont
contradictoires. Plusieurs causes expliquent ces différences de résultats. Tout d’abord,
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pendant la propagation du délaminage dans les stratifiés MD, des pontages de fibres ou
encore des bifurcations de la fissure entre deux interfaces peuvent apparaitre. Comme 1’état de
I’art sur 1’essai DCB le montre, le pontage de fibres augmente fortement la ténacité de
I’interface puisque qu’il est nécessaire d’avoir suffisamment d’énergie pour faire propager la
fissure et casser les fibres du pontage. Quant aux bifurcations, elles correspondent a un
endommagement des plis qui s’ajoute a I’endommagement de I’interface. Le taux de
restitution d’énergie critique identifié¢ pour une interface MD peut donc étre en réalité associé
a plusieurs types d’endommagement. Un enjeu pour 1’étude des interfaces MD réside donc
dans la mise en place d’essais permettant d’éviter les pontages de fibres et les bifurcations de
la fissure, et donc d’identifier la valeur intrinseque de la ténacité de 1’interface.

1.2.6 Caractérisation de la propagation en présence d’endommagement
intralaminaire

Tout comme I’amorcage, caractériser la propagation du délaminage en présence
d’endommagement intralaminaire est un enjeu primordial pour décrire ce mécanisme
d’endommagement dans les structures composites complexes. Dans la littérature, les travaux
expérimentaux sur la caractérisation du couplage inter/intralaminaire sont pourtant rares
tandis que I’on retrouve aisément des ¢tudes sur les endommagements intralaminaires et les
délaminages induits par ces derniers, comme par exemple dans [Blazquez, A., 2009],
[Salpekar, S. A., 1991]. On peut néanmoins trouver certains travaux [Lagace, P. A., 1986],
[Wisnom, M. R., 2009] qui montrent par des essais de traction sur plaques trouées que la
rupture de I’éprouvette est dominée par un endommagement des fibres pour des diameétres du
trou importants tandis qu’elle est engendrée par un endommagement matriciel couplé a du
délaminage lorsque le diametre du trou devient petit. De méme, I’augmentation de 1’épaisseur
de bloc de plis favorise la rupture par délaminage [Vaidya, R. S., 1998]. Ces travaux laissent
donc penser qu’il existe une interaction forte entre les endommagements intralaminaires et le
délaminage en fonction des dimensions de la plaque trouée. D’ailleurs, les travaux de Green
et al. [Green, B. G., 2007] démontrent clairement cette interaction grace a des essais sur des
plaques trouées a partir de stratifiés quasi-isotropes [454/904/-454/04]s de carbone/époxy
IM7/8552. En effet, les observations effectuées sur ces plaques, aprés des essais complets ou
interrompus, ont permis de décrire le scénario d’endommagement. Tout d’abord, la rupture
s’amorce dans les plis a 45° avec la présence de fissures transverses. Puis ces derniéres créent
un délaminage a I’interface 45°/90° qui s’amorce tout d’abord prés du trou puis pres du bord
de plaque. Ensuite, les deux délaminages se propagent I'un vers I’autre. Et pour finir, une
fissure transverse se propage dans le pli a 90° puis dans le pli a -45°, engendrant 1’amorgage
du délaminage aux interfaces 90°/-45° et -45°/0°. Grace a ces ¢tudes, I’existence du couplage
inter/intralaminaire apparait évident. Néanmoins, ils ne permettent pas de le caractériser. A
notre connaissance, seul I’essai de traction sur plaque rainurée proposé par Huchette et al.
[Huchette, C., 2008] semble prometteur pour caractériser I’influence de 1’endommagement
intralaminaire sur la propagation du délaminage.
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2 Approches numériques pour la modélisation du délaminage

La prédiction de 1’amorgage et de la propagation du délaminage représente un atout
majeur pour la description de la tenue structurale. Pour cela, différentes approches ont été
développées ces dernieéres années: (i) les critéres d’amorgage permettant de prédire la
création d’une fissure, (ii) la mécanique élastique linéaire de la rupture décrivant la
propagation du délaminage, (iii) les bi-critéres, combinaison des deux premieres approches,
pour une meilleure détermination de I’amorgage et de la longueur de fissure associée et (iv)
les modeles de zone cohésive, basées sur la mécanique de I’endommagement, capables de
décrire I’amorcage et la propagation du délaminage. Le principe, les avantages et les
limitations de ces différentes approches sont décrites dans les paragraphes suivants.

2.1 Critéres d’amorcage

Depuis 30 ans, de nombreuses études se sont intéressées a I’amorgage du délaminage
et ont notamment conduit a la prédiction de ce mécanisme a 1’aide de critéres formulés en
contrainte ou en déformation. Le principe des criteres de rupture réside dans la détermination
du champ de contraintes/déformations nécessaires pour créer une fissure. Cette approche a
I’avantage d’étre rapide, simple a mettre en ceuvre et facile a utiliser (généralement en post
traitement d’un calcul). C’est pourquoi, ce type d’approche est fortement utilisé par les
industriels méme s’ils sont limités a I’amorcage du délaminage.

Parmi les criteres les plus utilisés [Orifici, A. C., 2008], on retrouve la contrainte
maximale, qui consiste a comparer le champ de contraintes aux contraintes interlaminaires
maximales :

033 ZZ,,TI?, 2S13,T23 2S23 Eq I.2.1

ou Z; est la résistance interlaminaire relative au mode I, S;; celle relative au mode 1I et Sy;
celle associée au mode III. Ce critére ne prend pas en compte les couplages entre les différents
modes de rupture. C’est pourquoi d’autres critéres semblent plus adaptés comme le critére
quadratique proposé par Hashin (Eq. I. 2.2) [Hashin, Z., 1980] ou son extension proposé par
Brewer (Eq. 1. 2.3) [Brewer, J. C., 1988], qui prend en compte la différence possible entre la
contrainte hors-plan en traction pure et en compression pure.

2 2 2
(@J +[Ti) +(Tﬁj >1 Eq. 122
Z, Si3 Sy
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Z, Zc Si3 S

2 2
(033). +<033>_ +{T13]2+(723J221 Eq.1.2.3

ou Zc est la résistance interlaminaire en compression. En réalité, I’amor¢age ne pouvant pas
apparaitre en compression pure, ce paramétre correspond a la rupture de plis lors d’un essai de
compression sur plaque plane épaisse.

Dans I’objectif de prédire au mieux 1’amorgage du délaminage, un renforcement de la
tenue de I’interface en compression/cisaillement semble nécessaire. Les essais de pliage et de
dépliage sur corniere, présentés dans la premicre partie de ce chapitre, ont confirmé la
nécessité de prendre en compte cet aspect. En ce sens, un critere a été proposé par Charrier et
al. [Charrier, J. S., 2010]. Ce dernier utilise un parametre p (correspondant en pratique a
I’inverse de la résistance en compression pure Z¢) afin d’obtenir la forme permettant de
traduire le renforcement souhaité :

2 2
<O'33>+ N <033>_ +[ 713 jz J{ 723 jz >1 Eq. 1. 2.4
Z; Zc Si3(1—=pos3) Sy(1-pos3)

La Figure 22 illustre I’ensemble de ces criteres dans le plan (o33, 773).
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Figure 22. Présentation de différents criteres de rupture

Bien que cette approche soit efficace pour décrire I’amorcage du délaminage, elle ne
permet pas de décrire la propagation de la fissure aprés amorcage. De plus, afin d’utiliser ces
critéres au voisinage d’un point ou le champ de contraintes est singulier, il est nécessaire de le
calculer en introduisant une « longueur interne ». Des méthodes comme le « Point stress »
[Whitney, J. M., 1974] par exemple, sont utilisées afin de définir ’amorgage en fond

d’entaille par :

c(0,dc)>o0(¢ Eq.1. 2.5

avec dc la longueur interne imposée. C’est notamment ce type d’approche qui a été utilisé
dans [Lagunegrand, L., 2004] pour 1’étude du délaminage dii aux effets de bord. Les auteurs
ont ainsi démontré qu’il n’était pas possible de décrire I’ensemble des cas expérimentaux
(différentes épaisseurs, différentes orientations entre les plis) avec une seule distance critique.
Notre objectif étant de décrire 1’amorgage et la propagation en général, nous ne nous
intéresserons plus par la suite a ce type d’approche.

2.2 La mécanique élastique linéaire de la rupture

La description de la propagation d’une fissure peut s’effectuer a 1’aide des approches
basées sur la mécanique élastique linéaire de la rupture. Ces dernieres permettent de calculer
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le taux de restitution d’énergie G en pointe de fissure. La propagation est par la suite assurée
lorsque cette énergie devient supérieure au taux de restitution d’énergie critique de 1’interface
Gc [Griffith, A. A., 1921].

La condition de propagation se résume donc par :

La propagation de la fissure peut s’effectuer de maniere stable ou instable. La
condition de stabilité, a déplacement imposé, s’exprime par I’équation :

oa

avec a la longueur de la fissure.

Ainsi, pour une ténacité connue G¢ de Dinterface, il est possible de décrire la
propagation du délaminage. D’un point de vue pratique, il est donc nécessaire (i) de calculer
le taux de restitution d’énergie, (ii) de calculer la mixité de mode et (7ii) de connaitre la
ténacité en fonction de la mixité. Pour modéliser la propagation de la fissure par éléments
finis, plusieurs outils ont été¢ développés dont notamment le VCCT, Virtual Crack Closure
Technique, par Rybicki et Kanninen [Rybicki, E. F., 1977], et le VCE, Virtual Crack
Extension. Le VCCT est la méthode qui semble la plus utilisée dans la littérature. Les travaux
de Krueger [Krueger, R., 2002] expliquent de manicre précise le principe de cette méthode.

Le VCCT s’appuie sur I’hypothése d’Irwin [Irwin, G. R., 1958] selon laquelle
I’énergie AE° nécessaire pour ouvrir une fissure d’une longueur a a une longueur a+4a est
identique a 1’énergie pour refermer cette fissure d’une longueur 4a. La relation permettant de
calculer D’énergie nécessaire pour refermer la fissure d’une longueur Aa pour une
modélisation 2D avec des éléments quadrangles linéaires est :

AE® = %(Xn.Aum +Z, Aw,) Eq.1.2.8

ou X, (resp. Z,) est la force de réaction en mode I (resp. en mode II) au point # et Au,, (resp.
Awy,) est le saut de déplacement entre les nceuds m et m™ en mode I (resp. en mode II) comme
le montre la Figure 23.

Une autre approche, appelée Modified Virtual Crack Closure Technique (MVCCT),
existe dans la littérature. Cette méthode permet de calculer le taux de restitution d’énergie et
la mixité de mode, pour une longueur de fissure donnée, en un seul calcul. Les efforts et les
déplacements nécessaires pour calculer le taux de restitution d’énergie en pointe de fissure
sont récupérés au point n pour les efforts et aux points m et m* pour les déplacements (Figure
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23), contrairement a la méthode VCCT classique qui récupere ces deux données au point »
par deux calculs successifs. Notons que pour utiliser la méthode MVCCT, il est supposé que
la propagation de la fissure ne subit pas une grande perturbation entre deux états propagés
(c’est-a-dire que la fissure conserve une géométrie quasiment identique lors de la propagation
d’une longueur a a une longueur a+4a).

a Aa Aa
W
y, m Zn
Wa: —x | o
u,.|m
m
ZwWZ
x,u X

Figure 23. Principe de la méthode VCCT

Le taux de restitution d’énergie G est calculé ensuite par G=AE*/AA ou AA est la
surface refermée lors du calcul. De plus, il est possible de décomposer 1’énergie totale en
pointe de fissure selon les modes de rupture (Eq. I. 2.9) afin de déterminer la mixité de mode
(Eq. 1. 2.10) :

Gy Gy
s O = Eq I.2.10
Gr+Gy+Gyy

NG G, 1+ G
I 17 17

ou Gy (resp. Gy et Gyy) est la part de 1’énergie G liée au mode I (resp. au mode II et mode III)
et ay (resp. ayy) est la mixité de mode définie par 1’énergie en mode II (resp. en mode III) sur
I’énergie totale.

Lorsque le taux de restitution d’énergie G atteint le seuil critique G, la propagation du
délaminage est alors possible mais nécessite généralement un processus de remaillage en
pointe de fissure. La derni¢re étape consiste a calculer la valeur de la ténacité pour la mixité
de mode vue par le front de fissure. Un critére de propagation, identifi¢ par les différents
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essais issus de la mécanique de la rupture (paragraphe 1.2), est alors utilisé. Afin d’ajuster au
mieux les résultats expérimentaux obtenus, plusieurs critéres de propagation ont été proposés.
Parmi les criteres les plus utilisés dans la littérature pour les stratifiés carbone/époxy, on
retrouve notamment le critere Power law [Whitcomb, J. D., 1984] dont la forme générale est :

m n p
(_Gl ) +( G J +( Gl”] >1 Eq.12.11
GIC GHC G]HC

ou m, n et p sont des parametres permettant d’ajuster les points expérimentaux. Ce critere

permet de retrouver les critéres classiques : le critere linéaire (m=n=p=1) et le critere
quadratique (m=n=p=2) :

G G G
( 1}{ ”J+( I”le Eq.1.2.12
Gic Guc Guic
2 2 2
(ij {&j +[M] 51 Eq.L2.13
Ge Grc G e
Ces criteres peuvent s’écrire de maniére générale par :
[G’] (G—J (G—J o1 Eq.1.2.14
GIC GI[C GU[C

avec o un parametre de forme.

Plus récemment, Benzeggagh et al. [Benzeggagh, M. L., 1996], [Gong, X. J., 1995]
ont également proposé¢ une loi de propagation. Ce critére s’exprime en 2D par :

G (24
Gc = G[C + (GHC - GIC)(THG'”] Eq 1. 2.15

L’écriture de ce critere en 3D a été exprimée de différentes manicres permettant ainsi de
pouvoir différencier ou non le mode II et le mode III de rupture :

G, +G ¢
G.-=G,-+(G,-—G 4 i Eq. Il 2.16
c e+ (Gye Ic )( G, +G, + Gm] q
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a-1
G G, +G
Gc = G[C + (GIIC - G]c )( 1 j{ 1 = J
G +G,+G,; \G,+G, +Gy

a-1
£ (G~ Gyp)| — G Gy + Gy
e ic G +G,+G, \G,+G,+G,

Eq.1.2.17

La Figure 24 illustre I’ensemble de ces criteres dans le plan (G, Gy).

450 T
400+

350

G, (Um?)

100}

— Critére linéaire
— Critére Power law a=2
Critére Power law o=3
— Critére Benzeggagh-Kenane «=1.145
k )

50¢

U L 1
0 500 1000 1500

G, (Wm?)

Figure 24. Présentation de différents criteres de propagation pour G;c=350 J/m? et
G[[C:]500 J/m2

Si cette approche est simple a mettre en place, rapide d’utilisation et efficace pour
déterminer la propagation du délaminage, son utilisation nécessite la présence d’une fissure
dans la structure. Ainsi, elle a été utilisée pour étudier la rupture par délaminage lors d’essai
de compression aprés impact [Krueger, R., 2002] ou lors du décollement d’un raidisseur
[Krueger, R., 2009]. Toutefois, elle ne permet pas d’étudier I’amorgage du délaminage. Enfin,
le domaine de validité de cette approche est limité a des comportements linéaires compte tenu
des hypotheses de la mécanique élastique linéaire de la rupture.

2.3 Bi-criteres

L’étude de I’amorgage par les criteres de rupture est une approche efficace et rapide
qui permet de prédire ’apparition d’une fissure dans des structures complexes. Néanmoins,
cette méthode nécessite 1’introduction d’une longueur interne arbitraire lorsque 1’amorcage se
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produit au voisinage d’une singularité. Pour pallier cette limitation, Leguillon et al
[Leguillon, D., 2000], [Leguillon, D., 2002], [Martin, E., 2010] ont démontré que la
combinaison d’un critére en contrainte et d’un critére en énergie permet de prévoir un
amorcage. D’une part, le critére énergétique s’appuie sur 1’équilibre entre 1’état élastique sans
fissure et celui avec I’amorcage d’une fissure sur une longueur 4S. On obtient alors :

5W+5Wk +G,-C5S=0 Eq1218

ou oW est la variation d’énergie potentielle, 0 W) la variation de 1’énergie cinétique et G;coS le

taux de restitution d’énergie critique (avec Gjc la ténacité de I’interface). Sous I’hypothése

d’élasticité plane, I’aire incrémentale vaut 6S=al avec a la longueur de la fissure. L’équilibre

énergétique de 1’équation Eq. 1. 2.18 s’appuie sur une condition énergétique incrémentale :
ow

e G (a) = A(a)hEe* > G;¢ Eq.L2.19

G"(a) est le taux de restitution d’énergie incrémental qui dépend du chargement, de la
géométrie et des propriétés matériaux. A(a) est une grandeur adimensionnelle qui dépend de
la géométrie et des propriétés matériaux. ¢ représente le chargement et £ le module. Du fait de
la présence d’une concentration de contraintes, le coefficient A(a) est une fonction croissante
de la longueur de fissure permettant ainsi de définir par 1’équation Eq. 1. 2.19 une borne
inférieure de I’avancée de la fissure pour une valeur donnée du chargement appliqué.

D’autre part, la condition en contrainte établit qu’il peut y avoir rupture si la contrainte
interlaminaire dominante ;3 le long de I’interface est supérieure a la résistance interfaciale de
cisaillement o;c:

013(0) = k13((1)E€ > Oic Eq 1.2.20

ou kj3(a) est un parametre sans dimension. En présence d’une concentration de contrainte,
kiz(a) est décroissant. La relation Eq. 1. 2.20 permet d’obtenir une borne supéricure de
I’avancée de la fissure pour une valeur donnée du chargement appliqué. Finalement, pour un
chargement monotone et croissant, I’incrément de fissure «© a ’amorgage est obtenu en
combinant les équations Eq. I. 2.19 et Eq. I. 2.20 qui m¢enent a :

Ala€) 1 EG,

RS e

Eq. 1221

Le membre de gauche de cette équation montre que la longueur de la fissure a
I’amorgage du délaminage n’est pas une propriété intrinseque mais dépend d’une part de la
longueur de rupture caractéristique L;“ et de la géométrie du stratifié, avec
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EG,
Ly =—5 Eq.1.2.22
(O'ic)

Lorsque la fissure est amorcée, il suffit ensuite d’utiliser la mécanique de la rupture
pour étudier la propagation du délaminage. Cette approche semble trés intéressante en tant
que critére, mais étant limitée a des comportements linéaires, elle ne répond pas a notre cahier
des charges. Nous utiliserons toutefois cette approche dans le chapitre suivant pour
déterminer les tailles d’¢léments a utiliser pour les calculs par éléments finis avec
endommagement.

2.4 Modéles de zone cohésive

Afin de pouvoir étudier ’amorcage et la propagation du délaminage, une approche
basée sur la mécanique de I’endommagement a été¢ développée: les modeles de zone cohésive.
Ces modeles ont tout d’abord été proposés par Dugdale [Dugdale, D. S., 1960] pour
déterminer la zone plastique au fond d’entaille. Puis, les études de Barenblatt [Barenblatt, G.
I., 1962] et de Hillerborg [Hillerborg, A., 1976] ont permis d’affiner le principe des modéles
de zone cohésive. Cette approche a par la suite été fortement développée, notamment dans les
travaux d’Allix ef al. [Allix, O., 1992], [Allix, O., 1995], [Allix, O., 1996], [Allix, O., 1998],
[Daudeville, L., 1993], [Gornet, L., 1996], et utilisée pour étudier le délaminage dans les
structures composites [Borg, R., 2002], [Borg, R., 2004], [Cui, W., 1993], [Davila, C. G.,
2008], [Turon, A., 2006].

Le principe des modeles de zone cohésive réside dans la description de la relation
entre les sauts de déplacement de deux nceuds initialement superposés et les efforts cohésifs
associés via une loi adoucissante (Figure 25).

Propagation de la fissure de délaminage

Figure 25. Principe d'un modéle de zone cohésive
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Les mod¢les de zone cohésive peuvent étre intrinseques ou extrinseques. Les modeles
intrinseéques associent une raideur initiale a 1’interface et décrivent une augmentation de la
contrainte interlaminaire jusqu’a atteindre un seuil maximum [Alfano, G., 2001]. Au
contraire, les modeles extrinséques ne proposent pas de raideur initiale et requicrent
d’atteindre un seuil en contrainte pour décrire le comportement de I’interface [Lorentz, E.,
2008]. La Figure 26 illustre ces deux types de modeles. Notons que dans la suite de ce
mémoire seuls les modéles de zone cohésive intrinseques seront exploités.

— Modéle de type intrinséque
—— Modéle de type extrinséque

Figure 26. Illustration des modeéles de zone cohésive de type intrinseque et de type
extrinseque

Il existe de nombreuses formes de lois adoucissantes dans la littérature : bilinéaire
[Alfano, G., 2001], multi-linéaire, exponentielle [Xu, X. P., 1993], trapézoidale [Dugdale, D.
S., 1960], polyndmiale [Needleman, A., 1987], etc. Quelle que soit la forme de la loi utilisée,
on retrouve trois parties (Figure 27) : (i) une augmentation de la contrainte interlaminaire
jusqu’a atteindre un maximum (PART 1), (ii) une décroissance correspondant a la perte de
rigidité de D’interface qui s’endommage (I’endommagement pouvant apparaitre dés la
premiere partie de la courbe) (PART II) et (iii) une annulation de la contrainte interlaminaire
pour un saut de déplacement critique, correspondant a la rupture de I’interface (PART III).
Pour une propagation stable et rectiligne, il a ét¢ montré que la description de la propagation
est quasiment indépendante de la forme choisie pour la zone cohésive [Monerie, Y., 2000].
Notons que ces modeles de zone cohésive possédent donc un seuil d’amorgage en contrainte
(généralement linéaire ou quadratique) qui peut étre vu comme un critére de rupture et un
critere de propagation issu de la mécanique de la rupture. Ces modeles peuvent donc étre a
rapprocher des approches a bi-critéres qui se basent sur les mémes mécanismes. Carrére et al.
[Carreére, N., 2005] et [Henninger, C., 2007] ont montré des similitudes entre ces deux
approches.
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T 1 PARTI [ PART 1II PART III

v

Figure 27. Description des différentes parties, avec plusieurs formes possibles, d'un modele
de zone cohésive

Le travail résultant de la séparation normale et tangentielle peut étre relié aux taux de
restitution d’énergie. En effet, la formulation de la zone cohésive est similaire a celle basée
sur la théorie de la rupture (Griffith [Griffith, A. A., 1921]): considérant I’intégrale J
proposée par Rice [Rice, J. R., 1968] :

o
J = [(wdy —T.ZL ds) Eq.12.23
r 8)('

avec I le contour du front de fissure, u le vecteur de déplacement, 7 le vecteur d’effort défini
avec la normale sortante sur tout le contour /I, et w la densité d’énergie de déformation.
Evaluant ’intégrale J sur le contour I” définie par la zone cohésive, on obtient :

00
J = [(wdy — o(8).— d¥x) Eq. 1.2.24
r ox

En considérant que dy=0 sur tout le contour 7, on a :

06 d o S
J=—[(0(8).—=dx)=—[—([o(8)dS)dx = [ c(5)dS Eq.1.2.25

ou o, est le saut de déplacement en fond de fissure.
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I a été montré dans [Rice, J. R., 1968] que pour une propagation stable de la fissure et
une zone cohésive de petite taille, I’intégrale J peut s’exprimer comme la dérivée de I’énergie
potentielle W par la longueur de fissure a, qui est égale au taux de restitution d’énergie G :

J:—a—WzG Eq. 1. 2.26
oa
On obtient donc :
Oy
G, = j o(5)ds Eq.1.2.27
0

avec 6,=0yle déplacement critique de I’interface lorsque le taux de restitution d’énergie atteint
la valeur de la ténacité de I’interface Ge.

Afin de modéliser le délaminage par les modeles de zone cohésive, 1’équation de la loi
adoucissante est reliée aux deux parameétres physiques de ’interface, pour chaque mode de
rupture, qui sont : (i) la contrainte interlaminaire critique oc et (ii) la ténacité G¢. La ténacité
correspond a I’aire sous la courbe traction/saut de déplacement. Ainsi, elle est définie pour les
trois modes de rupture par :

5f,m0de[
Gie = [o33(6)do; Eq.1.2.28
0
5f,mode[1
Gue=  [713(6)do; Eq.1.2.29
0
Sf . modelll
Guc = [723(0)do, Eq.1.2.30
0

Afin de décrire la propagation du délaminage en mode mixte, les criteres de
propagation, déja présentés dans la section de la mécanique élastique linéaire de la rupture,
sont utilisés. Néanmoins, I’implémentation des lois de propagation peut étre difficile a mettre
en place en fonction du modele utilisé. Aussi, dans la littérature, le critere Power law et celui
proposé par Benzeggagh sont généralement associés a une forme bilinéaire de la zone
cohésive.

Les modeles de zone cohésive permettent de décrire I’amorcage et la propagation du
délaminage, y compris en présence de comportements non-linéaires géométriques ou
matériaux. Cependant, ils présentent également quelques inconvénients comme la nécessité de
connaitre le chemin de propagation ou encore des problémes numériques de convergence. Le
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premier probléme est résolu dans les composites stratifiés puisque la propagation du
délaminage s’effectue nécessairement entre deux plis. Le chemin de propagation est donc
connu et il n’est pas nécessaire d’insérer des éléments d’interface entre chaque élément.
Néanmoins, afin de décrire les aspects du délaminage, la taille du maillage est un obstacle
important comme le montrent notamment les études de Turon [Turon, A., 2007] qui proposent
une taille maximale du maillage. Les colts de calcul associés a 1’utilisation des modeles de
zone cohésive sont donc trés importants, ce qui représente un inconvénient dans le cadre de
calculs de structures.

3 Bilan

La modélisation du délaminage peut étre effectuée par différentes approches.
Cependant, seuls les modeles de zone cohésive permettent de décrire les deux aspects du
délaminage (amorcage et propagation) en présence de comportements non linéaires
(géométriques ou matériaux), ce qui représente le cadre le plus proche de celui rencontré dans
I’étude des structures composites complexes.

Néanmoins, les modeles de zone cohésive présentent deux types d’inconvénients.
D’une part, afin de décrire le délaminage dans les stratifiés carbone/époxy, de nombreuses
lois ont ¢été proposées se concentrant notamment sur la description physique de la
propagation, sur le couplage inter/intralaminaire ou encore sur la forme de la loi. Il n’existe
donc pas une loi ayant tous les ingrédients nécessaires a 1’étude du délaminage. D’autre part,
de nombreux problémes numériques sont associés aux modeles de zone cohésive, comme par
exemple les problemes de taille du maillage, engendrant des problémes de convergence
importants. Des études sur ces deux types d’inconvénients seront effectuées afin de mettre en
évidence (i) les points essentiels pour le développement d’un nouveau modele de zone
cohésive prenant en compte l’ensemble des besoins nécessaires a la description du
délaminage dans les stratifiés carbone/époxy et (ii) les problémes nécessitant une attention
particuliere lors de I'utilisation des modeles de zone cohésive.

L’utilisation des modeles de zone cohésive nécessite I’identification de deux
parametres physiques que sont la contrainte d’amorcgage et la ténacité. Comme le parcours
bibliographique a permis de le montrer, I’identification des contraintes d’amorgage est
possible, méme en présence d’endommagement intralaminaire, grice notamment aux essais
présentés sur la Figure 28.
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Figure 28. Procédure d'identification des contraintes d'amorc¢age d’aprés Charrier
[Charrier, J. S., 2010]

Concernant, 1’identification de la ténacité, de nombreux essais sont possibles. Les
essais DCB, ENF et MMB sont les plus utilisés dans la littérature pour 1’identification de la
ténacité¢ de I’interface 0°/0°. Néanmoins, la dispersion associée a chacun de ces essais et la
nécessité d’un grand nombre d’essais pour identifier la loi de propagation représentent un

inconvénient certain, comme le montre la Figure 29 issue des travaux de Prombut et al
[Prombut, P., 2006].
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Figure 29. Valeurs de la ténacité d'une interface UD a partir de différents essais classiques
(exploitation analytique et par éléments finis (FE)) d'apres les études de Prombut [Prombut,
P., 20006]

De plus, I’identification de la ténacité des interfaces MD est un sujet plus délicat au vu
des conclusions contradictoires trouvées dans la littérature. Aussi, I’exploitation d’un essai
spécifique (appelé traction rainurée), initialement proposé par Huchette ef al. [Huchette, C.,
2008], sera proposée et développée afin de réduire ces limitations.

La modélisation de I’influence de I’endommagement intralaminaire sur la propagation
du délaminage est un point essentiel pour la description du délaminage dans les structures
composites complexes. De nombreuses ¢tudes ont permis d’étudier I’importance de
I’endommagement intralaminaire et certains modéles permettent déja de prendre en compte ce
phénomene. Aussi, un chapitre sera consacré a la prise en compte du couplage
inter/intralaminaire dans le nouveau modele de zone cohésive, mais également son

identification grace a 1’essai de traction rainurée.
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cohésive

Comme nous 1’avons vu dans le chapitre 1, les modeles de zone cohésive sont utilisés
depuis de nombreuses années dans la littérature et ont 1’avantage de pouvoir décrire tant
I’amorcage que la propagation du délaminage. Cependant, ils présentent I’inconvénient de
rendre leur usage délicat de par ’existence de nombreux problémes numériques.

L’objectif de ce chapitre est double. D’une part, il a pour but de mettre en évidence les
difficultés liées a I'utilisation des modeles de zone cohésive afin de définir les régles de bonne
utilisation. D’autre part, il a comme objectif de déterminer les ingrédients physiques
nécessaires a la description précise de I’amorcage et de la propagation de la fissure du
délaminage dans un matériau carbone/époxy.
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1 Introduction

La modélisation du délaminage peut s’effectuer par le biais de différentes approches
basées (i) soit sur des critéres de rupture afin de prédire I’amorcage, (ii) soit sur des criteres
énergétiques afin de décrire la propagation de la fissure, (iii) soit sur une combinaison de ces
deux types de critéres pour 1’étude des deux aspects de ce mécanisme d’endommagement.
Comme le chapitre 1 a permis de le montrer, les modeles de zone cohésive font partie des
approches permettant la description de 1’amorgage et de la propagation du délaminage sans
limitation sur le comportement non-linéaire du matériau ou de la structure. Néanmoins,
I’utilisation de ces modeles pour la description du délaminage dans un stratifi¢ carbone/époxy
est actuellement délicate compte-tenu des problémes numériques associés a cette approche et
des différents critéres d’amorcage et de propagation possibles. Afin de réduire ces limitations
et d’obtenir la meilleure description possible du délaminage, le développement de nouveaux
modeles représente un objectif de la recherche actuelle. C’est pour cela que de nombreux
modeles de zone cohésive ont été développés ces derni¢res années, proposant ainsi différentes
améliorations qu’elles soient numériques (forme de la loi adoucissante du modele) ou
physiques (prise en compte du critére de propagation déterminé par le biais d’une procédure
d’identification expérimentale).

Parmi les modéeles existants pour <¢dtudier le délaminage dans les stratifiés
carbone/époxy, les modeles de zone cohésive de type bilinéaire [Camanho, P. P., 2002],
trapézoidal [Dugdale, D. S., 1960], polynomial [Allix, O., 1992], [Tvergaard, V., 1990] et
linéaire/polyndmial [Pinho, S. T., 2006] sont les plus utilisés. Bien que ces modeles proposent
une forme de loi différente, la formulation de chacun d’entre eux s’appuie sur I'utilisation de
deux parameétres physiques pour chaque mode de rupture : la contrainte d’amorcage critique
oc et la ténacité G¢. De plus, comme I’illustre la Figure 30, la description du délaminage en
mode mixte nécessite (i) la définition des résistances et des ténacités en mode pur et (i) la
proposition de criteres reliant ces grandeurs pour des chargements mixtes.

49



Développement d’une stratégie de modélisation du délaminage dans les composites
stratifiés

oc=f(Z;,813,823)

Un (mode I)

Critére de propagation
& Ge = f(Gic,Gre>Gic)

@n—

Ut (mode Il)

Figure 30. Description des parametres physiques liés a I'amorcage et a la propagation dans
un modele de zone cohésive (représentés ici sur le modele bilinéaire)

L’objectif de ce chapitre est double. D’une part, les difficultés lides a 1’utilisation des
modeles de zone cohésive seront abordées afin de déterminer quelles sont les étapes
nécessitant une attention particuliere lors de ’utilisation de ces modeles. D’autre part, la liste
des points essentiels a prendre en compte pour décrire le délaminage dans les stratifiés
carbone/époxy sera établie par le biais de différentes études numériques afin de définir le
modele le plus adapté a nos besoins.

2 Etudes des problémes numériques liés a I’utilisation des modéles de zone
cohésive

L’utilisateur de mod¢les de zone cohésive est souvent confronté a de nombreux
problémes numériques, comme par exemple les sauts de solution, la nécessité d’une finesse
de maillage importante ou encore I’influence des parametres des modeles de zone cohésive
sur la réponse structurale. L’ensemble des problémes rencontrés dans les modeles de zone
cohésive intrinseques est abordé ici afin de déterminer les points essentiels a leur bonne
utilisation lors d’un calcul de structure par éléments finis.

2.1 Description des problémes de sauts de solution

Les sauts de solution représentent un probléme numérique important pour 1’utilisation
des modeles de zone cohésive. Ils consistent a dépenser une énergie apparente différente
(généralement plus importante) que 1’énergie imposée au modele (i.e. la ténacité). Notons
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toutefois que les sauts de solution sont souvent la manifestation d’un phénomene physique.
En effet, lors de I’amorgage, en fonction des valeurs de ténacité et de résistance, le critere en
énergie peut dans certains cas étre vérifié avant le critére en contrainte. Cet exces d’énergie
provoque une rupture brutale dés que le critére en contrainte est rempli. Numériquement, ce
phénomene se traduit par la perte de I'unicité de la solution du probléme interfacial. Monerie
[Monerie, Y., 2000] et Monerie et Acary [Monerie, Y., 2001] démontrent rigoureusement un
théoréme d’unicité conditionnelle pour le cas de solides ¢€lastiques cohésifs soumis a une
évolution quasi-statique.

Un exemple de traction uniaxiale sur un systeme (ressortt+interface), propos¢ par
Chaboche et al. [Chaboche, J.-L., 2001], permet d’illustrer ce probléme de sauts de solution a
partir d’un modele de Needleman [Needleman, A., 1987] (Figure 31). Dans le repére local de
I’interface (ux,Rn), le ressort peut étre vu comme une pente -k/L avec k la raideur du ressort et
L sa longueur initiale. Si le ratio k7L est suffisamment grand, il existe toujours un point de
fonctionnement unique et la solution est toujours stable. En revanche, si &/L est trop petit,
alors il y a une perte de 1’unicité de la solution (passage de u, & up) et la solution devient
instable.

t

— By .
A chargement <
—(BN fa--A -,
. loi d'interface Ry = £luy)

! N\

1 '.I LN

] .'\___

0 iy Uy [-"-1 Eg_r.‘r U, upy

Figure 31. lllustration d'un saut de solution sur le modeéle de Needleman lors d'un essai de
traction uniaxial

Des solutions ont été proposées dans la littérature pour éviter les sauts de solution.
Une liste est proposée dans la thése de Perales [Perales, F., 2005]. Dans cette liste, trois
solutions pertinentes sont présentées :

- Diminuer la taille du maillage dans la zone ou les sauts de solution ont lieu. Cette
solution peut s’avérer efficace dans certains cas. Toutefois, elle est coliteuse en
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temps de calcul et ne supprime pas I’effet de rupture brutale qui peut conduire a la
divergence du calcul en quasi-statique.

- Utiliser une technique de régularisation visqueuse pour retarder la restitution
d’énergie [Feyel, F., 1998]. Bien que cette méthode soit efficace, elle a
I’inconvénient d’ajouter une énergie supplémentaire a 1I’énergie apparente [Carrere,
N., 2000]. Ainsi, ’interface peut étre rompue sans la présence de sauts de solution,
mais pour une €nergie qui ne correspond plus a la physique du probleme.

- Résoudre le probleme interfacial par une modélisation dynamique du probleme
global. L’énergie élastique stockée dans la structure est alors transformée en
énergie cinétique. Sur le probléme uniaxial, cela revient a augmenter le rapport k7L
qui devient alors suffisamment grand pour permettre de vérifier ['unicité de la
solution.

La méthode consistant a effectuer une modélisation en dynamique semble la moins
contraignante pour utiliser les modeles de zone cohésive dans un calcul de structure tout en
conservant la physique du probléme. C’est donc cette méthode qui a été privilégiée dans la
suite de ces travaux lorsque des sauts de solution ont ¢été rencontrés.

2.2 Influence des paramétres interfaciaux sur la description du
délaminage

2.2.1 Influence de la raideur interfaciale K

L’utilisation d’un mod¢le de zone cohésive nécessite ’insertion d’éléments d’interface
(éléments surfaciques) entre les éléments volumiques du maillage. Ces éléments sont associés
a la loi adoucissante du modele de zone cohésive. Ainsi, chaque élément d’interface possede
une raideur initiale K (car les modeles utilisés dans ce travail sont des éléments intrinséques).
Notons que cette raideur est en réalité une raideur par unité de surface exprimée en N.mm™.
Afin de se rapprocher le plus possible du cadre de la mécanique de la rupture, la raideur K
doit tendre vers I’infini. Or, cette condition provoque la présence d’oscillations numériques de
I’effort dans 1’élément, ce qui engendre généralement la divergence du calcul. Des études
numériques ont permis de proposer des valeurs de K comprises entre 10 et 10® N.mm™
[Camanho, P. P., 2003], [Zou, Z., 2002]. Néanmoins, ces valeurs sont arbitraires et ne
prennent pas en considération la géométrie ou les propriétés élastiques du probléme. Or, les
propriétés ¢lastiques effectives du stratifié dépendent des propriétés de I’interface et de celles

de I’ensemble des plis.

En effet, il est possible de démontrer qu’une raideur K trés grande est nécessaire pour
s’assurer que la zone cohésive n’aura aucun impact sur les propriétés ¢lastiques
(essentiellement hors-plan) effectives du stratifié¢ [Turon, A., 2007]. Pour cela, nous pouvons
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observer I’effet de la zone cohésive sur la déformation transverse ¢ de la partie supérieure du
stratifi¢ (adjacente a la zone cohésive) d’épaisseur ¢, comme I’illustre la Figure 32.

t+et I Partie supérieure du stratifie

t I Partie supérieure du stratifié

A -

t I Partie inférieure du stratifié t I Partie inférieure du stratifié

Figure 32. Description de l'influence de la zone cohésive sur la déformation transverse du
stratifié

La condition d’équilibre exige :

o=FE;e=KA Eq. II. 2.1

ou ¢ correspond a la traction appliquée sur la surface, £; le module d’Young transverse hors-
plan, ¢ la déformation transverse du stratifié, K la raideur de I’interface et 4 I’ouverture de
I’interface. La déformation transverse du composite €. correspond donc a la déformation du
stratifié et a celle de I’interface (i.e. de la zone cohésive). On obtient donc :

A
Eoff =€ +7 Eq. 1. 2.2

Puisque la condition d’équilibre exige o = E 4 €., le module d’Young équivalent E
peut s’écrire, a partir des équations Eq. II. 2.1 et Eq. II. 2.2, sous la forme :

1

E
1+
Kt

E 5 =E; Eq. I1. 2.3

A partir de 1’équation Eq. IL 2.3, on déduit aisément que le module d’Young
équivalent est proche de celui du stratifié si on impose E;<<Kt. Ainsi, la raideur K de
I’interface n’a pas d’influence sur le comportement global de la structure si on impose :

_aEs
t

K Eq.11. 2.4
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avec o>>1. Turon propose de prendre cette valeur égale a 50. A partir de cette valeur, les cas
¢tudiés par cet auteur ont permis de démontrer que la perte de la raideur de la structure est
inférieure a 2%.

Compte-tenu des différents résultats de la littérature concernant la valeur de K, il
semble important de comprendre I’influence de cette propriété de I’interface sur la réponse
macroscopique de la structure mais également sur le temps de calcul afin de déterminer quelle
valeur, ou formule, semble la plus pertinente. Pour cela, un essai DCB (Double Cantilever
Beam) a été¢ modélisé en 2D pour plusieurs valeurs de K. Les conditions aux limites de 1’essai
sont décrites sur la Figure 33.

Figure 33. Description des conditions aux limites de [’essai DCB

Afin de modéliser le délaminage, le modele de zone cohésive bilinéaire (représenté sur
la Figure 24 du chapitre 1) associ€ au critere de propagation de Benzeggagh (Eq. 1. 2.15) a été
utilisé avec les propriétés interfaciales répertoriées dans le Tableau 1.

Ténacité en Ténacité en Résistance hors- Résistance hors- Puissance du
mode [ mode II planen mode I  plan en mode II critere de
Gic (J/m?) Gue (J/m?) Z; (MPa) S13 (MPa) Benzeggagh

o
350 1450 70 100 1.145

Tableau 1. Valeurs des propriétés de l'interface

Pour cet essai, la longueur de I’éprouvette est de 144 mm et 1’épaisseur du bras mesure
1,6 mm. La pré-fissure présente dans 1’éprouvette au début de 1’essai mesure 60 mm. Pour
finir, le comportement de chaque bras est linéaire élastique isotrope transverse. Les fibres sont
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orientées dans le sens des bras. Les valeurs des propriétés élastiques sont présentées dans le
Tableau 2.

Module d’Young Module d’Young Module de Coefficient de Coefficient de

longitudinal transverse cisaillement Poisson Poisson
E] (GPa) Et (GPa) G]t (GPa) Vit Vit
110.0 8.4 7.4 0.31 0.5

Tableau 2. Valeurs des propriétés mécaniques du bras

Les résultats des différentes modélisations sont présentés sur la Figure 34 donnant
I’évolution de la force en fonction de I’ouverture imposée des deux bras de 1’éprouvette. Afin
de compléter la comparaison, la solution analytique obtenue par la mécanique de la rupture est
également représentée. Cette derniere permet de décrire 1’évolution de la force en fonction de
I’ouverture des deux bras de la plaque, pour une valeur de ténacit¢ donnée, via 1’équation

2 3 3
Fu) = \/ 267 |GicEh Eq. 1L 2.5
w V12

avec u l’ouverture entre les deux bras de I’éprouvette, b la largeur de 1’éprouvette, A

suivante :

I’épaisseur d’un bras, £; le module d’Young longitudinal et Gjc la ténacité en mode 1.
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T
— k=10"" soit &=1904781
— K=10" soit w=19047
K=107 soit o=1904
K=10° soit =190
— K=10° =0t a=19
— Kk=10* soit a=1.9
2r Anahtigue I
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1
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Figure 34. Evolution de la force appliquée sur un bras en fonction du déplacement entre les
deux bras de l'éprouvette de l’essai DCB

La Figure 34 permet de mettre en évidence deux phénomeénes. D’une part, on peut
observer que les courbes associées a une raideur interfaciale K inférieure a 10'® N.mm™ sont
toutes confondues a la courbe analytique. L’énergie apparente dépensée est donc bien égale a
la ténacit¢ imposée dans le modele de zone cohésive. De plus, pour une valeur de K
supérieure & 10* N.mm~, la convergence du calcul est vérifiée, ce qui n’est pas le cas pour des
valeurs de K inférieures ou égales a 10° N.mm™. Pour finir, le codt de calcul dépend
fortement de la raideur initiale. En effet, le temps de calcul devient élevé lorsque K croit. Ceci
est d’autant plus vrai que le changement de pente, qui a lieu lorsque le seuil d’amorgage est
atteint, est important. En ce sens, la formule proposée par Turon semble étre efficace car elle
permet d’obtenir des temps de calcul raisonnables par rapport aux autres valeurs de K, tout en
conservant une rigidité suffisamment importante pour que les propriétés élastiques du
composite ne soient pas altérées par celles de I’interface.

D’autre part, pour K=10'° N.mm>, la courbe force/ouverture est bien en dessous de la
solution analytique. Ce phénomeéne implique que 1’énergie nécessaire pour rompre 1’interface
est bien inférieure a la ténacité imposée dans le modele de zone cohésive. Cette observation
ne correspond pas a celles de la littérature [Turon, A., 2007] qui montrent que le
comportement global est indépendant de la raideur K lorsque cette derniere est suffisamment
élevée.

Pour comprendre cette observation, différentes modélisations d’un essai de traction sur
deux cubes de rigidités infinies ont été effectuées pour différentes valeurs de la ténacité G¢ et
différentes valeurs de la contrainte d’amorcage oc. Comme le montre la Figure 35, le

56



Chapitre 2 : Bilan sur les modeles de zone cohésive

phénomeéne observé précédemment apparait, dans le code ZéBuLoN, lorsque le rapport dy/0r
est inférieur & 1.0e™, quelle que soit la valeur de la ténacité G¢ ou de la contrainte
d’amorcage oc. De plus, ce probléme numérique est indépendant du probléme géométrique
étudié puisque ce phénomene apparait pour 1’essai DCB et pour ’essai de traction sur deux
cubes rigides. Ce probléme numérique est également indépendant du code de calcul puisque
ce phénomene a été mis en évidence sur deux codes de calcul (ZéBuLoN, Samcef) a partir
d’un essai de traction sur deux cubes infiniment rigides. Notons que I’explication de ce
probleme n’a pas ¢été clairement déterminée. Néanmoins, il parait évident que la prise en
compte du domaine de validité proposé dans ce paragraphe est nécessaire pour 1’utilisation du
modele de zone cohésive bilinéaire.

ﬁutﬁ_=l e-03 (réponse thearique)

ala, c

ol L L L L L L L L L o L L L L L L L L L |
[s] 01 D2 03 04 05 06 or 08 08 1 [s] 01 D2 03 04 05 06 or 08 08 1
o, o,
1 T T T T T 1
81871 e-05
0e
08
or
06
©
£ 05
©
0.4¢
03}
027
01}
ol L L L L L L L L L | o L L L L L L L L |
[s] 01 D2 03 04 05 06 or 08 08 1 [s] 01 D2 03 04 05 06 or 08 08 1

5 &8,

Figure 35. Mise en évidence de l'influence du rapport 6¢/0y a partir de plusieurs modélisations
d'un essai de traction sur deux cubes de rigidités infinies pour différentes valeurs de la
ténacité G et de la contrainte d'amorgage oc
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2.2.2 Influence de la contrainte d’amorcage oc

Pour un modele bilinéaire, la ténacité G¢ et la contrainte d’amorgage o¢ sont reliées
par I’équation décrivant I’aire sous la courbe effort cohésif/saut de déplacement :

O-Cé‘f
GC: 2

Eq. 1L 2.6

ou oy correspond au saut de déplacement critique pour lequel I’interface est rompue (i.e.
G=G¢). Pour une ténacité donnée, il existe donc un lien fort entre la contrainte d’amorcage et
I’instant de rupture de I’interface. En effet, plus la valeur de la contrainte d’amorcgage o¢ est
importante, plus la valeur du saut de déplacement critique Jy est faible (Figure 36).

Effort cohésif T

6f,1 6f,2 6f,3
Saut de déplacement &

Figure 36. Lien entre la contrainte d'amorcage oc; et le saut de déplacement critique d5; a G
et K fixés

Afin de comprendre I’influence de la valeur de la contrainte d’amorcage sur la réponse
macroscopique d’une structure, 1’essai DCB, présenté dans 1’étude précédente (paragraphe
2.2.1), a été modélisé pour différentes valeurs de oc a G et K fixés (respectivement 350 J/m?
et 10° N.mm™). Les résultats obtenus (Figure 37) montrent clairement que lorsque la
contrainte d’amorgage devient faible, la réponse macroscopique est modifiée. En effet, la
force maximale atteinte est réduite et le comportement global de la structure s’assouplit. Ceci
s’explique aisément a partir d’un raisonnement sur le saut de déplacement critique J.. En effet,
lorsque ce parametre est grand, il est nécessaire d’appliquer un chargement plus important
pour que le saut de déplacement ¢ puisse atteindre cette valeur critique. L’augmentation du
chargement entraine la progression de I’endommagement de I’interface sur une zone cohésive
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plus longue. Or, plus la process zone est étendue, plus I’interface devient souple, ce qui se
répercute directement sur le comportement global de la structure.

Remarque : La process zone est définie comme étant la longueur de zone cohésive ot la
variable d’endommagement /. est strictement comprise entre 0 et 1, comme [’indique la Figure
38. Notons que la définition de la variable 1 est dépendante du modeéle de zone cohésive

utilisé.

w

=10
=20
=30 .
=40
=50
=60 .
=70
=80
=90 .
=100

Analytique

Force (N)

0 S 10 15 20
Quverture u (mm)

Figure 37. Influence de la contrainte d'amor¢age oc sur le comportement global lors d'un
essai DCB
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« process zone »
0<A<1

Figure 38. Représentation de la process zone

Au contraire, lorsque la contrainte d’amorcage oc est élevée, le comportement
macroscopique ne semble pas subir d’altération. Néanmoins, pour de tels niveaux de
contraintes, des divergences de calcul peuvent intervenir. Ce phénomene est expliqué par la
présence de sauts de solution qui est favorisée par un changement de pente important du
comportement local de ’interface une fois la contrainte d’amorgage oc atteinte. A raideur K et
a ténacité G¢ imposées, ce changement de pente est d’autant plus important que la contrainte
d’amorcage o est élevée. Afin de réduire ce probleme numérique, le passage a une résolution
dynamique ou I’utilisation d’un maillage adapté sont souvent préconisés. Le paragraphe
suivant met en évidence toute I’importance de la taille de maille sur la description du
délaminage par les modeles de zone cohésive.

2.3 Etude de la convergence au maillage

Comme on a pu le voir dans la section 2.2, les parametres interfaciaux peuvent
représenter une source de problémes numériques. Une raideur interfaciale K élevée est
nécessaire pour ne pas altérer les propriétés élastiques effectives du composite. De plus, la
contrainte d’amorgage oc ne doit pas étre trop faible pour ne pas assouplir la réponse
macroscopique. Cependant, I’utilisation d’une contrainte et d’une raideur interfaciale élevées
peuvent conduire a une divergence du calcul. La principale cause de cette divergence est bien
souvent imputable a la taille de maille utilisée pour décrire la process zone. Comme tout
probléme non linéaire, il est nécessaire d’étudier I’influence de la taille de maille sur la
réponse finale du calcul. Cette étape est malheureusement souvent négligée et peut conduire a
penser que les modeles de zone cohésive sont systématiquement a 1’origine de la divergence
du calcul. Afin de faciliter cette étude de convergence au maillage, plusieurs auteurs ont
proposé des formules pour définir la longueur de la taille de maille a partir de celle de la
process zone /.. [Barenblatt, G. 1., 1962], [Cox, B., 2005], [Dugdale, D. S., 1960], [Falk, M.
L., 2001], [Hillerborg, A., 1976], [Hui, C.-Y., 2003], [Turon, A., 2007]. Toutes les formules
proposées peuvent cependant se mettre sous la forme :
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Gc

(O"c )2

I, = ME Eq. 11.2.7

ou E est le module d’Young transverse hors-plan pour un matériau orthotrope avec isotropie
transverse, G¢ la ténacité de D’interface, oc la contrainte interfaciale maximale et M un
parameétre adimensionnel (qui varie entre 0.21 [Hui, C.-Y., 2003] et 1 [Hillerborg, A., 1976]).

Afin de garantir la convergence du calcul lors de 'utilisation d’un modele de zone
cohésive, 1’évolution de I’effort cohésif doit étre décrite grace a une discrétisation spatiale
suffisamment fine. Pour cela, le nombre minimum d’éléments Ne inclus dans la zone cohésive
est généralement compris entre 3 et 10 [Davila, C. G., 2001], [Moé&s, N., 2002]. Grace a la
détermination de ce nombre d’éléments Ne et en utilisant I’Eq. II. 2.7, on peut définir la taille
de maille /, nécessaire pour la bonne description du délaminage par les modeles de zone
cohésive via I’équation suivante :

[ =te Eq. I 2.8

Comme le montre Turon [Turon, A., 2007] a partir de la modélisation d’un essai DCB
avec Ne=3 et M=1, cette formulation semble efficace pour déterminer la longueur de maille
minimum nécessaire. En réalité, cette derniére reste incompléte car elle ne prend pas en
compte ’influence de 1’épaisseur du bras sur la longueur /.. En effet, des modélisations de
I’essai DCB pour différentes épaisseurs de bras, mettent en avant les limites de la formulation
présentée dans I’Eq. II. 2.7. Ces modélisations ont été effectuées avec la présence d’une pré-
fissure dans 1’éprouvette pour étudier I'influence du maillage sur la description de la
propagation, mais €¢galement sans pré-fissure afin d’étudier également I’impact de la taille du
maillage sur la prédiction de I’amorgage. Comme le montre la Figure 39, les longueurs de la
zone cohésive obtenues en fonction de I’épaisseur du stratifié, a partir d’une étude DCB sans
pré-fissure, démontrent les limites des fonctions analytiques existantes dans la littérature mais
¢galement I’intérét de la formulation analytique suivante :

G- 2(h)2
l,= {E C (_j Eq. IL. 2.9
(O'c )2] 2

avec h I’épaisseur du stratifié.
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Figure 39. Comparaison de la taille de la zone cohésive obtenue par différentes fonctions
analytiques et par éléments finis

Finalement, pour décrire le délaminage dans des cas structuraux, deux solutions sont
possibles : (i) utiliser des tailles de maille assez fines afin de respecter le critere de I’Eq. IL.
2.8 ou (ii) diminuer la contrainte d’amorc¢age o afin d’augmenter la taille de la zone cohésive
(Eq. II. 2.7) comme cela a été proposé dans [Turon, A., 2007] et de permettre d’utiliser des
tailles d’éléments plus importantes.

3 Détermination des aspects essentiels pour un modéle de zone cohésive
adapté a I’étude du délaminage dans les stratifiés carbone/époxy

3.1 Description de I’amorc¢age du délaminage

La recherche bibliographique présentée dans le chapitre 1 a permis de mettre en
évidence I’existence de plusieurs critéres de rupture pour prédire I’amorcage du délaminage.
Parmi ces criteres, le critere de contrainte maximale (Eq. 1. 2.1) et le critére quadratique
formulé en contrainte (Eq. I. 2.2) sont les plus utilisés dans les modeles de zone cohésive pour
décrire ’apparition d’une fissure. Ces criteres sont tous formulés en considérant la partie
positive de la contrainte normale a I’interface o33 Ainsi, pour des chargements de
compression/cisaillement, la rupture de 1’interface n’aura lieu que si la contrainte d’amorgage
critique o est égale a la résistance de cisaillement hors-plan S;3, ceci quel que soit le niveau
de la compression. Comme le montre la Figure 40, le critere quadratique en contrainte avec
un renforcement en compression/cisaillement proposé par Charrier et al. [Charrier, J. S.,
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2010] (Eq. L. 2.4) impose lors d’une sollicitation en compression/cisaillement d’atteindre une
contrainte critique oc supérieure a celle imposée dans les critéres précédents. Ce phénomene
de renforcement ayant été mis en évidence expérimentalement [Charrier, J. S., 2011], la prise
en compte de ce critére représente une amélioration pour la prédiction de 1’apparition d’une
fissure a I’interface d’un stratifié¢ carbone/époxy. C’est pourquoi, il semble nécessaire d’avoir
ce type de critere dans un modele de zone cohésive. Or a notre connaissance, aucun modele
de zone cohésive publié actuellement ne prend en compte un tel mécanisme de renforcement.

Critére contrainte maximale
Critére quadratique
140}t Critére quadratique avec renforcement

160

120+

t,, (MPa)

60

40+

20

O 1 1 | | 1 ]
-100 -50 0 50 100 150
o, (MPa)

Figure 40. Comparaison des critéres de rupture sur le plan (033, 713) au sens des modéles de
zone cohésive

3.2 Description de la propagation du délaminage

De nombreux critéres de propagation ont ¢été¢ définis ces dernicres années afin de
décrire au mieux 1’évolution de la ténacité en fonction de la mixité de mode. Cette évolution
est identifiée par les essais issus de la mécanique de la rupture. Selon la littérature [Reeder, J.
R., 1992], deux criteres semblent plus adaptés que les autres pour décrire le délaminage dans
les stratifiés carbone/€poxy : le critere Power law [ Whitcomb, J. D., 1984] (dit critere linéaire
lorsque a=1) et le critere de Benzeggagh [Benzeggagh, M. L., 1996], [Gong, X. J., 1995] (Eq.
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I. 2.14 et Eq. 1. 2.15). Aussi, les modeles de zone cohésive les plus utilisés dans la littérature
pour I’étude des stratifiés carbone/époxy prennent en compte ces types de critére, sans pour
autant réussir a déterminer celui qui semble le plus adéquat. Le mod¢le bilinéaire proposé par
Camanho [Camanho, P. P., 2002] ou le modele linéaire/polyndmial proposé par Pinho [Pinho,
S. T., 2006] en sont des exemples parfaits. Pourtant, il semble évident en regardant la Figure
41 que la ténacité, pour une mixité donnée, est différente en fonction du critére de propagation
choisie.

I I I I T T T T T
— Critére lingaire
1000 Critére Power law =2 |

Critere Power law o=3

1400 — Critére Benzeggagh o=1.145
Mixite de mode de | essai MMF

1200+~

600

400

200"
0

Figure 41. Comparaison des critéres de propagation linéaire, Power law et de Benzeggagh
sur le graphe G en fonction de la mixité de mode G;/(G+Gp)

I1 semble donc important pour la suite de ces travaux de comprendre I’influence de ces
criteres sur la description de la propagation du délaminage et notamment sur la surface
délaminée dans une structure pour une sollicitation imposée. Pour cela, une premicre étape a
¢té d’implanter ces différents criteres de propagation avec le modele de zone cohésive
bilinéaire dans le code de calcul ZéBuLoN (utilis¢ a I’Onera). La formulation de la loi
s’appuie sur celle proposée dans [Camanho, P. P., 2002] et développée dans I’ Annexe A.

L’étude du délaminage en mode mixte est une condition nécessaire pour déterminer
I’influence des lois de propagation sur la description du délaminage. Pour cela, I’essait MMF
(Mixed-Mode Flexure), issu de la mécanique de la rupture, a été choisi pour cette étude. En
effet, cet essai, simple a modéliser, propose une mixit¢ de mode théoriquement constante
(43% de mode II). Cette mixité de mode permet de différencier clairement le critére linéaire
(i.e. le critere Power law avec a=1), le critetre Power law (avec a=2) et le critere de
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Benzeggagh puisque la valeur de la ténacité est différente en fonction du critére utilisé (voir
Figure 41 et Tableau 3).

Critere linéaire Critére Power law  Critére de Benzeggagh
(a=1) (0=2) (a=1.145)
Valeur de la ténacité G¢ 519 J/m? 604 J/m? 768 J/m?

Tableau 3. Valeur de la ténacité G¢ en fonction des criteres de propagation pour une mixité

de mode de 0.43

L’essai MMF est un essai de traction sur un bras d’une éprouvette pré-entaillée
illustrée par la Figure 42.

T P, u
O

ep=16mmI
<>
ay=60.0 mm
<€ >
L=144.0 mm

Figure 42. Dimensions et conditions aux limites associées a l'essai MMF

Pour cet essai, les propriétés du pli et celles de I’interface retenues pour cette
démonstration sont présentées dans le Tableau 4 et le Tableau 5.

Module longitudinal Module transverse Module de Coefficient de
E; E; cisaillement Gy poisson vy
110 GPa 8.4 GPa 3.7 GPa 0.31

Tableau 4. Valeurs des propriétés du pli UD
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Ténacité Ténacité Résistance hors- Résistance hors- Raideur de
Gic Gy plan Z; plan Sy3 I’interface K
350 J/m? 1450 J/m? 70 MPa 100 MPa 10° N.mm™

Tableau 5. Valeurs des propriétés de l’interface

Les résultats de la modélisation 2D de I’essai avec les différents critéres de
propagation (Figure 43) démontrent, comme on pouvait s’y attendre, que la propagation de la
fissure s’effectue d’autant plus tard que la ténacité de ’interface est élevée. Ainsi, avec la loi
de propagation de Benzeggagh, la propagation du délaminage a lieu pour un déplacement
imposé d’environ 20 mm tandis qu’elle se produit plus tot avec le critére Power law. Il en est
de méme pour le critere Power law lorsque la valeur du paramétre o devient faible. Cette
influence est également observable sur la courbe force/déplacement qui démontre clairement
que la perte de la rigidité de la structure apparait plus tardivement lorsque la ténacité est

élevée.

Remarque : Dans ces travaux, la longueur de fissure est définie par les points de Gauss dont
la variable d’endommagement A est strictement supérieure a (. Notons cependant qu’il est
nécessaire qu’au moins un point de Gauss verifie A=1 pour pouvoir considérer qu une fissure

est présente a l’interface.

—— Critéra linéaire
Critére Power Law o=2.0

g0 H = Critére de Benzeggagh «=1.145

50
v
S 40
o
|
2
5 30+
2
=2
3 4
[

20

10 — Critére lingaire

! Critére Power Law o=2.0
) py Critére de Benzeggagh o=1.145
a = L | n¥ L - : 4|
1] S 10 15 20 25 30 0 5 10 15 20 25 30
Déplacement (mm) Déplacement (mm)

Figure 43. Mise en évidence de l'influence du critere de propagation sur la description du
délaminage lors d'un essai MMF

Les résultats obtenus dans cette étude montrent clairement I’influence du choix du
critere sur la propagation du délaminage. Il est donc important de pouvoir définir la loi de
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propagation la plus adaptée pour décrire I’évolution d’une fissure dans une structure
composite. Néanmoins, 1’état de I’art sur I’identification du critére de propagation ne permet
pas de conclure sur la détermination du criteére le plus pertinent. Ceci explique pourquoi on
retrouve dans la littérature des modeles de zone cohésive avec le critere Power law et d’autres
avec le critere de Benzeggagh. Dans un premier temps, il parait donc raisonnable de conserver
ces deux types de critéres dans le modele de zone cohésive que I’on utilisera par la suite. La
détermination du critére le plus adapté s’effectuera lors de I’identification de ce modele
(chapitre 4).

4 Conclusions

Les modeles de zone cohésive représentent 1’approche numérique la plus adaptée pour
décrire 1’amorgage et la propagation du délaminage dans les structures stratifiées
carbone/époxy. Néanmoins, |’état de D’art actuel a mis en é&vidence deux types
d’inconvénients pour pouvoir utiliser ces modeles dans un calcul de structure par éléments
finis : (i) ’existence de nombreux mode¢les ayant chacun des comportements différents pour
décrire la physique du délaminage et (ii) la présence de plusieurs problémes numériques liés a
I’utilisation des modeles de zone cohésive intrinseéques.

Dans une premicre partie, les problémes numériques associés a l’utilisation des
modeles de zone cohésive intrinséques sont mis en avant afin de pouvoir utiliser ce type de
modele de manicre adéquate dans la suite de ce travail. Parmi les problémes abordés, les sauts
de solution, I’influence des paramétres interfaciaux sur la réponse macroscopique et la
nécessité d’une finesse de maillage importante pour la description de I’amorcage et de la
propagation de la fissure sont présentés. Notons qu’il est possible de pallier ces différents
problémes numériques mais que ces solutions peuvent conduire a des temps de calcul tres
importants (taille de maille fine, utilisation d’algorithme dynamique conduisant a de faibles
pas de temps,...) ou a des approches avec lesquelles le probléme résolu ne respecte pas
completement la physique (diminution de o¢, régularisation visqueuse,...).

Dans la seconde partie de ce chapitre, les deux points nécessaires a la définition d’un
modele de zone cohésive, a savoir les criteres d’amorgage et les critéres de propagation, ont
¢été étudiés. Plus précisément, les différents criteres d’amorgage présents dans la littérature ont
¢té comparés afin de comprendre leur impact sur la description de I’apparition d’une fissure.
Il a été mis en évidence qu’un nouveau type de critére est nécessaire afin de prendre en
compte le renforcement de 1’interface lorsqu’elle est soumise en compression/cisaillement. En
effet, ce type de critére n’existe pas actuellement dans les modeles de zone cohésive et répond
pourtant aux récents résultats obtenus par Charrier ef al. [Charrier, J. S., 2010]. De méme, une
étude comparative des lois de propagation a été effectuée dans ce chapitre. Cette étude a
permis de démontrer I'impact du choix du critere de propagation sur la description de
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I’évolution de la fissure a I’interface d’un stratifié. Il semble donc primordial de choisir le
critere le plus adapté a utiliser dans un modele de zone cohésive. Cependant, les études
récentes sur 1’identification des critéres de propagation ne permettent pas actuellement de
définir clairement lequel est le plus approprié pour 1’étude du délaminage dans les stratifiés
carbone/époxy. Pour finir, les résultats obtenus sur le critere d’amorcage et sur le critere de
propagation nous ont permis de définir les ingrédients qui semblent nécessaires dans la suite
de ces travaux. Le chapitre suivant présente la formulation du nouveau modele proposé et les
raisons de cette formulation.
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Chapitre 3
Proposition d’un modéele de
zone cohésive adapté aux
calculs de structures en

carbone/époxy

Le chapitre 2 a notamment souligné que la description précise du délaminage dans un
stratifi¢ carbone/époxy passe par la nécessité de choisir un critere d’amorgage avec un
renforcement en compression/cisaillement hors-plan et une loi de propagation.

C’est pourquoi I’objectif de ce chapitre réside dans le développement d’un modele de
zone cohésive prenant en compte les besoins définis précédemment. Les différents aspects de
ce modele sont présentés dans un premier temps, puis la qualité de ce modele est évaluée a
partir de plusieurs essais simples issus de la mécanique de la rupture.
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carbone/époxy

1 Introduction

L’analyse bibliographique du chapitre 1 a montré que les modeles de zone cohésive

permettent de décrire 1’amorcage et la propagation du délaminage par le biais d’une loi

adoucissante reliant les efforts cohésifs aux sauts de déplacement. Il existe ainsi de

nombreuses lois dans la littérature mais aucune n’intégre a notre connaissance 1’ensemble des

¢léments nécessaires pour décrire le délaminage dans les stratifiés carbone/époxy (chapitre

2):

les récentes études de Charrier [Charrier, J. S., 2010] ont démontré que Ia
résistance en cisaillement hors-plan augmente en présence de contrainte transverse
hors-plan de compression. La description de ce phénoméne semble indispensable
et il n’existe pas a notre connaissance de modeles de zone cohésive le prenant en
compte.

de nombreux travaux sur la caractérisation de la propagation du délaminage dans
les stratifiés carbone/époxy [Benzeggagh, M. L., 1996], [Lévéque, D., 1998],
[Prombut, P., 2007], [Reeder, J. R., 1992] ont prouvé que le critére de propagation
Power law [Whitcomb, J. D., 1984] ou encore celui proposé par Benzeggagh ef al.
[Benzeggagh, M. L., 1996], [Gong, X. J., 1995] sont les plus adaptés pour décrire
I’évolution de la ténacité en fonction de la mixité de mode. Cet aspect est d’autant
plus important que le délaminage apparait, en général, suite a une sollicitation
complexe.

les modeles de zone cohésive engendrent des problémes numériques qui peuvent
conduire a la divergence du calcul. Quelques solutions ont toutefois été proposées
pour pallier ce probléme, comme par exemple des critéres semi-analytiques
empiriques permettant de définir la taille des éléments en fonction des paramétres
interfaciaux [Turon, A., 2007]. La continuit¢ de la forme du modele semble
¢galement étre une solution envisageable pour réduire les sources de divergence
des calculs. En effet, la comparaison entre une loi bilinéaire, une loi
linéaire/polyndmiale et une loi polynémiale du 3°™ ordre [Pinho, S. T., 2006] a
permis de mettre en évidence que la discontinuité de la loi d’interface est une
source d’instabilité au méme titre que la taille de maille ou encore les contraintes
d’amorcage élevées. Une loi proposant sur tout son domaine une continuité au
minimum C’ semble permettre de réduire les instabilités numériques.

A partir de ces constats, il parait essentiel de pouvoir proposer un modele de zone

cohésive prenant en compte (i) un critere d’amorcage avec un renforcement en

compression/cisaillement et (ii) un critere de propagation adapté pour les stratifiés

carbone/époxy. De plus, pour réduire les instabilités numériques, une loi adoucissante

T .. . . .
assurant une continuit¢ C° au minimum semble primordiale pour répondre efficacement au

cahier des charges. L’objectif de ce chapitre est donc de proposer un modele de zone cohésive
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prenant en compte 1’ensemble des améliorations proposées ci-dessus. Dans un premier temps,
la présentation des différents aspects du modele sera effectuée pour aborder ensuite son
application aux essais classiques de propagation du délaminage afin d’en montrer les
avantages et les limites.

2 Présentation du modele de zone cohésive développé

2.1 Cadre général du modele

Le développement du modele de zone cohésive a été écrit dans le cadre proposé
précédemment par Camanho [Camanho, P. P., 2002] :

si [u,]=0 si [u,]<0
{Tn = K[u,1/(2) { T, = a.Klu,] . Eq. I 2.1
avec =12
Tt,i = K[ut,i 1/(A) Tz,i = K[ut,i /(D)

ou T, (resp Ty, et T,,) est I’effort cohésif en mode I (resp. I’effort cohésif en mode II et en
mode III), [u,] (resp. [u; /] et [u,2]) est le saut de déplacement selon le mode I (resp. selon le
mode II et le mode III), K est la raideur initiale de I’interface (identique quelle que soit la
mixité de mode), ac un parametre de pénalisation (fixé arbitrairement a 10) et 4 la variable
d’endommagement variant entre 0 (état sain) et 1 (état rompu). 4 est définie par une fonction
qui dépend, dans le repere du chargement du saut de déplacement équivalent J, des
parametres matériaux Jy et dy et de parametres de forme. o est défini par :

5=l +lers P oo}

Notons que I’opérateur <.> est le crochet de Macaulay défini par :
(x) = max{0, x} Eq.IIL. 2.3
0y est défini comme le saut de déplacement pour lequel le seuil d’endommagement est atteint
dans le repere de chargement. Jy dépend du critére d’amorgage. De méme, Jr est le saut de

déplacement pour lequel I'interface est rompue. Jr dépend du critere de propagation, c’est-a-
dire de la mixité de mode et de la ténacité G, définie comme :

Sf
Ge = [T(8)ds Eq.I1. 2.4
0

La définition du modele repose donc sur la définition de :
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f(#) qui représente I’effet de I’endommagement

- la cinétique d’endommagement, a savoir [’évolution de la variable
d’endommagement 4

- Jpdéterminé a partir d’un critere d’amorgage

- Jrdéfini a partir de la loi de propagation choisie.

2.2 Définition de la cinétique et de I’effet de I’endommagement

L’enjeu du développement d’un nouveau modele réside ici dans la formulation d’une
loi continue (i) conservant une partie élastique jusqu’a ce que la contrainte d’amorcage soit
atteinte, (ii) compatible avec 1’utilisation d’un critére d’amorcage avec renforcement et (iii)
permettant de décrire le délaminage en mode mixte par le biais d’une loi de propagation
connue. Pour répondre a ces objectifs, la formulation présentée ci-dessous, illustrée sur la
Figure 44, est proposée :

si [u,]=0 si [u,]<0

T,=Klu,)1-2)’ T, =acK[u,]
T,; = Klu,,;1(1- 1)2 T, = Klu,1(1- /1)2

A=0 5i8 <0, Eq. IIL 2.5

5,(5-5,)Y
ﬂu:min(f< °q,1 si& =6,

56, -5,

avec =12

Tn’ Tt,i

Figure 44. Représentation du modeéle de zone cohésive
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La forme du modéle proposé est illustrée sur la Figure 45 pour un mode de
sollicitation fixé.

[v 0.005 0.0 0.015 0.0z 0025 003

Saut de déplacement [u]
6, 5;

Figure 45. Représentation de la forme du modeéle de zone cohésive pour une mixité de mode
donnée

A partir de I’Eq. II1. 2.5, le taux de restitution d’énergie critique G¢ peut étre défini en
calculant 1’aire sous la courbe 7=f (fu/) (Eq. III. 2.4). Ce paramétre correspond également a
I’intégrale de la force thermodynamique Y¢ par rapport a la variable d’endommagement 4.

1
0

avec la force thermodynamique Y¢ définie par :

oy

=—— Eq. IIL. 2.7

C EY) q

ou i est I’énergie libre, dont I’expression est :
1
v=_ K(Z[ui]2](1—1)2 Eq. 111 2.8
L’énergie libre y est directement relié¢e aux efforts cohésifs par :
oy

T; = Eq. 111 2.9

lu;] 1
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A partir de I’Eq. IIL. 2.6, I’expression de la ténacité G¢ pour le modéle de zone

cohésive proposé¢ dans ce chapitre est :

_ 2K (ag +a; +a, +a3)
C (1—b)4 0o ta+ap+as
ay =-3(1-b)
L2
@ _2(1 ) Eq. 1L 2.10
ay = (b2 —2(1+ b))ln(b)
ay=(2-b)b-1)
p=0
or
L’expression de la ténacité G¢ a partir de ’Eq. III. 2.4 est :
6‘2
GC :K(do'Fdl +d2 —d3 —d4 +70J
dy = 4e8y(1-c)(6, - &,)
57 -8
d, :(1_0)2( S 0)
2
dy = 2¢53 3e —1)(log(8 ) 0g(5,))
O Eq. IIL 2.11
dy = —4¢*83| — ——
S
2 o4
- SBL
2 (67 &
5
Cc =
‘§f - F

Pour finir, la formulation compléte du modele repose sur la définition (i) de Jy pour le
critetre d’amorcage et (ii) de J; pour le critere de propagation. Les prochains paragraphes
décrivent la maniere dont ces deux parameétres sont déterminés.
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2.3 Amorgage
2.3.1 Proposition d’un critére d’amorcage en contraintes positives

Grace aux travaux récents de Charrier [Charrier, J. S., 2011], un effet de la
compression hors-plan sur I’interface soumise a un chargement de cisaillement hors-plan a été
mis en évidence. L’amorcage d’une fissure en cisaillement devient alors plus difficile lorsque
I’interface est également soumise a une compression. Pour décrire ce phénomene, Charrier et
al. [Charrier, J. S., 2010] ont proposé¢ un critére de rupture de la forme :

2 2 2
(&J +[ﬁ—3j +(L] —1 Eq. III. 2.12
Z, Si3(1- pos3) Sy3(1-pos3)

avec o33, 773 et 13 les contraintes hors-plan de traction et de cisaillement, Z;, S;; et S»; les
résistances hors-plan de traction et de cisaillement de I’interface et p un paramétre de forme
défini par :

p=— Eq. IIL. 2.13

ou Z¢ correspond a la valeur de la résistance en compression hors-plan. Le but de ce critére
est de décrire la rupture sous sollicitation hors-plan. Comme le montre la Figure 46, la partie
en traction correspond a un délaminage alors que la partie en compression décrit une rupture
dans le pli sous une sollicitation hors-plan en compression.
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Figure 46. Critere de rupture avec un renforcement en compression/cisaillement proposé par

Charrier [Charrier, J. S., 2010]

Bien que ce crittre mette en ¢évidence un couplage essentiel en
compression/cisaillement, la formulation proposée ne parait pas idéale pour décrire
I’amor¢age du délaminage compte-tenu du fait qu’elle s’appuie sur un parametre de forme p

identifié par le biais d’une résistance en compression dans le plan (o33, 773).

Dans le but de s’affranchir de ce paramétre de forme, un nouveau critére d’amorcage a
été développé dans ces travaux. Ce dernier s’appuie sur la détermination des contraintes
positives du tenseur des contraintes interlaminaires. Le principe de cette méthode est de
rechercher le champ des contraintes jouant exclusivement un role dans I’endommagement de
I’interface [Ju, J. W., 1989]. Pour cela, la procédure décrite ci-dessous est utilisée.

Dans un premier temps, seules les contraintes ayant un role dans ’endommagement de
I’interface sont considérées. Le tenseur des contraintes suivant est alors retenu pour le calcul
des contraintes positives :

0 713

713 723 033

On recherche ensuite les valeurs propres de ce tenseur afin de pouvoir le diagonaliser.
Les valeurs propres S;, S, S3 sont :
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§-0:S _0'33_\/0'323"‘4(7123"'7223),5 _0'33"'\/0-323"'4(7123"'7223)
1 =055, = 5 55 = 5 Eq. 1IL. 2.15

Dans la base principale, la forme matricielle D du tenseur des contraintes est diagonale
et peut se décomposer en une partie positive D" (contenant les valeurs propres positives) et
une partie négative D™ (contenant les valeurs propres négatives) :

D=D +D" Eq. IIL. 2.16

Notons que seule la valeur propre S; est strictement positive. Le tenseur des
. L) Ie . Ie Ie \ + 7.
contraintes positives est défini comme étant égal a D". Dans la base matériau, ce tenseur
prend la forme suivante :

+ + +
o1 T2 713
O'=+ = Z'1+2 0;2 T;S Eq III. 2.17

+ + +
713 723 033

N + + + , . o, . 97 .
ou o33, 773 et 3 représentent les contraintes positives. Ces contraintes peuvent s’écrire
sous la forme :

2«+
+
(oX =
33 0
2
IV
T = 139 Eq. III. 2.18
/1+
T; _ 23
Q

avece

At :%(033 +ok +aled + o4 )) . a=("f +[3 +r4) EquL2.19

Le critere d’amorgage est alors écrit a partir de ces contraintes interlaminaires

positives :
2 2 2
+ + +
O33 | | A3 | | T3 | _4 Eq. I11. 2.20
Z, Si3cr S2cr
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Notons que pour un chargement en cisaillement pur ;3 ce critére engendre des
contraintes positives o33 et 73 . Clest pourquoi, afin de retrouver sous chargement de
cisaillement pur les valeurs des résistances hors-plan, il est nécessaire d’utiliser les résistances
S13cr et Sz3cr qui sont de la forme :

So3

5 Saer =
Eq. 1II. 2.21

La Figure 47 illustre la comparaison entre le critére d’amorcage proposé par Charrier
et al. [Charrier, J. S., 2010] et celui proposé¢ dans ce chapitre. On remarque ainsi que le critére
basé sur les contraintes positives entraine 1’amorgage du délaminage en traction/cisaillement
pour des contraintes un peu plus faibles que celles obtenues par le critere de Charrier. De
méme, pour une sollicitation en compression/cisaillement, I’amorgage de la fissure apparait
pour des niveaux de contraintes un peu plus élevés. Malgré ces différences, les tendances
restent identiques. Une validation compléte de ce critére en compression/cisaillement reste
dans tous les cas nécessaire [Charrier, J. S., 2011].

120
Critere quadratique avec renforcement
défini & partir d un paramétre de forme p (Charrier et al))
Critere quadratique avec renforcement

100 a partir des contraintes positives

1, (MPa)

L 1 1 L
-50 -40 -30 -20 -10 0 10 20 30 40 50

Figure 47. Comparaison du critere d'amor¢age proposé par Charrier et al. [Charrier, J. S.,
2010] et du critére d'amor¢age proposé dans ce chapitre
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2.3.2 Détermination du paramétre J,

La valeur de dy correspond a la valeur du saut de déplacement critique a 1’amorcage
dans le plan (7, o) (Figure 44). Pour un chargement mixte (o33 73, 723), I’amorcage est ainsi

vérifié pour une contrainte d’amorgage o dans le plan (7, J) qui peut s’écrire :

033 =cosfo . = K cosd0,
713 =sinfcoswo = Ksinfcoswd,, Eq. III. 2.22

To3 =sin@sin wo - = K sin fsin o,

avec pour définition de la mixité de mode :

u
o= arctan[ﬁ) Eq. III. 2.23

Notons ici que la rigidité initiale K de ’interface est supposée la méme dans toutes les
directions. L’Eq. III. 2.19 devient alors :

A= %K(cos@ ++cos? 6+ 4sin> 0)50 =akKJg,

O~ (K5o)2 [cos6’+\/00520+4sin26’

2
; ] +sin0 | = (a2 +sin20) K5, Eq. 111 2.24

avec d = %(coseJr\/cosz 0 + 4sin? 9)

On obtient en utilisant la définition des contraintes positives (Eq. III. 2.18) :

N a’K6,
033=75 . >
a“ +sin” 6@
. a’*sinfcoswkd,

(52 +sin? 9)
. a? sin @sin wK o,

723 = " B
(az +sin? 9)
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Enfin, J, est déterminé en injectant les contraintes positives dans le critére d’amorcage
(Eq. 1II. 2.20) :

5*
o = 0 Eq. IIL 2.26

\/(“33 )2 +(ar3 )2 + (a3 )2

N\ * I3 .
avec les parameétres dy , az;z, as; et a3 définis par :

~3
a

asz =77 ;
‘az +s1n20i

Y _(52sin9cosa)]£ Z, )
(@ +sin® 0) A Siscr Eq. IIL. 2.27
P Ezsiné’sina)[ Z, J
= (52 +sin? 9) Sr3cr
x Z
50 = !

ol

2.4 Propagation

La propagation du délaminage en mode mixte est régie par une loi de propagation.
Deux lois sont fréquemment utilisées dans la littérature pour décrire la propagation du
délaminage dans un stratifié carbone/époxy : la loi Power law (Eq. III. 2.28) et la loi de
Benzeggagh (Eq. I11. 2.29) :

a [04 [04
[Gl j +( Gu j J{ﬂ] 1 Eq. IIL. 2.28
Gre G Gric
G, +G “
GC = GIC + (GHC - GIC{ I 11 j Eq III 229
Gr+Gp+Gyy

En prenant en compte la mixité de mode décrite par I’Eq. III. 2.23 et I’expression du
taux de restitution d’énergie (Eq. III. 2.10), ces deux criteres peuvent s’exprimer de la
manigcre suivante :

-1

2 p\% .2 2 \¢ 202 Y@
G = (cos 49] +(sm 0 cos a)] +[sm Osin COJ Eq. III. 2.30

Grce Gric
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Ge =Gie +(Gye = Gie )(SiHZ 9)0 Eq. III. 2.31

Notons que ces critéres sont valables pour des chargements en traction/cisaillement.
Pour les chargements en compression/cisaillement, trois options sont possibles. La premiére
(option 1), classiquement utilisée, consiste a définir Go comme étant égale a la ténacité en
mode de cisaillement pur :

Ge =Gye Eq. 1L 2.32

La deuxiéme option (option 2), consiste a définir un parameétre yc adimensionnel
permettant d’augmenter la ténacité en fonction du niveau de compression :

Cette option nécessite néanmoins de pouvoir identifier le parameétre y¢ et il n’existe
pas a notre connaissance d’essai permettant de caractériser la propagation du délaminage en
compression/cisaillement. Enfin, la derniére option (option 3) consiste quant a elle a calculer
la ténacité G¢ avec le saut de déplacement critique Jyobtenu lors d’un cisaillement pur :

Ge = 7(6059 ¢ modeir) Eq. 11I. 2.34
La ténacité augmente alors avec 1’augmentation de la contrainte critique. Les Figure

48 et Figure 49 illustrent I’évolution de la loi d’interface pour les deux premieres options,
tandis que la Figure 50 présente 1’évolution de la ténacité G¢ en fonction de I’option utilisée.

Remarque : Dans la suite de ces travaux, par manque de données concernant l’évolution de
la ténacité sous un chargement en compression/cisaillement, [’option 1 sera utilisée
(Gc=Gyyc) car elle est la plus conservative.
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Pt1 (MPa)

0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08
[Ut1] {mm)

Figure 48. Evolution de la loi d'interface (selon I’Eq. III. 2.32) en fonction du niveau de
compression lors d'un chargement en compression/cisaillement

140 . . . . . . 30
120F ™

100 \

PU (MPa)

=
M

0 0o 002 0.03 0.04 0.05 0.06 007 0.08 003 004 005 006 007 008 D08
[UH] (mm) [UH] {mm)

Figure 49. Evolution de la loi d'interface en fonction du niveau de compression lors d'un

chargement en compression/cisaillement hors-plan (a.) a partir de I’Eq. 111. 2.33 (avec
yc=2.0) et (b.) a partir de I’Eq. III. 2.34
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5000 T T T T T T T

4500}

4000+

3500}

3000+

2500}

G, (Jm?)

2000}

1500+

1000}

option 1
option 2+v=0.5
option 2 y=2
option 3

O. I I

0.6 0.4 0.2 o] 0.2 0.4 0.6 08 1

a Hfﬁ c

500

Figure 50. Evolution de G¢ en fonction de l'option choisie pour décrire la ténacité en fonction
du niveau de chargement en compression

C’est a partir de ces lois que le saut de déplacement relatif critique J est déterminé. En
effet, ce parametre est défini a partir de I’Eq. III. 2.11 en remplagant la valeur de G¢ par la
valeur déterminée par le critére de propagation pour une mixité donnée. Cependant, cette
fonction ne permet pas d’obtenir J par une relation simple. C’est pourquoi une résolution par
un algorithme de Newton-Raphson est effectuée pour résoudre 1’équation :

2
GC —i&o“(ao + al + a2 + 613) = 0 Eq I11. 2.35
(1-0)
avee
ay =-3(1-b)
1
Cll = 5(1 — bz)
a, = (b2 —2(1+ b))ln(b) Eq. III. 2.36
a;=(2-b)b-1)
b0
or

Remarque : L’objectif du modeéle étant la description du délaminage sous des sollicitations
quasi-statiques dans un code implicite, [’écriture analytique de la matrice tangente est
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indispensable. Celle-ci est donnée en annexe pour ne pas alourdir le corps du texte (Annexe
B).

3 Application du modele de zone cohésive continu sur des essais issus de la
mécanique de la rupture

3.1 Modélisation de I’essai DCB

Pour évaluer ’apport de la forme continue du modele, la modélisation 2D d’un essai
DCB a été mise en place avec trois modeles de zone cohésive différents : le modele bilinéaire,
le modgele linéaire/polyndmial [Pinho, S. T., 2006] et le modéle proposé dans ce travail. Les
dimensions de la plaque et les conditions aux limites de I’essai sont représentées sur la Figure
51.

F
Va
1H=3.2
1a
2,=43.0
<> L=1440

Figure 51. Représentation schématique des dimensions de l'éprouvette DCB et des conditions
aux limites imposées

Pour cette modélisation, le comportement du stratifié est présenté dans le Tableau 6
tandis que le comportement de I’interface est résumé dans le Tableau 7. Notons que la valeur
de la raideur initiale a ét¢ imposée a 10° N.mm™ pour le modéle bilinéaire et
linéaire/polynomial tandis qu’une étude sur la valeur de la raideur K a été effectuce sur le
modeéle continu (K = 10°, 5.10%, 10*, 5.10° N.mm™).

Module d’Young Module d’Young Module de Coefficient de Coefficient de
longitudinal transverse cisaillement Poisson Poisson
E1 (GPa) Et (GPa) G]t (GPa) Vit Vit
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10.5 5.25 0.3 0.5
Tableau 6. Valeurs des propriétés mécaniques du pli UD
Ténacité en Ténacité en Résistance hors-  Résistance hors- Facteur
mode II planenmode I  plan en mode II puissance du
Gic (J/m?) Gre (J/m?) Z (MPa) S13 (MPa) critére de
Benzeggagh o
1450 30 60 1.148

Tableau 7. Valeurs des propriétés de l'interface

Pour une raideur initiale comprise entre 5.10° et 5.10* N.mm™ pour le mod¢le continu,

la comparaison des courbes force/déplacement et longueur de fissure/déplacement montrent

une description similaire de la propagation du délaminage quel que soit le modéele utilisé

(Figure 52). En revanche, pour une raideur supérieure a 10° N.mm™, la description de la

propagation de la fissure par le modele de zone cohésive développé est incorrecte. En effet, la

propagation du délaminage s’effectue pour une énergie apparente plus faible que celle

imposée au calcul. Ce phénomeéne apparait en réalité lorsque le rapport dy/dr est inférieur a

10™*. On retrouve donc le probléme soulevé avec le modéle bilinéaire dans le chapitre 2.
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Figure 52. Comparaison du modeéle de zone cohésive bilinéaire, linéaire/polynomial et

continu a partir d'un essai DCB
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A partir de cette valeur critique du rapport 00/0y;, 1l est possible de définir une valeur

maximale K™ de la raideur interfaciale. En effet, en insérant I’Eq. III. 2.26 dans I’Eq. IIL
2.10, on obtient :

g _ : 2(a0 +a, J;az +a3) :
a a a 4
(5 (s ) v
a, =-3(1-b)
a, =%( — ) Eq. IIL 3.1

La Figure 53 illustre la valeur de cette raideur maximale en fonction de la mixité de

mode pour différents couples (Z;, S;3) pour les paramétres de propagation proposés dans le
Tableau 7.

05+

O. 1 1 1 L L L L L L
0 0.1 02 0.3 0.4 0.5 06 0.7 0.8 09 1

GGG

Figure 53. Evolution de la raideur maximale K™ en fonction de la mixité de mode pour
différents couples de résistances
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Dans I’objectif de connaitre I’apport du modele en termes de temps de calcul, 1’essai
DCB a été modélisé avec les différents types de modéle avec une raideur K de 10° N.mm™,
une ténacité de 350 J/m? et une résistance de 60 MPa. La comparaison des résultats obtenus
avec une taille de maille de 0,01 mm (Tableau 8) semble montrer, sur ce cas simple, que le

mode¢le propos€ n’apporte aucun avantage en termes de temps de calcul.

Modele Bilinéaire  Linéaire/Polynomial ~ Continu

Nombre 814 800 800
d’incréments

Nombre 3481 3447 3991
d’itérations

Tableau 8. Comparaison du nombre d’incréments et du nombre d’itérations avec différents
modeles de zone cohésive pour un essai DCB (8mm d’ouverture) avec une taille de maille de

0,01 mm

Toutefois, comme le montre la Figure 54, la longueur de la process zone obtenue avec
le modele continu est plus grande que celles définies avec les autres modéeles. Cet aspect est
directement li¢ a la forme du modele qui, pour une ténacité donnée (de 1’ordre des valeurs
identifiées avec la famille des composites carbone/époxy), impose un saut de déplacement
critique oy plus élevé qu’avec les autres modeles. Notons également que la longueur de la
process zone est indépendante de la taille de maille utilisée. Toutefois, comme le paragraphe
2.3 du chapitre 2 I’indique, un nombre minimum d’éléments Ne dans la process zone est
nécessaire pour obtenir une modélisation convergée par les modeles de zone cohésive. Grace
a la longueur plus grande de la process zone obtenue par le modele continu, il devient
possible d’utiliser des tailles de maille plus grandes tout en respectant les contraintes
imposées sur le nombre d’éléments Ne.
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Figure 54. Comparaison de la longueur de la process zone en fonction du modéle de zone
cohésive

Ainsi une étude de convergence au maillage a permis de démontrer que le modele
continu admet I’utilisation d’une taille de maille de 0.03 mm tout en assurant la convergence
du calcul et un nombre d’incréments équivalents au cas précédent. Cette taille de maille ne
permet pas la convergence du calcul avec les autres types de modele de zone cohésive
(Tableau 9). Notons également que le modeéle continu permet 1’utilisation d’une taille de
maille encore plus grande. Toutefois, le nombre d’incréments est alors plus important du fait
de la présence de sauts de solution. On retiendra cependant, pour des études de cas
structuraux, que le modele continu permet 1’utilisation d’une taille de maille plus grande que
les autres modeles de zone cohésive. Cette taille de maille nécessitera cependant 1’utilisation
d’un algorithme dynamique afin de pallier la présence de sauts de solution.

Taille de Nombre Nombre
maille (mm) d’incréments d’itérations
0.03 800 3968

0.1 1505 12070

Tableau 9. Nombre d’incréments et nombre d’itérations obtenus pour deux tailles de maille
avec le modele de zone cohésive continu assurant la convergence du calcul d’un essai DCB
(8mm d’ouverture)
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3.2 Modélisation de I’essai MMB

Bien que la contrainte interlaminaire soit un parameétre indépendant de la ténacité de
I’interface, une étude effectuée par Turon et al. [Turon, A., 2010] a permis de démontrer,
qu’avec la formulation actuelle des modeles de zone cohésive bilinéaires, les contraintes
interlaminaires des modes purs de rupture ont une influence sur la propagation du délaminage
en mode mixte. En effet, a partir de plusieurs modélisations de I’essai MMB (mixité égale a
20%, 50% et 80%) et pour différentes combinaisons de contraintes interlaminaires, les
courbes force/déplacement se différencient I’une de 1’autre.

Cette observation a été vérifiée a partir d’une modélisation de 1’essai MMB (Figure 20
du chapitre 1) en 2D a déplacement imposé, pour différentes mixités de mode. Afin de ne pas
modéliser le montage spécifique de 1’essai nécessitant la prise en compte du contact entre
I’éprouvette et le bras de levier, le déplacement imposé est recalculé a partir des formules
proposées dans [Camanho, P. P., 2003]. Ce déplacement est dépendant de la longueur ¢ du
bras de levier permettant d’étudier la propagation du délaminage sous différentes mixités de
mode.

Pour la modélisation de cet essai, une éprouvette d’une longueur de 150 mm avec une
¢paisseur de bras de 1.55 mm est utilisée. Une pré-fissure de 35 mm est présente dans le
stratifié avant 1’application du chargement. Pour finir, le comportement du stratifié est
présenté dans le Tableau 10 tandis que le comportement de I’interface est résumé dans le
Tableau 11.

Module d’Young Module d’Young Module de Coefficient de Coefficient de

longitudinal transverse cisaillement Poisson Poisson
E1 (GPa) Et (GPa) G]t (GPa) Vit Vit
120.0 10.5 5.25 0.3 0.5

Tableau 10. Valeurs des propriétés mécaniques du pli UD

Ténacité en Ténacité en Résistance hors- Résistance hors- Facteur
mode [ mode II planen mode I  plan en mode II puissance du
Gic (J/m?) Gre (J/m?) Z (MPa) S13 (MPa) critére de
Benzeggagh o
260 1002 30 30, 60, 90 2.0

Tableau 11. Valeurs des propriétés de l'interface
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Les résultats, présentés sur la Figure 55 pour une mixité de mode de 20%, mettent
clairement en évidence le probléme soulevé par Turon ef al. [Turon, A., 2007] de I’'influence
des valeurs des contraintes interlaminaires sur la propagation du délaminage.

Farce (N)

maodele bilingaire Z_.=3Cl, s |5=3El
modele bilingaire Z_.:3Cl, s |5:6El
modele bilingaire Z_.:3Cl. 813:90
modele continu Z=30, §,,=30
modéele continu 2r=30_ Sn=60
— modéle continu 2r=30_ Sn=90

05}

Analytique

L s X I 1}

0 2 4 6 8 10
Déplacement (mm)

Figure 55. Evolution de la force en fonction du déplacement au cours d'un essai MMB pour
différentes valeurs des contraintes interlaminaires

L’explication proposée par ces mémes auteurs réside dans la formulation de la dérivée
de la variable d’endommagement d qui correspond au rapport du taux de restitution d’énergie
dépensé G, sur le taux de restitution d’énergie critique Gc:

1
Ge - K[u)(1- )6
T s Eq. II1. 3.2

Ge Gc

ou [u] est le saut de déplacement, A la variable d’endommagement locale incrémentale de
I’interface, K la raideur initiale et Jrle saut de déplacement critique pour lequel I’interface est
rompue. La variable d’endommagement d est dépendante de la variable d’endommagement 4
et de la mixité de mode B de la sollicitation (avec B=G/(G+Gy;)). On obtient donc :

od ; od .

d=—1+—B8B Eq.IIL 3.3
oA~ OB

Notons ici que compte-tenu de la définition de la mixité de mode donnée dans ce
chapitre, la mixité de mode B est égale a sin’6. Turon et al. [Turon, A., 2010] ont démontré
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que pour s’assurer que la dérivée temporelle d soit toujours positive, il est nécessaire
d’imposer que le membre associé a B soit nul (car la dérivée temporelle B n’est pas
strictement positive). Ainsi, on obtient :

o _ 0 Eq. III. 3.4
OB

En résolvant I’Eq. III. 3.4, et en utilisant une nouvelle formulation du critere
d’amorcage, proposée dans [Turon, A., 2010], de la forme :

(o) =z, +((5: - (2, Jp" Eq.IIL 3.5

on obtient, pour assurer une propagation du délaminage indépendante des valeurs des
contraintes d’amorgage, la condition suivante :

G
S;3=2, GLC Eq.IIL 3.6

IC

Cette condition est une solution acceptable et efficace lorsque la description de la
propagation du délaminage est privilégiée au détriment de celle de I’amorcage. En effet, pour
obtenir cette solution, il est nécessaire (i) de modifier la forme du critere d’amorgage et (ii)
d’utiliser des résistances ne respectant pas nécessairement celles mesurées lors de
I’identification. Notons également que I’Eq. III. 3.6 a été obtenue facilement a partir d’un
modele bilinéaire. La méme procédure appliquée sur le modele développé n’a pas permis
d’obtenir une formulation simplifiée dans le cadre de cette theése. Nous admettrons donc dans
la suite de ce travail que la description de la propagation du délaminage peut étre erronée au
méme titre qu’un modele n’utilisant pas la relation de ’Eq. III. 3.6. Il est évident qu’une
perspective a court terme de ce travail sera de trouver une solution adaptée au modéele
développé pour réduire ou supprimer l’influence des résistances interlaminaires sur la
description de la propagation du délaminage.

4 Conclusion

De nombreux modéles de zone cohésive existent dans la littérature afin de modéliser
I’amorgage et la propagation du délaminage dans les stratifiés carbone/époxy. Cependant,
I’étude bibliographique (chapitre 1) a permis de montrer que certains ingrédients ne sont pas
encore pris en compte. C’est pourquoi un nouveau modele de zone cohésive a été proposé
dans ce chapitre. Ce dernier s’appuie (i) sur un critére d’amorcage en contraintes positives
permettant de prendre en compte le renforcement de la tenue de l’interface lors d’un
chargement en compression/cisaillement, (ii) un critere de propagation adapté et (iii) une
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forme continue avec une partie €lastique linéaire (jusqu’a atteindre la contrainte d’amorcage).
L’étude du comportement du modele a permis de montrer 1’intérét de ce dernier.

Dans le but de valider I'implantation du modele et de mettre en avant ses apports
numériques, un essai DCB et un essai MMB ont été modélisés. Dans un premier temps,
I’essai DCB a permis de mettre en évidence la qualité du modele pour décrire la propagation
du délaminage mais également la présence d’un probléme numérique lié au rapport dy/0y
rencontré également dans le chapitre 2 avec un modele bilinéaire. La valeur critique de ce
rapport peut étre utilisée afin de déterminer, pour des propriétés interfaciales données, la
valeur maximale de la raideur initiale de I’interface K. Dans un second temps, I’apport
numérique du modele proposé dans ce chapitre a été évalué a partir d’un essai MMB. De plus,
comme dans [Turon, A., 2010], ’influence des contraintes interlaminaires sur la propagation
du délaminage a été¢ détectée. Des solutions existent dans la littérature pour annuler cet effet
pour le mod¢le bilinéaire. Ces dernicres n’ont pas pu étre appliquées sur le modele développé.
Une perspective de ce travail réside donc dans la mise en place d’une solution adaptée au
modele continu.

Ces premicres études ont permis d’évaluer la qualit¢ du modele proposé mais
¢galement d’estimer un premier domaine de validité. Il est donc possible d’utiliser ce modele
dans un calcul de structure afin d’étudier le délaminage dans une structure complexe.
Néanmoins, pour pouvoir décrire précisément le délaminage dans un composite
carbone/époxy, il est nécessaire d’identifier le critere d’amorcage et le critere de propagation.
Le chapitre 4 se focalise donc sur le développement d’une procédure d’identification des
propriétés de I’interface.
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Chapitre 4
Proposition d’une procédure
d’identification du modele de

zone cohésive

Le chapitre 3 a permis de proposer un modele de zone cohésive remplissant le cahier
des charges défini dans le chapitre 2. L’utilisation d’un tel mod¢le passe par 1’étape
essentielle de I’identification du critére d’amorcage et du critére de propagation pour décrire
I’apparition et la progression du délaminage. Cependant, la procédure classique, ne serait-ce
que pour I’identification du critére de propagation, reste longue et coliteuse car elle fait appel

a de nombreux essais. De plus, celle-ci est difficilement applicable a des interfaces 0°/6°.

Aussi, I’objectif de ce chapitre est de proposer une nouvelle procédure d’identification
qui soit robuste et efficace. Cette derniére s’appuie sur un essai de traction sur plaque rainurée
permettant de décrire 1’évolution de la ténacité en fonction de la mixité de mode. Cet essai a
pu mettre en évidence les lacunes des lois de propagation retenues dans le chapitre 2. Aussi,
une nouvelle loi, plus apte a décrire les résultats expérimentaux obtenus, a été proposée.
L’apport de cette derniere a été démontré sur plusieurs types de matériau carbone/époxy.
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1 Introduction

Dans le chapitre précédent, un nouveau modele de zone cohésive a été proposé afin de
permettre une description de 1’amorcage et de la propagation du délaminage dans les stratifiés
carbone/époxy lors d’un calcul de structure. L’amorgage est piloté par un critére en contrainte
décrivant un renforcement de la tenue mécanique en compression/cisaillement comme cela a
¢té¢ montré dans [Charrier, J. S., 2010]. Une procédure semi-numérique a été utilisée afin de
permettre 1’utilisation d’un critére de propagation quelconque. Dans un premier temps, le
critere de Benzeggagh et le critére Power law, qui sont le plus souvent rencontrés dans la
littérature, ont été choisis. Afin de prédire et de décrire le délaminage, il est donc nécessaire
d’identifier le critére d’amorcage et le critére de propagation.

Dans la premiére partie de ce chapitre, un rappel sur la procédure d’identification du
critere d’amorgage est effectué. Cette procédure, proposée notamment dans la thése de
Charrier [Charrier, J. S., 2011], est compléte et efficace. Aussi, le travail de cette these s’est
focalisé sur I’identification du critére de propagation.

Comme le chapitre bibliographique (chapitre 1) a permis de le montrer, le critere de
propagation s’identifie classiquement a ’aide de plusieurs essais comme notamment : (i)
I’essai DCB pour le mode 1, (ii) ’essai ENF pour le mode II et (iii) ’essai MMB pour les
modes mixtes I/II. L’application de ces essais pour 1’identification de la ténacité des interfaces
0°/6° représente toutefois certains inconvénients comme la présence d’endommagement
intralaminaire, la bifurcation du délaminage entre deux interfaces ou encore la présence de
comportements non-linéaires (voir chapitre 1 paragraphe 1.2.5). Dans tous les cas, la
procédure d’identification reste longue et colteuse puisque de nombreux essais sont
nécessaires pour avoir une bonne description du critére de propagation. Enfin, I’identification
du critére de propagation est difficile compte tenu de la dispersion liée (i) a la nature des
essais classiquement utilisés et (7)) a 1’étude d’autant d’essais que de mixités de mode
¢tudiées. Notons également que, comme nous 1’avons vu dans le chapitre 1, le mode III et les
modes mixtes impliquant ce mode de rupture ne sont que trés rarement caractérisés. Aussi la
ténacité du mode III est souvent considérée comme identique a celle du mode II.

Afin de réduire ces limitations, un nouvel essai de caractérisation de la propagation du
délaminage est présenté dans ce chapitre. La méthode d’exploitation de cet essai est décrite
puis appliquée pour identifier la ténacité¢ d’une interface 0°/90° et d’une interface 0°/45°.
L’identification du critere de propagation par ce nouvel essai est également traitée. Les
résultats obtenus sont comparés de maniere critique a ceux de la littérature.
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2 Identification du critere d’amorcage

Comme I’étude bibliographique a permis de le montrer, le critére de rupture le plus
approprié¢ pour décrire I’amorcage du délaminage dans les stratifiés carbone/époxy est le
critere proposé par Charrier ef al. [Charrier, J. S., 2010] qui décrit le renforcement de la tenue
de I’interface lorsqu’elle est soumise a une sollicitation en compression/cisaillement. Afin
d’identifier ce critére, une procédure expérimentale a été proposée par Charrier. Elle repose
sur (i) un essai de flexion quatre points sur corniére pour identifier la résistance en traction Z,,
(ii) un essai ILSS pour déterminer la valeur des résistances en cisaillement S;; et S»; et (7ii) un
essai de compression hors-plan pour identifier la valeur de la résistance hors-plan Zc. Le
paramétre de couplage traction (ou compression)/cisaillement est déterminé a partir de la
valeur de Z¢ (voir chapitre 1). Dans la suite, seule la partie en rupture par délaminage nous
intéresse. Des essais de pliage et de dépliage de corniere peuvent Etre utilisés pour valider la
pertinence de critére sous chargement multiaxial. La Figure 56 résume I’ensemble de Ila
procédure d’identification.

T N

S13R (et Sy3F)

Pliage de corniére

ILSS
U

Contrainte de cisaillement hors

—_~ I

© /
o /4 S13
= | /

o

S ]
(_% Rupture en Rupture par
Q. [compression

-

Zc

délaminage

Contrainte de traction/compression
hors plan 053 (MPa)

Figure 56. Procédure d'identification du critere d'amorcage
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3 Identification du critére de propagation

Dans le but d’identifier le critére de propagation adapté a une interface 0°/6° d’un
stratifié carbone/époxy, une procédure d’identification est développée pour analyser les
résultats obtenus a I’aide de I’essai de traction sur plaque rainurée initialement proposé par
[Huchette, C., 2008].

3.1 Proposition d’un nouvel essai: D’essai de traction sur plaque
rainurée

3.1.1 Principe de ’essai

L’essai de traction sur plaque rainurée est un essai de traction sur un stratifié¢ dont les
plis supérieurs ont été rainurés par un trait de scie, sur toute la largeur de la plaque.
L’originalité de cet essai réside dans la création naturelle du délaminage a une interface 0°/6°,
contrairement aux essais classiques issus de la mécanique de la rupture qui nécessitent un
insert de téflon pour créer une pré-fissure. En effet, a partir de la rainure, I’essai de traction
sur la plaque permet la création d’une fissure transverse a travers les plis désorientés du
stratifié. Lorsque la fissure atteint I’interface 0°/6°, le délaminage apparait en pointe de fissure
transverse, puis se propage a I’interface de part et d’autre de la fissure transverse. Cet essai a
initialement été développé afin d’étudier I’influence de I’endommagement intralaminaire sur
la propagation du délaminage. Il a ensuite été utilisé par Hautier [Hautier, M., 2010] afin de
comparer la tenue de I’interface avant et aprés réparation. Le but des travaux développés ici
est de proposer une méthode d’analyse afin d’identifier la ténacité interfaciale sous un
chargement multiaxial. La Figure 57 résume le principe de 1’essai de traction sur plaque
rainurée tandis que I’observation au microscope de la rainure, de la fissure transverse et du
délaminage sur un stratifié [0,/90,]s de carbone/époxy T700GC/M21 est présentée sur la
Figure 58.
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@ Rainurage de I'éprouvette

Essai de traction afin de créer une
@ fissure transverse dans les plis

—
@ désorientés sous la rainure

Le délaminage, initié par le
microdélaminage en pointe de
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sous I'effet du chargement de
traction

)
®©)

Figure 57. Principe de l'essai de traction sur plaque rainurée

Fissure transverse créée par
le chargement en traction

Délaminage amorcé

: : Rainure initiale
en pointe de fissure If

Figure 58. Observation sur une éprouvette [0,/90,]s de T700GC/M21 de la rainure des plis
supérieurs, de la fissure transverse a traverses les plis désorientés et du délaminage a
interface 0°/90°

3.1.2 Dispositif expérimental

L’essai de traction sur plaque rainurée est effectué grice a une machine
¢lectromécanique a déplacement imposé. Une téte de microscope optique est associée a une
caméra numérique afin d’observer le chant préalablement poli de 1’éprouvette a 1’échelle
mésoscopique (échelle du pli) mais également a 1’échelle microscopique (échelle de la fibre et
de la matrice). Le dispositif microscope/caméra est relié a des tables de déplacement
micrométrique pour suivre la propagation du délaminage le long de 1’éprouvette a chaque
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plateau de déplacement. Ce dispositif, illustré sur la Figure 59, est plus largement décrit dans
[Huchette, C., 2005].

1!

Figure 59. (a) Présentation du dispositif expérimental et (b) de [’observation du délaminage
sur le chant poli de [’éprouvette

3.1.3 Procédure expérimentale

L’essai de traction sur plaque rainurée est un essai récent. L’exploitation de cet essai
pour étudier la propagation du délaminage a nécessité¢ la mise en place d’une procédure
expérimentale spécifique réalisée conjointement avec Hautier [Hautier, M., 2010].

L’étude du délaminage lors de cet essai nécessite tout d’abord d’effectuer une rainure
dans les plis supérieurs du stratifié. Une pré-charge permet ensuite la création et la
propagation d’une fissure transverse sous la rainure dans les plis désorientés jusqu’a ce que
cette dernicre atteigne I’interface 0°/6° (Figure 60). Un microdélaminage peut apparaitre en
pointe de fissure transverse. Néanmoins, la longueur de ce microdélaminage est négligeable et
n’a aucune influence sur 1I’é¢tude du délaminage.
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Figure 60. Observation de la fissure transverse créée par la pré-charge en traction sur un

stratifié [0,/90,]s de carbone/époxy T700GC/M21

Lorsque la fissure transverse a atteint I’interface souhaitée, I’éprouvette est déchargée
afin de réaliser 1’essai de traction sur plaque rainurée a partir d’un déplacement et d’une
charge nulle, ce qui correspond a rattraper les jeux mécaniques liés au montage. Ainsi, cette
premicre charge/décharge permet de s’assurer que la profondeur de la rainure n’aura aucune
influence sur la comparaison des différents essais. Cette étape correspond au point de départ
du second chargement pour 1’étude de la propagation du délaminage (Figure 61).

Figure 61. Configuration de l'éprouvette avant le second chargement

L’essai de traction sur plaque rainurée est effectué a chargement imposé de
déplacement a une vitesse de 0,01 mm/min pour permettre 1’observation de la propagation de
la fissure le long de I’éprouvette. Des plateaux de déplacement sont imposés tous les 0,04 mm
de déplacement traverse afin de photographier régulie¢rement 1’évolution de la propagation. En
effet, a chaque plateau de déplacement, le dispositif de tables micrométriques permet au
microscope digital de balayer 1’ensemble du chant poli de I’éprouvette afin d’enregistrer la
longueur de la fissure. Ces données permettent de décrire la propagation du délaminage en
post-traitement. Il est important de noter que la détermination du front de fissure est facilitée
par I’observation de la plaque sous charge puisque la fissure est alors ouverte. Néanmoins,
comme I’indique Hautier [Hautier, M., 2010], la détermination de la longueur de fissure reste
difficile. En effet, la présence des nodules thermoplastiques dans la matrice représente un
obstacle quant a la détermination du front de fissure. La Figure 62 illustre la difficulté de
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définir le front de fissure en comparant une photographie de cette derniere sans, puis avec, un
traitement de I’image permettant de colorer la fissure en jaune.

Figure 62. Exemple de difficulté de détermination du front de la fissure de par la présence de
décohésion fibre/matrice ou nodule/matrice [Hautier, M., 2010]. a. lllustration de la fissure
obtenue par le dispositif expérimental de I’essai de traction sur plaque rainurée ; b.
Hllustration de la méme fissure avec un traitement de [’image permettant de colorer la fissure

On pourra également noter, comme pour beaucoup d’essais de délaminage (DCB par
exemple), que le front de fissure peut étre courbé en fonction de la séquence d’empilement
étudiée, comme le montre 1’observation d’une éprouvette [03/45/-45]s par D-scan qui permet
de localiser un délaminage selon la profondeur de I’éprouvette (Figure 63). Toutefois, en
premicre approximation, nous considérerons dans 1’analyse que le front de fissure reste droit.
Compte-tenu que le front du délaminage est plus avancé en bord de I’éprouvette (partie
visible lors de I’essai), cette approximation est conservative.

Remarque : Le D-scan permet de déterminer la distribution de profondeur des défauts a
partir d’une mesure ultrasonore. Pour cela, I'image est construite a partir de la mesure du
temps de vol associé a [’écho recu par les transducteurs piézoélectriques. La Figure 64

représente le principe de la mesure ultrasonore.
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Figure 63. Observation du front de fissure par une visualisation D-scan d'une éprouvette
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Figure 64. Schéma de principe de la mesure ultrasonore [Olympus, 2008]

Deux autres données sont également enregistrées a chaque plateau de déplacement : la
force et le déplacement appliqués a I’éprouvette. La charge est donnée par le capteur de force.
Cette grandeur est a priori la plus slire et la plus maitrisée grace a I’étalonnage régulier assuré
par un organisme certifié. En revanche, la valeur du déplacement, directement issu du
déplacement traverse de la machine de traction, n’est pas représentative de celle imposée a la
longueur utile de I’éprouvette de par les différents jeux des assemblages et la souplesse de la
machine. Afin d’obtenir le déplacement réel de 1’éprouvette, les positions des deux extrémités
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de la longueur utile de la plaque sont utilisées. Pour cela, les photos faites via le dispositif
expérimental sont exploitées afin de définir I’évolution de 1’éloignement de deux fibres
choisis arbitrairement, proche des deux extrémités de la longueur utile (Figure 65). Cette
procédure, mise en place en collaboration avec Hautier, est décrite plus précisément dans
[Hautier, M., 2010]. Elle a permis de mettre en évidence un facteur important entre le
déplacement traverse de la machine et le déplacement réel (en moyenne 1,75 quel que soit le
niveau de charge). Notons que le déplacement traverse est plus grand que le déplacement réel.

res “témoins”

Figure 65. Exemple de fibre "témoin" utilisée pour suivre l'évolution du déplacement imposé
a la longueur utile de I'éprouvette au cours d'un essai de traction sur plaque rainurée

[Hautier, M., 2010]

La forme du champ de déplacement imposé aux extrémités de la longueur utile est une
information primordiale pour déterminer la valeur de la ténacité de ’interface. Afin de définir
cette forme, une mesure par corrélation d’images a été effectuée sur 1’épaisseur du stratifié au
cours d’un essai de traction sur plaque rainurée (Figure 66). Trois points de mesure (A, B, C)
ont ¢été¢ pris en compte au niveau des cales. L'un (A) dans la cale, le deuxieme (B) a
I’extrémité de la cale et le dernier (C) juste apres la cale. Comme le montrent les Figure 66 a
Figure 69, ’observation précise du champ de déplacement permet de valider I’hypothése
selon laquelle le déplacement est identique dans toute I’épaisseur de 1’éprouvette a I’extrémité
de la longueur utile (i.e. a 'extrémité de la cale). En effet, on observe nettement 1’existence
d’un gradient du champ de déplacement au point C, c’est-a-dire a I’extrémité de la longueur
utile non comprise dans les cales (Figure 67 et Figure 69), tandis que la valeur du
déplacement reste quasi-similaire aux points A et B, c’est-a-dire dans les cales (+/- 1 um)
(Figure 68).
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Remarque : L’observation de [’épaisseur du stratifié a été faite a l’aide d’un systeme composé
de deux caméras. La disposition des caméras, de telle sorte qu’elles soient dans le méme plan
que le milieu de [’éprouvette, s’est révélée impossible en pratique. En fait, le systéeme de
cameéras est situé en dessous de I’éprouvette. C’est pourquoi (i) la face inférieure de la cale
supérieure apparait sur la Figure 67 et (ii) la seconde extrémité de I’éprouvette n’a pas pu
étre exploitée du fait de la présence d’effets d’ ombre.

Figure 66. Champ de déplacement longitudinal mesuré par corrélation d'images lors d’un
essai de traction sur plaque rainurée [0,/90;]s
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Figure 67. Mesure du champ de déplacement longitudinal au niveau des cales par corrélation
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Figure 68. Evolution du déplacement longitudinal en fonction de la coordonnée de 'épaisseur
en pixel aux points A et B (situés en fond et au milieu de la cale)
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Figure 69. Evolution du déplacement longitudinal en fonction de la coordonnée de 'épaisseur
en pixel au point C (situé a l'extrémité de la cale)

3.1.4 Résultats expérimentaux

Dans le but de déterminer si 1’essai de traction sur plaque rainurée est un essai
reproductible, plusieurs essais sur des éprouvettes de stratifiés [0,/90,]s en carbone/époxy
T700GC/M21 ont été effectués. Toutes les éprouvettes ont été fabriquées sous presse a
I’Onera (a 180°C suivant un cycle optimisé par Hautier [Hautier, M., 2010]). Les dimensions
moyennes d’une éprouvette sont représentées sur la Figure 70. Ces derni¢res ont été
proposées lors des premieres études de 1’essai de traction sur plaque rainurée effectuces par
Huchette [Huchette, C., 2008]. Méme si ces dimensions ne respectent aucune norme, elles ont
¢té conservées dans ce travail afin de les comparer avec des données expérimentales de
référence issues des précédents travaux. On notera donc que 1’'une des perspectives de ce
travail sera de proposer une procédure expérimentale avec des dimensions de plaque issues
d’une étude numérique.
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L éprouvette ~ 280 mm
>
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Figure 70. Dimensions moyennes de l'éprouvette de traction sur plaque rainurée

Afin de déterminer la reproductibilit¢ de 1’essai, les courbes macroscopiques
contrainte/déplacement et longueur de fissure/déplacement ont été tracées a partir de
plusieurs essais (Figure 71). La contrainte est définie ici par la force appliquée divisée par la
section totale de 1’éprouvette. Les résultats obtenus indiquent une bonne reproductibilité de
I’essai puisque les courbes macroscopiques sont globalement bien superposées. Il faut noter
que cette reproductibilité est assurée a partir du moment ou la profondeur de la rainure est
supérieure a 1’épaisseur des plis a 0°. Dans le cas contraire, comme les plis supérieurs
supportent encore une partie de 1’effort appliqué, le délaminage peut se propager de maniére
instable dans les plis a 0°.
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Figure 71. Comparaison des comportements macroscopiques de plusieurs essais de traction
sur plaque rainurée [05/90,] s de carbone/époxy T700GC/M21. (a). Evolution de la contrainte
appliquée en fonction du déplacement imposé a la longueur utile de ['éprouvette; (b)
Evolution de la longueur totale de la fissure de délaminage en fonction du déplacement
imposé a la longueur utile de [’éprouvette

Au cours de I’essai, le délaminage se propage de part et d’autre de la rainure.
L’observation de I’évolution des longueurs de fissure a droite et a gauche de la rainure
(Figure 72) démontre que la propagation de ces deux fissures est quasiment symétrique tout
au long de I’essai. Ce comportement symétrique est d’autant plus favorisé si la rainure se
trouve au centre de 1’éprouvette. Enfin, les fissures se propagent de manicre stable au cours de
I’essai puisque lors d’un arrét du chargement, la fissure stoppe immédiatement sa progression.
Cependant cette stabilité n’est assurée que jusqu’a un déplacement réel de 1’ordre de 0,4 mm
(soit une longueur de fissure de 20 mm). Au-dela, une propagation instable est observée
puisque la fissure se propage de manicre brutale, méme lors de ’arrét du chargement. Notons
que cette stabilité observée expérimentalement est une condition requise pour pouvoir utiliser
I’essai de traction sur plaque rainurée comme un essai de caractérisation de la ténacité en
propagation d’une interface.
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Figure 72. Evolution de la longueur de la fissure a droite et & gauche de la fissure transverse
en fonction du déplacement réel

Comme I’essai de traction sur plaque rainurée est un essai reproductible qui génere
une propagation stable du délaminage (sur une plage de chargement suffisamment
importante), la détermination de la ténacité par cet essai est envisageable. Nous proposons de
voir a présent la méthode d’exploitation développée pour cet essai.

3.2 Méthode d’exploitation de I’essai de traction sur plaque rainurée

L’essai de traction sur plaque rainurée est un essai complexe malgré la simplicité du
chargement appliqué. En effet, du fait de la présence de la rainure dans les plis supérieurs du
stratifié, la traction appliquée a 1’éprouvette engendre la flexion de cette derniere du au
couplage traction/flexion qui apparait localement au niveau de la rainure. De plus, deux fronts
de fissure se propagent en méme temps au cours de 1’essai. Ceci représente évidemment un
avantage puisque deux caractérisations de I’interface peuvent étre effectuées en un seul essai.
Toutefois, cela peut s’avérer étre un obstacle quant a la mise en place d’une méthode
d’exploitation analytique simple. Aussi, contrairement aux essais classiquement utilisés pour
la mécanique de la rupture bénéficiant d’une approche analytique généralement basée sur la
théorie des poutres, une approche numérique a été privilégiée dans un premier temps pour
déterminer la ténacité de I’interface du fait de la complexité de cet essai. Ainsi la méthode
MVCCT (Modified Virtual Crack Closure Technique) a été choisie dans ce but au vu de ses
avantages et inconvénients identifiés préalablement dans le chapitre 1.
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Le principe de la méthode, rappelé dans le chapitre 1, consiste a définir 1’énergie
nécessaire pour refermer une fissure. Cette méthode est largement utilisée dans la littérature
pour identifier la ténacité d’une interface et de nombreuses comparaisons « MVCCT/formule
analytique » ont permis de montrer que cette méthode est suffisamment précise et efficace
pour pouvoir étre utilisée comme méthode de caractérisation de I’interface [de Morais, A. B.,
2006], [Prombut, P., 2006]. La méthode MVCCT a également ’avantage de pouvoir
déterminer la mixité de mode de 1’essai en fournissant la contribution de chaque mode de
rupture au taux de restitution d’énergie.

3.2.1 Implantation de la méthode MVCCT

Dans ces travaux de these, le code de calcul interne ZéBuLoN a été utilis€ pour
I’ensemble des calculs par éléments finis. La méthode MVCCT n’était pas implantée dans ce
code de calcul. C’est pourquoi, avant tout travail d’exploitation de 1’essai, une procédure
permettant d’utiliser la méthode MVCCT a été développée. Cette procédure permet (i) de
générer automatiquement une éprouvette avec des fissures présentes explicitement dans le
maillage et dont les longueurs étaient équivalentes a celles mesurées au cours d’un essai, (ii)
de faire un calcul 2D ou 3D prenant en compte un éventuel contact entre les I¢vres de la
fissure et (7ii) de calculer en post-traitement le taux de restitution d’énergie et la mixité de
mode, dans le repere local de la fissure, pour le déplacement imposé ou la charge imposée.
Cette procédure est effectuée autant de fois que les données expérimentales le permettent.
Ainsi, si dix longueurs de fissure sont mesurées au cours de I’essai, dix maillages sont générés
avec les longueurs de fissure adéquates.

3.2.2 Tests de vérification de 1a méthode MVCCT

La méthode MVCCT étant implantée, plusieurs points importants ¢taient a valider,
comme le calcul du taux de restitution d’énergie et de la mixité de mode, afin de vérifier la
qualité du programme développé. Pour cela, plusieurs types d’essai ont été étudiés (DCB,
ENF, MMB). Ces études ont été effectuées a chargement imposé unitaire. Elles ont permis de
montrer la qualité¢ du programme MVCCT pour retrouver les mixités de mode théoriques de
chaque essai, comme le montre la Figure 73 sur des essais MMB. Notons que le montage de
I’essai MMB est présenté dans le chapitre 1 paragraphe 1.2.4 et que la mixité de mode est
calculée a partir de la formule analytique proposée dans [Reeder, J. R., 1990] :

2
Gy :f(%‘lj Eq.TV. 3.1
GI] 3 C+l

ou / est égale a la demie longueur de 1I’éprouvette et ¢ est la longueur du bras de levier.
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Figure 73. Comparaison des mixités de mode obtenues par MVCCT et par une formule
analytique a partir d’un essai MMB

3.3 Identification de la ténacité d’une interface

La méthode MVCCT permet de déterminer la ténacité d’une interface a partir des
déplacements imposés et des longueurs de fissures associées. Cette méthode peut donc étre
utilisée afin d’exploiter les données enregistrées lors de ’essai de traction sur plaque rainurée
pour déterminer la ténacité de I’interface et 1’évolution de la mixité de mode associée a cet
essai. Deux types de stratification sont exploités dans la suite de ce chapitre : un stratifié
[02/90,]s et un stratifié [03/45/-45]s. Ces empilements ont été définis par éléments finis dans le
but de pouvoir caractériser les interfaces 0°/90° et 0°/45°.

3.3.1 Etude numérique de essai de traction sur plaque rainurée

L’application de la méthode MVCCT sur ’essai de traction sur plaque rainurée est une
étape nécessaire pour déterminer la mixité de mode proposée par cet essai. Une modélisation
3D de cet essai a été faite pour différentes longueurs de fissure a déplacement unitaire impos¢.
Comme le montre la Figure 74, le taux de restitution d’énergie en mode III est négligeable au
cours de I’essai de traction sur plaque rainurée [0,/90;]s puisque la mixité de mode G;/Gr est
quasiment nulle (Gr étant le taux de restitution d’énergie total, c’est-a-dire la somme des taux
de restitution d’énergie selon les différents modes de rupture). De plus, la mixité de mode
G1/Gr évolue au cours de ’essai entre 15% et 32%. De méme, sur le stratifié [03/45/-45]s, le
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mode III est négligeable tandis que la mixité de mode G;/Gr évolue entre 32% et 45% (Figure
75).
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Figure 74. Evolution des mixités de mode Gy/Gr et Gy/Gren fonction de la longueur de la
fissure au cours de l'essai de traction sur plaque rainurée pour un stratifié [0,/90,] s
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Figure 75. Evolution des mixités de mode Gi/Gr et Gu/Gr en fonction de la longueur de la
fissure au cours de l'essai de traction sur plaque rainurée pour un stratifié [03/45/-45]s

L’évolution de la mixité de mode au cours de 1’essai est une particularité de 1’essai
proposé ici par rapport aux essais classiques issus de la mécanique de la rupture. En effet,
quel que soit 1’essai (DCB, ENF, MMF, MMB,...), la mixit¢ de mode théorique reste
constante au cours de I’essai. Ces essais ont notamment été retenus pour cette propriété de
mixité constante permettant alors de pouvoir étudier les effets de courbes R. Cependant,
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I’identification du critére de propagation nécessite alors une procédure longue et cotliteuse. En
effet, la procédure classique fait appel a autant d’essais que de mixités de mode afin de décrire
I’évolution de la ténacité. Pour pallier ’'inconvénient de cette premiere approche, nous
proposons d’utiliser dans la démarche d’identification, non pas plusieurs essais a mixité
constante mais un seul essai dont la mixité de mode évolue. Dans cette optique, 1’essai de
traction sur plaque rainurée semble donc étre un essai intéressant. Néanmoins, il est
primordial (i) de démontrer la faisabilité et 1’efficacité de la caractérisation de 1’interface par
la méthode MVCCT, en comparant la dispersion des ténacités identifiées par ces deux
approches, et (ii) de comprendre les limites de I’essai proposé.

3.3.2 Identification de la ténacité de D’interface par D’essai de traction sur
plaque rainurée

A partir de plusieurs essais de traction sur plaque rainurée [0,/90,]s et [03/45/-45]s de
carbone/époxy T700GC/M21, la méthode MVCCT a pu étre appliquée afin d’identifier la
ténacité d’une interface 0°/90° et celle d’une interface 0°/45° ainsi que la dispersion associée.
Aussi, a partir des déplacements et des longueurs de fissure associées, stockés lors des essais
effectués a I’Onera, la ténacité a pu étre déterminée, comme le montre la Figure 76.
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Figure 76. Identification de la ténacité des interfaces 0°/90° et 0°/45° d’un stratifié en
carbone/époxy T700GC/M21 en fonction de la mixité de mode de l'essai

Comme souligné dans le chapitre 1, les résultats de la littérature concernant la
détermination de la ténacité en fonction de 1’orientation des plis adjacents a I’interface sont
contradictoires. Une explication envisageable réside dans 1’apparition, au cours de 1’essai,
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d’endommagements intralaminaires influencant ainsi la valeur du taux de restitution d’énergie
critique identifié. Lors des essais de traction sur plaque rainurée, aucun endommagement n’a
¢té observé in situ, sous charge, a I’aide de la téte de microscope présentée précédemment. De
plus, le délaminage est confiné a I’interface étudiée tout au long de 1’essai. L’influence de
I’orientation des plis sur la ténacité a été étudiée en comparant les résultats obtenus sur
différents stratifiés, avec différents essais et par des auteurs différents. Ainsi, sur la Figure 77,
sont reportés :

- les résultats obtenus a I’aide de 1’essai sur plaque rainurée sur des stratifiés
[02/90,]s et [03/45/-45]s.

- les résultats obtenus sur des stratifiés [0], a I’Onera a I’aide d’essais DCB (mode 1)
et d’essais ENF (mode II).

- les résultats obtenus par Prombut [Prombut, P., 2007] sur des stratifiés [0]s,
[-45/0/45/0/45/45/-45/-45/0/-45/0/45//0/45/-45/-45/45/0]
et [0/45/-45/45/-45/0/-45/0/45//0/-45/45/45/0/-45/-45/45/0] (la double barre //
représentant D’interface délaminée) a 1’aide d’essais DCB, ADCB, ELS, MMB,
MMF, AMMF (mode mixte).

La Figure 77 montre tout d’abord que les essais obtenus sur les stratifiés [0,/90,]s et
[05/45/-45]s sont cohérents entre eux malgré I’absence de zone de recouvrement. En effet,
changer la nature de I’interface modifie la mixité de mode proposée par 1’essai. On retrouve
toutefois que la mixité de mode balayée est continue entre les deux types d’essais ce qui
permet d’appuyer la conclusion selon laquelle la ténacité de 1’interface est indépendante de la
stratification. On notera de plus que les ténacités ainsi identifiées sont proches de celles
obtenues par Prombut sur une interface 0°/0°. Cet auteur obtient des valeurs plus élevées pour
I’interface 0°/45°. Néanmoins, la valeur de la ténacité apparente sur des empilements testant
les interfaces 0°/45° est souvent surestimée de par la présence d’endommagement dans les
plis désorientés ou de ponts de fibres. Ces deux événements ne sont pas observés avec 1’essai
de traction sur plaque rainurée. Tout ceci semble indiquer que la ténacité est indépendante tant
de l’orientation des plis adjacents a D’interface que de I’empilement étudié. 11 semble
maintenant important d’estimer la confiance que 1’on peut avoir dans 1’identification de la
ténacité. Pour cela, une étude de sensibilité a été réalisée.
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Figure 77. Comparaison des ténacités identifies par l'essai de traction sur plaque rainurée
sur une interface 0°/90° et sur une interface 0°/45° et par des essais issus de la mécanique de
la rupture sur des interfaces 0°/0° et des interfaces 0°/45°(Prombut [Prombut, P., 2007] et
Oneray).

3.3.3 Détermination de la variabilité de la mesure de la ténacité

Afin de déterminer la confiance que I’on peut avoir sur ’identification de la ténacité,
nous nous concentrons ici sur les éprouvettes [0,/90;]s. La dispersion obtenue a partir de cinq
essais de traction sur plaque rainurée est d’environ +/-100 J/m? (Figure 76). Bien que cette
valeur semble importante, elle correspond a la dispersion moyenne des essais classiquement
utilisés pour caractériser la propagation du délaminage. Néanmoins, il semble envisageable de
réduire cette dispersion en réduisant les incertitudes de mesures sur les valeurs les plus
influentes sur I’incertitude de la valeur de la ténacité. Ainsi une étude de l'influence de
I’incertitude sur la mesure de certains parametres mesurables sur I’incertitude de la valeur de
la ténacité a été effectuée.

En effet, comme a pu le montrer Hautier [Hautier, M., 2010], les parametres tels que la
longueur utile de 1’éprouvette, son épaisseur ou encore le module longitudinal du pli ont une
influence importante sur le comportement macroscopique de la plaque lors de I’essai. On peut
¢videmment ajouter la mesure du déplacement imposé et celle de la longueur de fissure dont
la dispersion est d’autant plus importante que ces parametres évoluent au cours de 1’essai.
Une étude de I’influence de la mesure de ces parameétres sur 1’identification de la ténacité a
donc été effectuée par le biais de la méthode MVCCT. En utilisant les dispersions présentées
dans le Tableau 12, une matrice de 243 calculs (valeurs minimale, moyenne et maximale pour
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les cinq parametres) par la méthode MVCCT a été utilisée pour déterminer I’importance de
chaque parametre sur la valeur de la ténacité.

Longueur de la Déplacement Longueur utile Epaisseur Module d’Young
fissure (mm) (mm) (mm) (mm) longitudinal (GPa)
+/-0.125 +/- 0.01 90.0 +/-1.0 0.26 +/-0.01 130 +/-10.0

Tableau 12. Valeurs et dispersions admissibles des parameétres mesurables lors de l'essai de
traction sur plaque rainurée

Comme le montre la Figure 78, les résultats obtenus pour une longueur de fissure
faible et une longueur de fissure importante indiquent que 1’enveloppe des ténacités est
importante, d’autant plus si la longueur de fissure est petite. L’incertitude sur la mesure des
parametres d’entrée définis a donc un impact fort sur la détermination de la ténacité.
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Figure 78. Identification de l'enveloppe de la ténacité en fonction de la mixité de mode
lorsque les incertitudes des parametres mesurables sont prises en compte. (a). pour une petite
longueur de fissure, (b) pour une grande longueur de fissure

Dans le but d’identifier les effets des parameétres d’entrée du MVCCT sur ’incertitude
de la ténacité, une analyse de sensibilité a été¢ mise en place. Cette analyse est locale, c'est-a-
dire relative a de faibles perturbations des variables d'entrée autour de valeurs de référence.
Ainsi, il est possible de rechercher, par longueur de fissure, la part de la variance de sortie (ici
celle du taux de restitution d’énergie G et de la mixité¢ de mode G;/(G;+Gyy)) que ’on peut
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expliquer par les différents parametres d’entrée (ici la longueur de fissure, le déplacement, la
longueur utile, I’épaisseur et le module longitudinal) via une approximation linéaire du
modele, nommé f par la suite [Leroy, F.-H., 2009], [Saltelli, A., 2000], [Saltelli, A., 2006],
[Sobol, I. M., 1993]. Plus précisément, il s'agit tres simplement de déterminer les dérivées du
modele par rapport aux variables d'entrée. Pour cela, les parametres d’entrée sont considérés
comme ¢étant indépendants. Sous 1’hypotheése d’un modéle f linéaire, on obtient alors
I’expression suivante de la sortie scalaire y :

y=L0+ fﬂixi Eq.1V.3.2
i=1

avec p le nombre de parametres d’entrée et f; les coefficients associés aux parametres x;. Les
variables aléatoires X; étant supposées indépendantes, la variance de Y s’écrit :

Var(Y) = ﬁﬂizVar(Xi) Eq.1V.3.3

i=l1

La part relative de variance due au paramétre x; se déduit naturellement de cette
expression et est appelée "indice de sensibilité SRC" (Standardized Regression Coefficient) :

ﬂiz Var (X i )

SRC; =
! Var(Y)

Eq.1V.3.4

En pratique, les SRC; sont estimés par régression a partir du plan d'expériences
virtuelles effectuées précédemment (Figure 78). En travaillant sur les variables d’entrée
normalisées, on obtient alors 1’égalité suivante :

ﬁ?
$ B2
Jj=1

SRC; =

4

lorsque /i # k, Var(X,;)=Var(X,) Eq. IV. 3.5

Notons toutefois que le modele /' n’est jamais strictement linéaire. Une modélisation
approchée linéaire ne peut donc expliquer qu'une fraction de la variance de sortie (la fraction
non expliquée pouvant provenir (i) du couplage entre les variables d’entrée X; et (ii) des non-
linéarités). Aussi, ’hypothése linéaire n’est acceptable que si la part de variance expliquée de
la variable de sortie est supérieure a 0,7.

Par I’étude de sensibilité mise en place, la part de la variance expliquée de la ténacité
et de la mixité de mode en fonction de I’évolution de la longueur de fissure est représentée sur
la Figure 79 et la Figure 80. On observe ici que 1’approche linéaire est suffisante puisque la
part de variance expliquée est supérieure a 0,7. De plus, on démontre clairement par cette
¢tude que le déplacement et le module sont les deux parameétres dont 1’incertitude de la
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mesure est la plus influente sur I’identification de la ténacité. De plus, grace a la Figure 79,
I’impact de la mesure de la longueur de fissure sur la valeur de la ténacité apparait comme
prépondérant pour des faibles longueurs de fissure. Ainsi, une erreur sur la mesure de la
longueur de fissure au début de I’essai a un impact non négligeable sur la valeur de la
ténacité. Afin d’exploiter cette partie de ’essai de la maniere la plus précise possible, il serait
donc nécessaire de photographier le chant poli de 1I’éprouvette avec un objectif permettant un
fort grossissement. Mais cela nécessiterait d’augmenter notablement la durée de I’essai. C’est
pourquoi le méme objectif a été conservé dans la suite de ce travail y compris pour de faibles
longueurs de fissure.
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Figure 79. Part de la variance expliquée du taux de restitution G en fonction de l'avancée de
la fissure
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Parts de variance expliquées (approximation linéaire)

3 4 [ 8 10 12 14 16 18
Longueur de fissure (mm)

Figure 80. Part de la variance expliquée de la mixité de mode G/(G;+Gyy) en fonction de
l'avancée de la fissure

Grace a ces études, nous avons pu montrer le potentiel de I’essai de traction sur plaque
rainurée et les améliorations possibles de cet essai pour obtenir une identification plus précise
de la ténacité. Nous avons également pu montrer que 1’essai de traction sur plaque rainurée
propose une mixité de mode qui évolue au cours de I’essai. Cette mixité de mode dépend de
plus du stratifié¢ étudié. Enfin la comparaison de la ténacité identifiée par cet essai sur une
interface 0°/90° et une interface 0°/45° avec celle obtenue sur une interface 0°/0° laisse penser
que la ténacité est indépendante de I’orientation des plis adjacents a I’interface.

3.4 Vers l’identification du critére de propagation

Comme I’état de l’art a permis de le montrer (chapitre 1 paragraphe 1.2),
I’identification du critere de propagation passe actuellement par l’utilisation de nombreux
essais issus de la mécanique de la rupture et la procédure d’identification classiquement
retenue est longue et coliteuse. De plus, elle est généralement utilisée sur des interfaces 0°/0°
et plus difficilement sur des interfaces 0°/8° ou 6°/6° du fait de la présence
d’endommagement intralaminaire, de bifurcation du délaminage entre deux interfaces ou
encore de comportements non-linéaires du matériau. Grace au paragraphe précédent, la
capacité de I’essai de traction sur plaque rainurée a caractériser la propagation du délaminage
a une interface 0°/6° a été démontrée. Le but de ce paragraphe est d’étudier la possibilité
d’identifier le critere de propagation uniquement par 1’exploitation de ’essai de traction sur
plaque rainurée.
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3.4.1 Evaluation du critére de propagation a partir des essais de traction sur
plaque rainurée

Plusieurs criteres de propagation sont utilisés dans la littérature pour décrire le
délaminage dans les structures composites. Le critere Power law et le critére de Benzeggagh
sont les plus répandus mais peu d’études permettent réellement de discriminer ces critéres.
C’est pourquoi, le choix a été fait dans le chapitre 3 de conserver dans 1’écriture du modele de
zone cohésive une formulation permettant d’utiliser n’importe quelle forme de critere de
propagation. Des exemples de mise en ceuvre ont ainsi ét¢ montrés tant avec le criteére Power
law et qu’avec celui de Benzeggagh. Dans le but de déterminer le critére de propagation le
plus adapté pour un stratifié carbone/époxy, ces deux criteres ont été utilisés pour décrire les
points expérimentaux obtenus (i) par I’essai de traction sur plaque rainurée sur des interfaces
0°/90° et 0°/0° et (ii) par les essais DCB et ENF sur des interfaces 0°/0°. Afin de définir, pour
chaque critére de propagation, les parametres (Gyc, Grc, @) permettant de décrire au mieux les
points expérimentaux, la méthode des moindres carrés a été utilisée. La comparaison des
criteres de propagation sur la Figure 81 indique clairement que, quel que soit le critere de
propagation utilisé, les résultats expérimentaux ne sont pas décrits de maniere pleinement

satisfaisante.
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Figure 81. Comparaison des différents critéres de propagation sur les points expérimentaux
obtenus par l'essai de traction sur plaque rainurée et par les essais DCB et ENF

Dans un premier temps, ces résultats pourraient remettre en cause la qualité des
résultats expérimentaux obtenus par I’essai de traction sur plaque rainurée. En effet, en
s’appuyant sur les résultats de la littérature [Camanho, P. P., 2002], [Reeder, J. R., 1992], le
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critetre de Benzeggagh semble étre le plus satisfaisant (Figure 82) comme I’a montré
Camanho pour plusieurs carbone/époxy. Or, en comparant les données expérimentales
présentées dans cette figure et celles obtenues par I’essai de traction sur plaque rainurée, on
observe que :

- la densité de points comprise entre 15% et 45% de mode II est beaucoup plus
importante avec 1’essai de traction sur plaque rainurée qu’avec les essais
classiques.

- dans la partie de mixité de mode balayée par 1’essai de traction sur plaque rainurée,
la ténacité croit rapidement. Aussi, la forme méme du critére de Benzeggagh n’est
plus satisfaisante (alors qu’elle I’est entierement lorsque le nombre de données
expérimentales est réduit dans cette zone de mixité).

Compte-tenu des observations précédentes, il semble essentiel de proposer un nouveau
critere de propagation permettant de décrire I’ensemble des données expérimentales, aussi
bien celles obtenues dans ces travaux avec I’essai de traction sur plaque rainurée que celles
trouvées dans la littérature.
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Figure 82. Identifications du critére de Benzeggagh sur différentes ténacités de stratifiés
carbone/époxy présentées dans [Camanho, P. P., 2002], [Reeder, J. R., 1992]

3.4.2 Proposition d’un nouveau critére de propagation

A partir du critére de propagation proposé par Benzeggagh, un nouveau critére de
propagation phénoménologique a été élaboré :
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Ce critére repose sur les ténacités des modes purs (G, Gyc) et sur trois parametres de

C=

formes qui sont a, « et y. A Gic, G, o et y fixés, le paramétre x permet de contrdler la vitesse
a laquelle le taux de restitution d’énergie critique G¢ augmente en fonction de la mixité de
mode. On observe sur la Figure 83 que plus cette évolution est lente proche des modes purs,
plus elle est rapide dans les modes mixtes proches de 0.5. Comme le montre la Figure 84, le
paramétre y permet, a Gy, G, o et k fixés, de translater cette évolution de fagon a profiter de
I’augmentation rapide de la ténacité tout en étant proche d’un mode pur. Pour finir, tout
comme dans la loi de propagation de Benzeggagh, I’augmentation du parametre a permet de
réduire la valeur de la ténacité (Figure 85) entre les modes purs de rupture.
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Figure 83. Influence du parametre x sur [’évolution de la ténacité
en fonction de la mixité de mode
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Figure 84. Influence du parametre y sur [’évolution de la ténacité
en fonction de la mixité de mode
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Figure 85. Influence du parametre o. sur [’évolution de la ténacité
en fonction de la mixité de mode

Tout comme dans le paragraphe 3.4.1, ’identification par les moindres carrés des
paramétres de ce nouveau critére de propagation a été effectuée a partir des ténacités
mesurées expérimentalement sur (i) des essais de traction sur plaque rainurée sur les
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interfaces 0°/90° et 0°/45° et (ii) des essais DCB et ENF sur une interface 0°/0° (Tableau 13).
Les résultats, illustrés sur la Figure 86, démontrent ’efficacité de ce critere a décrire
I’évolution de la ténacité en fonction de la mixité de mode.
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Figure 86. Identification du nouveau critére de propagation a partir des essais de traction sur
plaque rainurée sur des interfaces 0°/90° et 0°/45° et des essais DCB et ENF sur une
interface 0°/0°

GIC (J/mz) GHC (J/mz) o K Y

340 1390 1.6 7.4 3.1

Tableau 13. Valeurs des paramétres du nouveau critere de propagation identifiées a partir
des essais de traction sur plaque rainurée et des essais DCB et ENF

Dans le but de vérifier la qualité de ce nouveau critére de propagation, ce dernier a été
comparé a la loi de propagation de Benzeggagh sur différents matériaux a partir de données
trouvées dans la littérature [Camanho, P. P., 2002], [Pereira, A. B., 2008], [Pereira, A. B.,
2009], [Prombut, P., 2007]. Les résultats illustrés sur les Figure 87, Figure 88 et Figure 89
montrent que :

- le critére de propagation proposé dans ce chapitre et le critére de Benzeggagh sont
équivalents lorsque le nombre de données est peu important et que ces derniéres
sont réparties quasi uniformément entre le mode I et le mode II. Le critere de
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Benzeggagh semble donc adapté pour décrire la propagation du délaminage
lorsqu’il est identifié a partir de quelques essais.

une différence apparait entre les deux criteres lorsque le nombre de données
devient plus important entre 10% et 30% de mode II. Cette plage de mixité de
mode correspond dans le plan (G, G;) & un renforcement du taux de restitution
d’énergie G;. L’essai de traction sur plaque rainurée permet d’enrichir le nombre
de données dans cette plage de mixité de mode. Ceci explique pourquoi le critére
de propagation proposé dans ce chapitre semble plus adapté que le critere de
Benzeggagh pour décrire les données de 1’essai de traction sur plaque rainurée.

le critere développé dans ce chapitre peut décrire, dans le plan (Gy, Gj), une
diminution puis un renforcement du taux de restitution d’énergie G; pour de faibles
valeurs de la mixité de mode. Ceci s’explique par la faible augmentation de la
valeur du taux de restitution d’énergie G sur les premieres valeurs de la mixité de
mode, ce qui équivaut a une augmentation de Gy et une réduction de G;.
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Figure 87. Comparaison du nouveau critere de propagation et du critére de Benzeggagh a

partir des données de Camanho sur I'AS4/3501-6 [Camanho, P. P., 2002]
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Figure 88. Comparaison du nouveau critere de propagation et du critére de Benzeggagh a
partir des données de Morais sur un stratifié carbone/époxy [Pereira, A. B., 2008]
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Figure 89. Comparaison du nouveau critere de propagation et du critére de Benzeggagh a
partir des données de Prombut sur une interface 0°/0° de T700GC/M21

3.4.3 Vers une identification efficace du critére de propagation

Grace aux paragraphes précédents, I’apport du nouveau critére de propagation a pu
étre mis en évidence. Ce dernier permet de décrire 1’évolution de la ténacité en fonction de la
mixité de mode quel que soit le matériau étudié. C’est également le cas pour les ténacités
identifiées a partir des essais de traction sur plaque rainurée sur les interfaces 0°/90° et 0°/45°
complétées par celles obtenues par les essais DCB et ENF sur une interface 0°/0°. Toutefois,
ces deux derniers essais, bien que normalisés, ne sont pas pleinement satisfaisants. En effet,
I’essai DCB nécessite la prise en compte d’une courbe R car la propagation du délaminage est
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généralement accompagnée de la présence de ponts de fibres. De méme, I’essai ENF apparait
comme un essai difficile a exploiter, notamment pour le suivi du front de fissure. C’est
pourquoi il est intéressant d’envisager 1’identification du critére de propagation sans exploiter
ces types d’essais. L’essai de traction sur plaque rainurée, par sa mixité de mode évoluant au
cours de I’essai et par sa capacité a fournir deux évaluations de la ténacité en un seul essai,
apparait comme un candidat idéal pour mettre en place cette identification. La procédure
d’identification par les moindres carrés du nouveau critére de propagation a ainsi été mise en
place en utilisant uniquement les données obtenues a partir de 1’essai de traction sur plaque
rainurée sur les interfaces 0°/90° et 0°/45°. Comme le montre la Figure 90 et le Tableau 14,
I’'unique exploitation des essais de traction sur plaque rainurée permet d’obtenir un critere de
propagation permettant de décrire de maniere précise 1’évolution de la ténacité en fonction de
la mixité de mode. Notons cependant (i) que la valeur de la ténacité en mode I pur G
obtenue par la procédure d’identification est un peu faible et (ii) que I’identification de la loi
de propagation ne s’effectue qu’a partir de données expérimentales comprises dans la
premicre partie de la mixité de mode. Toutefois, cette premiére étude est encourageante pour
espérer une identification efficace du critére de propagation grace a un seul type d’essai. Afin
de confirmer ces premiers résultats, une perspective de ce travail serait de définir des stratifiés
ou des géométries (notamment la longueur utile de 1’éprouvette) permettant, via 1’essai de
traction sur plaque rainurée, d’évaluer I’évolution de la ténacité entre 60% et 80% de mode II.
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Figure 90. Identification du nouveau critére de propagation a partir des essais de traction sur
plaque rainurée uniquement
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Gic (J/m?) Giic (J/m?) o K Y

220 1620 1.0 5.4 2.5

Tableau 14. Valeurs des paramétres du nouveau critere de propagation identifié a partir des
essais de traction sur plaque rainurée uniquement

4 Conclusions

Le modéle de zone cohésive développé dans ces travaux s’appuie sur un critére
d’amorcage et un critere de propagation spécifiques aux stratifiés carbone/époxy.
L’identification de ces deux critéres est donc une étape primordiale pour I'utilisation du
nouveau modele. Les travaux de ce chapitre se sont focalisés sur I’identification du critére de
propagation en proposant I’exploitation d’un essai de traction sur plaque rainurée.

Dans un premier temps, la procédure expérimentale ainsi que la méthode
d’exploitation de 1’essai ont été présentées. D une part, cette présentation a permis de mettre
en avant les avantages de I’essai de traction sur plaque rainurée pour caractériser la
propagation du délaminage. Ainsi, cet essai est simple a mettre en place et ne nécessite pas
d’insert de téflon. De plus, il est reproductible et propose une propagation stable et simultanée
de deux fronts de fissures. Enfin, cet essai propose une mixité de mode qui évolue au cours de
I’essai, contrairement aux essais classiques de la rupture. D’autre part, I’exploitation de cet
essai se base sur la méthode numérique MVCCT. Un programme a été développé pour
pouvoir utiliser cette méthode avec le code de calcul ZéBuLLoN. On a pu alors démontrer que
cette méthode pouvait s’appliquer a 1’essai de traction sur plaque rainurée afin de retrouver la
ténacité¢ de I’interface a partir des déplacements expérimentaux et des longueurs de fissure
associges.

L’application du MVCCT sur des essais de traction sur plaque rainurée [0,/90,]s et
[05/45/-45]s a permis de démontrer que la ténacité d’une interface semble indépendante de
I’empilement étudi¢ ou encore de 1’orientation des plis adjacents a I’interface. De méme, une
¢tude de sensibilit¢ a mis en avant I’influence de la mesure de certains parametres
géométriques et matériaux sur 1’identification de la ténacité. Compte-tenu des conclusions
obtenues, 1’identification du critére de propagation a été effectuée a partir des résultats de
I’essai de traction sur plaque rainurée et des essais DCB et ENF. Aucun critere utilisé
classiquement dans la littérature n’ayant permis de décrire 1’évolution de la ténacité¢ en
fonction de la mixité de mode, un nouveau critére de propagation a été proposé en améliorant
la formulation initiale de Benzeggagh. La qualité et 1’apport de ce dernier ont ét¢ démontrés a
partir d’identifications sur différents matériaux. Pour finir, il a été démontré qu’il était
envisageable d’identifier ce critére de propagation a partir de la seule exploitation des essais
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de traction sur plaque rainurée. Les résultats obtenus sont encourageants pour envisager une
identification efficace et robuste du critere de propagation.
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Chapitre 5
Prise en compte du couplage

inter/intralaminaire

Dans les chapitres précédents, nous nous sommes attachés a décrire précisément
I’évolution du délaminage quel que soit la mixité de mode. Cependant, la description du
scénario de rupture de certaines structures soumises a des sollicitations complexes, tel que
lors d’essais d’impact ou lors d’essais de traction sur plaque troude, requiert la prise en
compte de I’influence de I’endommagement des plis sur le délaminage.

L’objectif de ce chapitre est d’élaborer un complément au modele de zone cohésive
permettant de prendre en compte le couplage inter/intralaminaire dans la description du
délaminage. Pour cela, ’approche adoptée ici consiste a diminuer les propriétés interfaciales
en fonction du niveau d’endommagement intralaminaire. Ce choix a été effectué afin de
favoriser 1’identification du critére d’amorgage et du criteére de propagation pour différents
états d’endommagement. C’est pourquoi, dans un second temps, une procédure
d’identification du couplage inter/intralaminaire par I’essai de traction sur plaque rainurée a
¢été proposée. Les résultats d’identification obtenus sont présentés et analys¢s.

133



Développement d’une stratégie de modélisation du délaminage dans les composites
stratifiés

134



Chapitre 5 : Prise en compte du couplage inter/intralaminaire

1 Introduction

Différents endommagements intralaminaires peuvent étre présents dans les stratifiés
d’unidirectionnels (décohésion fibre/matrice, fissuration transverse, rupture de fibres, ...).
Parmi eux, la fissuration transverse et les microdélaminages (Figure 91) semblent jouer un
role influant sur I’amorgage et la propagation du délaminage.

l‘

.r | |
ik

Figure 91. lllustration d'une fissure transverse et des microdélaminages présents a l'interface
0°/90° d'un stratifié [0,/90,]s en carbone/époxy T700GC/M21

En effet, comme le montrent [Hallett, S. R., 2009], [Wisnom, M. R., 2008], [Wisnom,
M. R., 2009], [Wright, P., 2010] a partir d’essais de traction sur des plaques trouées, la
combinaison du délaminage et de I’endommagement intralaminaire peut entrainer une rupture
précoce des stratifiés, notamment pour des trous de faibles diametres pour lesquels les
délaminages provenant des fissures transverses se rejoignent plus rapidement (Figure 92). Le
couplage entre endommagement transverse et délaminage a également été mis en évidence
par de nombreux auteurs dans le cas de I’impact sur stratifiés [Chang, F. K., 1987], [Renault,
M., 1994]. Guinard [Guinard, S., 2002] a ainsi montré le facies de délaminage dit « double
hélice » caractéristique d’un délaminage amorcé par un endommagement dans les plis
adjacents (Figure 93).
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Figure 92. Mise en évidence de ['importance de la prise en compte du couplage
inter/intralaminaire a partir de I’étude de I’influence du diametre du trou D sur un cas de
traction sur plaque trouée pour des stratifiés [45,/90,/-45,/0n] s de 4mm d’épaisseur (n=1,
m=4 : blocked plies, n=4, m=1 : dispersed plies)
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Figure 93. Contréle ultrasonore (D-scan) de plaques composites carbone/époxy
endommagées par impact (A.) et par indentation (B.) effectué par Hautier [Hautier, M.,
2010].

C’est pourquoi I’étude de l’influence de I’endommagement intralaminaire sur le
délaminage représente un enjeu actuel important pour décrire de manieére compléte la rupture
des stratifiés sous certaines sollicitations.
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Différentes représentations du couplage inter/intralaminaire existent dans la littérature.
On retrouve notamment, a partir du concept de mésomodele (i.e. la modélisation du stratifié
grace a 1’association de systeémes plis/interfaces proposée par Ladeveze [Ladeveze, P., 1986],
[Ladeveze, P., 1989], [Ladeveze, P., 2000], [Ladeveze, P., 2003]), plusieurs approches
comme par exemple :

- la recherche du comportement homogénéisé équivalent au systeme plis
endommagés/interfaces endommagées [Ladeveze, P., 2006], [Marsal, D., 2005].
Cette approche ne fait plus intervenir directement I’endommagement interfacial.

- la prise en compte d’'un endommagement interfacial créé par des
endommagements dans les plis adjacents a I’interface. Guinard [Guinard, S., 2002]
propose par exemple de créer un endommagement interfacial en utilisant les forces
thermodynamiques des endommagements intralaminaires. Huchette [Huchette, C.,
2005], [Huchette, C., 2009] utilise pour sa part la variable de microdélaminage
associé¢ a ’endommagement transverse comme endommagement supplémentaire a
I’interface (I’endommagement interfacial résulte d’une contribution mécanique et
d’une contribution provenant du microdélaminage). De méme, Abisset et al.
[Abisset, E., 2011], [Daghia, F., 2011] proposent de formuler la variable
d’endommagement de I’interface comme une combinaison de I’endommagement
interfacial et de I’endommagement intralaminaire mais en s’appuyant pour sa part
sur la densité moyenne de fissuration dans les plis adjacents a I’interface.

Plus récemment apparait dans la littérature 'utilisation de maillages permettant de
modéliser Dl'interaction entre I’endommagement des plis et le délaminage en insérant
explicitement (i) des fissures transverses dans les plis et (ii) la fissure du délaminage entre les
plis [Bouvet, C., 2009], [Van der Meer, F. P., 2010], [Violeau, D., 2007], [Wisnom, M. R.,
2010]. Ces méthodes se distinguent entre elles par le traitement numérique des fissures et des
interfaces. Toutefois, la limitation majeure réside d’une part dans la mise en ceuvre pratique
(maillage des fissures et des interfaces) et d’autre part par le colit de calcul associé¢ (méme si
des approches multi-échelles en espace et en temps ont par exemple été mises en ceuvres par
Violeau [Violeau, D., 2007]).

Au vu des objectifs de cette these, une approche basée sur une vision « méso-modele »
avec la prise en compte des effets de I’endommagement intralaminaire sur I’endommagement
interfacial (comme proposé par Guinard [Guinard, S., 2002] ou Huchette [Huchette, C., 2009]
par exemple) semble la plus adaptée. Bien que ces approches permettent de prendre en
compte le couplage inter/intralaminaire lors de calculs de structure, certains choix ont été faits
concernant 1’effet de I’endommagement des plis sur I’endommagement interfacial. Guinard
suppose par exemple que lorsqu’un endommagement est présent dans un pli, I’interface
adjacente est cassée. D’un autre c6té, Huchette suppose que I’endommagement de I’interface
est déterminé grace a la combinaison de la variable d’endommagement classique et d’une
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variable de taux de microdélaminage. Cela revient a représenter I’interface avec
microdélaminage comme une interface trés endommagée (similaire au découpage d’un
« timbre poste »).

L’objectif de ce chapitre est double. Tout d’abord, un complément au modele de zone
cohésive proposé dans le chapitre 3 sera développé pour prendre en compte le couplage
inter/intralaminaire dans les calculs de structure. Ce modéele s’appuiera sur les approches de
Guinard et Huchette en proposant un effet de I’endommagement (i) sur le seuil du délaminage
et (ii) sur sa propagation. Une procédure sera ensuite proposée pour identifier les parametres
interfaciaux en fonction du niveau de I’endommagement intralaminaire, c'est-a-dire 1’effet de
I’endommagement sur le seuil et la ténacité. Pour cela, 1’essai de traction sur plaque rainurée
sera utilisé.

2 Proposition d’un complément au modéle de zone cohésive pour la prise
en compte du couplage inter/intralaminaire

Tout d’abord, rappelons que le modele de zone cohésive développé dans le chapitre 3
s’appuie sur la définition de :

f(4) qui représente I’effet de I’endommagement

- la cinétique d’endommagement, a savoir [’évolution de la variable
d’endommagement 1

- Jp déterminé a partir d’un critere d’amorgage

- oydéfini a partir de la loi de propagation choisie

La description de I’influence de I’endommagement intralaminaire sur le délaminage
peut donc s’établir a partir de ces différents parameétres. Toutefois, compte tenu de notre
cahier des charges, la prise en compte du couplage inter/intralaminaire dans le modele de zone
cohésive passe naturellement par la dégradation des parametres Jy et Jy (liés directement au
critetre d’amorgage et au critére de propagation) en fonction des différents niveaux
d’endommagement intralaminaire du stratifié¢. En effet, la fonction f(4) ne peut pas étre
modifiée pour conserver la forme du modele de zone cohésive. La dégradation de la cinétique
d’endommagement est obtenue griace a 1’évolution du critére d’amorcage et du critére de
propagation en fonction du niveau d’endommagement intralaminaire. D’un point de vue
pratique, cela revient a dégrader les valeurs des résistances et des ténacités interfaciales.

Deux parametres liés aux endommagements intralaminaires semblent essentiels dans
le couplage inter/intralaminaire : le taux de fissuration transverse p et la longueur moyenne de
microdélaminage u. Le parametre p représente le nombre de fissures transverses présentes par

unit¢ de longueur tandis que le paramétre u équivaut a la longueur moyenne de
microdélaminage. Ces deux parameétres peuvent étre normalisés comme le montre 1’Eq. V.
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2.1. On parle alors d’un taux de fissuration transverse réduit p et d’un taux de

microdélaminage .

_n —_nh

ay PTL
zn = 12n Eq. V. 2.1
.I,Ui - Zlﬂi d

_ = _ i= —

H== H="——=pH

avec n le nombre de fissures transverses, L la longueur de 1’échantillon et /4 I’épaisseur du pli.
Les fissures transverses sont situées dans les plis alors que le microdélaminage est quant a lui
situé a I’interface en pointe de fissure transverse (Figure 94). Seul le microdélaminage affecte
donc directement I’interface. C’est pourquoi, il semble plus adapté de prendre uniquement en
compte 1’influence des microdélaminages sur les propriétés interfaciales. Toutefois, le
microdélaminage reste un endommagement considéré comme intralaminaire car ce dernier a
une influence directe sur le comportement transverse du pli et sur son comportement en
cisaillement [Huchette, C., 2005].

— Microdélaminages — ]

Fissure Fissures
transverse transverses
e

Microdélaminages

Figure 94. Représentations de différents états d’endommagements intralaminaires avec la
présence de microdélaminages en pointe de fissure transverse

La dégradation des propriétés interfaciales s’effectue finalement en prenant en
considération les taux de microdélaminage des plis adjacents a I’interface. D’un point de vue

pratique, les taux de microdélaminages u des plis adjacents a Dinterface, calculés a

I’incrément ¢, sont utilisés pour déterminer a I’incrément #+4¢ le taux de microdélaminage

équivalent g, qui permet de déterminer la valeur dégradée de la résistance et de la ténacité.

Remarque : Notons que la valeur du taux de microdélaminage équivalent 1., retenue ici est

la valeur maximale des taux de microdélaminage obtenus dans les deux plis adjacents a
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Iinterface (nommés ici up et down) (Eq. V. 2.2). Ce choix correspond évidemment au cas le

plus critique pour [’interface.

Heq = max{:udown s Hup } Eq. V.22

Le modéele de zone cohésive s’écrit alors :

si [u,]=0 si [u,]<0

{ T, =K[u,](1- 1) { T =a.Klu,]

Tt,i = K[ut,i](l - ﬂ')z Tz,i = K[ut,i](l - /1)2
2«:() Sl5<50 Eq.V.2.3

5.(5-8,))

A =ming| — Jp sio 20,
5‘51,—50;

avec dy et Jy déterminés respectivement par I’Eq. V. 2.4 et ’Eq. V. 2.5, en suivant la méme
procédure que dans le chapitre 3 :

+ 2 + 2 + 2
[033J { 13 } +£ 23 ] =1 Eq. V.2.4
zf Stacr S53cr
G, +G “
GC:GfC+(G;;C—G;‘C)( £ j Eq. V.25
G, +Gy+Gyy

avec Z/, Siscr” et Sozcr” les résistances et Gy’ et Gy les ténacités dépendant du taux de
microdélaminage équivalent. Supposons que 1’énergie apparente soit égale a G¢ pour une
interface saine de longueur L. D’un point de vue géométrique, pour un taux de

microdélaminage équivalent g, , il est possible de montrer que la ténacité apparente s’écrit :

Gg =(1 _E)GC- En respectant cette logique, les parametres de I’Eq. V. 2.4 et de I’Eq. V.

2.5 sont régis par les équations suivantes :

Z = (1= B ey )2,
Ster = (= B teg)S13cr Eq.V.2.6

S%3cr = (= By 1oy )S23cR
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Glt = (1= B 1oy )G e
Gpe =15, /u_eq)GHC

Eq. V. 2.7

ou f; et [, sont des paramétres matériaux a identifier permettant de représenter I’influence du

microdélaminage sur les propriétés de I’interface. La Figure 95 et la Figure 96 illustrent la

dégradation des propriétés de I’interface pour plusieurs valeurs du taux de microdélaminage

équivalent (qui sont donc liées a plusieurs niveaux d’endommagement intralaminaire) avec

différentes valeurs imposées a f; et f..

T (MPa)

0.03

Figure 95. Evolution de la loi d’interface en fonction du taux de microdélaminage équivalent

Heq avec Bi=£=0.5

141



Développement d’une stratégie de modélisation du délaminage dans les composites
stratifiés

70

p=0.0
—u=0.1 I\
w=02 80F |
p=03 |
u=0.4
——u=05| sof |
|
4 _ 4o |
o
a |
= |
v a0}
20 |I
!
|
1 10
0 Il = — = L :]
0 0.01 0.02 0,03 0,04 0.05 0.06 0
[u] ()
a b.

Figure 96. Evolution de la loi d’interface continue en fonction du taux de microdélaminage
équivalent y,, avec (a.) p=0.5 et p>=0 ;(b.) ;=0 et p>=0.5

La prise en compte du couplage inter/intralaminaire dans le modele de zone cohésive
nécessite 1’identification des parameétres f; et f,. Plus précisément, il est indispensable de
déterminer 1’évolution de la dégradation de la résistance et de la ténacité en fonction du
niveau d’endommagement intralaminaire des plis adjacents a D’interface. Pour cela, une
procédure d’identification du couplage inter/intralaminaire a été exploitée.

Remarque : La réduction des résistances et des ténacités en fonction de I’endommagement
intralaminaire entraine la diminution des parameétres oy et o5 Or, il est nécessaire de vérifier
que le rapport 0¢/0r n’engendre pas de problémes numériques en cours de calcul (paragraphe
2.2.1 du chapitre 2). Des solutions envisageables, et qui pourront étre des perspectives a ce
travail, consistent a faire évoluer la raideur K en fonction du niveau d’endommagement

intralaminaire afin de satisfaire cette contrainte.

3 Proposition d’une procédure d’identification du couplage
inter/intralaminaire

Tout comme dans le chapitre 4, les travaux menés dans ce chapitre sur 1’identification
des parameétres interfaciaux se focalisent sur la propagation du délaminage. Notons toutefois
que les travaux de Charrier [Charrier, J. S., 2011] proposent une procédure afin de caractériser
I’évolution de la contrainte d’amorcage en fonction du niveau d’endommagement
intralaminaire. Dans ces travaux, 1’essai de traction sur plaque rainurée est exploité afin
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d’étudier la propagation du délaminage en présence d’endommagement intralaminaire dans le
stratifié.

3.1 Principe de I’essai de traction sur plaque rainurée pour I’étude du
couplage inter/intralaminaire

Dans le chapitre 4, I’essai de traction sur plaque rainurée a permis de caractériser
I’évolution de la ténacité de ’interface en fonction de la mixité de mode de la sollicitation
appliquée a I'interface. La procédure de cet essai pour 1’étude du délaminage dans un stratifi¢
sain est décrite dans le paragraphe 3.1.1 du chapitre 4. Dans ce paragraphe, cet essai est
¢galement exploité dans le but d’étudier I’influence des microdélaminages et des fissures
transverses sur la propagation du délaminage. Pour cela, comme dans [Huchette, C., 2008], la
procédure de 1’essai est complétée par un essai de traction sur la plaque avant que cette
derniére ne soit rainurée, comme le montre la Figure 97.

Essai de traction pour endommager
les plis désorientés (fissures
transverses et microdélaminages)

Rainurage de I'’éprouvette

Essai de traction afin de créer une
fissure transverse dans les plis
désorientés sous la rainure

@
® ¥
OX”
® ¥

Le délaminage, initié par le
microdélaminage en pointe de fissure
transverse, se propage sous l'effet du
chargement de traction

® © ©®

Figure 97. Principe de l'essai de traction sur plaque rainurée pour l'étude de l'influence de
l'endommagement intralaminaire sur la propagation du délaminage

La premicre étape consiste donc a effectuer un essai de traction sur le stratifié dans le
but de créer des fissures transverses dans les plis désorientés. En pointe de ces fissures
apparaissent les microdélaminages qui pré-endommagent I’interface ou se propage le
délaminage lors du second essai de traction (i.e. ’essai de traction sur la plaque rainurée).
Plus le niveau de chargement du premier essai de traction est élevé, plus [’état
d’endommagement intralaminaire dans les plis désorientés est important. Cet évolution est
notamment observée dans [Huchette, C., 2005] en fonction de la séquence d’empilement
étudiée (Figure 98). Compte tenu de I’évolution de la longueur de microdélaminage et du taux
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de fissuration en fonction du niveau de la contrainte appliquée, les stratifiés [0,/90,]s et
[02/90;/2]s semblent les plus adaptés pour étudier le couplage inter/intralaminaire. En effet, la
premicre séquence d’empilement propose un bon compromis entre le nombre de fissures
transverses présents dans le stratifié¢ et la longueur de microdélaminage. Il permet également
d’observer une évolution lente de I’endommagement intralaminaire en fonction du niveau de
chargement appliqué lors de la traction sur plaque saine. De plus, pour une contrainte proche
de la contrainte a rupture du stratifié, I’interface est dégradée de 30%. Cette caractéristique
semble adaptée pour étudier I'impact du taux de microdélaminage sur la propagation du
délaminage. La seconde séquence d’empilement propose au contraire des longueurs de
microdélaminage plus faibles mais un taux de fissuration transverse élevé. Ce stratifié¢ semble
donc intéressant pour étudier I’influence d’un microdélaminage diffus sur le comportement
interfacial.

0.7 T T 1
—e—[0,/90 ]
[01"902]5
—a [C|=|'90]S Il
——[0,/90 ]

f=] f=] (=] [=]
w s o @

Taux de fissuration (1/mm)
j=]
@

=]
X

Langueur de microdelaminage (mim)

0.1F

i~ ' 2a N - I e
/_r -M o

1 T
a 200 400 500 800 1000 1200 1400 1600 1800 0 1200 1400 1600 1800
Contrainte appliquée au stratifie (MPa) Contrainte appliouge au stratifie (MPa)

Figure 98. Evolution de (a.) la longueur de microdélaminage et (b.) du taux de fissuration en
Jfonction de la contrainte appliquée au stratifié pour différentes séquences d'empilement

[Huchette, C., 2005]

3.2 Résultats expérimentaux

Dans un premier temps, I’empilement [0,/90,]s a été étudié¢ pour quatre niveaux
d’endommagements intralaminaires différents, correspondant a quatre niveaux de contrainte
appliquée sur le stratifié (530, 600, 690 et 940 MPa). Ces essais ont pour objectif de vérifier
que les cinétiques mesurées pour un stratifié en carbone/époxy T700GC/M21 fabriqué sous
autoclave dans [Huchette, C., 2005] sont similaires a nos plaques fabriquées a partir d’un lot
et d’un procédé différents (sous presse). Apres le premier essai de traction, le chant poli de
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I’éprouvette est observé afin de déterminer le nombre de fissures transverses présentes dans
les plis orientés a 90° et les longueurs de microdélaminage en pointe de ces fissures
transverses. On notera que 1’état d’endommagement n’évolue pas lors du second essai de
traction, c’est-a-dire lors de I’essai de traction sur plaque rainurée. A partir de ces
observations, il est possible de déterminer le taux de fissuration réduit et le taux de
microdélaminage du stratifi¢. Comme le montre la Figure 99, les évolutions du taux de
fissuration et du taux de délaminage sont similaires a celles obtenues par Huchette [Huchette,
C., 2005] bien que les procédés de fabrication soient différents.

07 0.35
06| | 0.3
05) b 025+ b

0.4}

015¢

Taux de fissuration rédut
Taux de délaminage

0.2+ 1 01k

01} B — 0.05/ e
0,790, (Huchette) [0,/90,],, (Huchette)

—a— [32.1931;5 —a— [32.1931;5
% 200 400 600 800 1000 1200 % 200 400 600 800 1000 1200
Contrainte appliquée au stratifie (MPa) Contrainte appliquée au stratifie (MPa)
a b.

Figure 99. Comparaison avec les résultats expérimentaux de [Huchette, C., 2005] de
[’évolution (a.) du taux de fissuration transverse réduit et (b.) du taux de délaminage en
fonction de la contrainte appliquée au stratifié [0,/90,] s

Afin d’évaluer la reproductibilité de I’essai pour un niveau d’endommagement
intralaminaire donné, trois essais ont été effectués pour le niveau d’endommagement associé a
la contrainte o = 940 MPa (i.e. p=0.6 et £=0.3). Comme le montre la comparaison des
courbes macroscopiques sur la Figure 100, I’essai de traction sur plaque rainurée est
reproductible, y compris avec des niveaux d’endommagements intralaminaires élevés.
Rappelons ici que la longueur de fissure normée correspond a la longueur de fissure du
délaminage divisée par la longueur utile de 1’éprouvette. Compte tenu de I’évolution de 1’état
d’endommagement intralaminaire en fonction du niveau de charge et de la confiance dans la
reproductibilité de 1’essai, il semble envisageable de mettre en évidence 1’influence du taux de
microdélaminage sur la propagation du délaminage. Pour cela, les courbes macroscopiques
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contrainte appliquée/déformation et longueur de fissure normée/déformation ont été
comparées (Figure 101).
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Figure 100. Evolution (a.) de la contrainte appliquée et (b.) de la longueur de fissure normée
en fonction de la déformation
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Figure 101. Evolution (a.) de la contrainte appliquée et (b.) de la longueur de fissure normée
en fonction de la déformation pour plusieurs niveaux d'endommagement intralaminaire
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D’une part, la comparaison des contraintes appliquées permet de conclure que la pente
initiale de la courbe ne peut pas étre associée clairement aux différents niveaux
d’endommagement intralaminaire. En revanche, la chute de la rigidité semble apparaitre
d’autant plus tot que le niveau d’endommagement est élevé. Toutefois, cette observation n’est
pas vérifice quel que soit le niveau d’endommagement intralaminaire. D’autre part,
I’exploitation des courbes longueur de fissure normée/déformation met en évidence que plus
I’endommagement intralaminaire est important, plus la fissure du délaminage se propage tot.

Afin de mieux comprendre I'importance de I’endommagement des plis et de la
ténacité sur les comportements macroscopiques, la modélisation 2D de 1’essai de traction sur
plaque rainurée a été effectuée a I’aide d’un modele de zone cohésive bilinéaire (i) pour
différents niveaux d’endommagements intralaminaires a ténacité constante (Figure 102) et (ii)
pour différentes valeurs de ténacité a comportement du pli similaire (Figure 103). Dans le cas
ou I’endommagement intralaminaire est répercuté sur le comportement du pli (Figure 102), ce
dernier est recalculé par le biais des travaux de Huchette [Huchette, C., 2005] qui propose de
modifier la souplesse du pli en fonction du taux de fissuration réduit et du taux de
microdélaminage :

="+ pHF +p*HY + ipH*”

”C/JZ

Eq. V. 3.1

ou S_0 correspond a la souplesse initiale du pli, H 1’5 et H 2’5 aux tenseurs des effets de la

fissuration transverse et H* au tenseur des effets du microdélaminage. Les termes de ces
tenseurs ont été identifiés pour le matériau T700GC/M21 dans [Huchette, C., 2005].

Les résultats obtenus indiquent clairement que I’endommagement intralaminaire a une
influence comparable au bruit de la mesure expérimentale tandis que la baisse de la ténacité a
un impact notable sur le comportement macroscopique. Ce phénoméne n’apparait pas de
maniere si évidente dans les résultats expérimentaux. L’une des raisons évidentes réside dans
la dispersion des données expérimentales. L’effet local du microdélaminage semble étre une
autre explication possible. En effet, si dans la modélisation, cet effet est diffus le long de
I’interface, ce n’est pas le cas lors de I’essai de traction sur plaque rainurée.
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Figure 102. Influence de I’endommagement intralaminaire, pris en compte dans le
comportement du pli a 90°, sur le comportement macroscopique de l'éprouvette [0,/90,]s lors
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Figure 103. Influence de la diminution de la ténacité lors d’un essai de traction sur

plaque rainurée [0,/90,]s

Remarquons qu’il est nécessaire d’avoir un taux de délaminage important dans le

stratifi¢ pour observer macroscopiquement [’influence de 1’état d’endommagement

intralaminaire. Notons également que, bien que le taux de fissuration transverse et le taux de

microdélaminage soient calculés a partir des fissures transverses comprises dans 1’éprouvette,

la fissure du délaminage n’interagit pas avec toutes les fissures comme !’illustre la Figure

104. Par exemple, pour ’essai de traction sur plaque rainurée pré-chargée a 940 MPa (i.e.

p=0.6 et 12=0.3), le nombre de fissures transverses comptées visuellement sur les
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photographies du chant poli de 1I’éprouvette était de 32 (en moyenne). Or, comme I’indique la
Figure 105, seules 24 fissures transverses ¢taient incluses dans la zone délaminée (i.e. dont le
microdélaminage en pointe de fissure est compris dans le délaminage). On peut donc conclure
que le nombre de fissures transverses doit étre tres élevé dans le stratifié si ’on souhaite
augmenter le nombre d’interactions entre les fissures transverses et la fissure du délaminage.

Figure 104. Schéma d'une éprouvette délaminée par l'essai de traction sur plaque rainurée
mettant en évidence l'interaction entre les fissures transverses et la fissure du délaminage.
Les fissures transverses illustrées en rouge n'ont pas eu d'interaction directe avec le
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Figure 105. Evolution de la longueur du délaminage et du nombre de fissures
transverses incluses dans la zone délaminée en fonction du déplacement imposé lors de l'essai
de traction sur plaque rainurée
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3.3 Evolution de la ténacité en fonction du niveau d’endommagement
intralaminaire

Tout comme dans le chapitre 4, le déplacement réel de la longueur utile de
I’éprouvette et la longueur de fissure associée ont été enregistrés lors des essais de traction sur
plaque rainurée effectués pour les différents niveaux de chargement. La ténacité de I’interface
pour ces différents états d’endommagement a été identifiée par la méthode MVCCT puis
comparée a la ténacité identifiée pour un état sain (Figure 106). Notons que pour chaque
éprouvette, le comportement du pli a 90° a été recalculé en prenant en compte
I’endommagement intralaminaire grace a ’Eq. V. 3.1.
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Figure 106. Identification de la ténacité a partir de l'essai de traction sur plaque rainurée
[0:/90,] s de carbone/époxy T700GC/M21 pour plusieurs états d'endommagements
intralaminaires

Les résultats obtenus sur [’identification de la ténacité en fonction de 1’état
d’endommagement du stratifié [0,/90,]s (Figure 106) permettent de conclure :

- que la mixit¢ de mode dépend fortement de 1’état d’endommagement
intralaminaire.

- que la plaque pré-endommagée a 530 MPa (i.e 1=0.006) donne des résultats
équivalents a la plaque saine. Ceci s’explique par la présence d’une seule fissure
transverse dans la plaque pré-endommagée. Ce nombre de fissure n’a donc aucune
influence notable sur le comportement du stratifié.
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- que [l’identification de I’influence de I’endommagement intralaminaire sur la
ténacité n’est pas satisfaisante. En effet, si cette influence est observable sur
I’évolution de la longueur de fissure en fonction du déplacement, elle n’est pas
concluante sur la comparaison de la ténacité¢ en fonction de la mixité de mode.
Comme le montre la comparaison des ténacités a 1’enveloppe des critéres de
propagation (identifiée griace aux résultats obtenus dans le chapitre 4), les valeurs
des ténacités obtenues avec la présence d’endommagement intralaminaire dans le
stratifié sont comprises dans la dispersion des valeurs identifiées sur les plaques
saines (Figure 107). Le Tableau 15 présente les valeurs des ténacités Gyc et Gy
associées aux critéres de propagation de la Figure 107.
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—+—u=0.0
1800 n=0.006 g
w=0.076
1600 w=0.177
—e— =03
MNouveau critére (Eq IV.3.6) P
---- Nouveau critére (Eq IV.3.6) - valeur inférieure |_a==""
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Figure 107. Comparaison des ténacités obtenues a partir des éprouvettes [0,/90,] s pré-
endommagées lors de l'essai de traction sur plaque rainurée et l'enveloppe des criteres de
propagation (Eq. 1V.3.6) identifiée a partir des ténacités obtenues par [’essai de traction

rainurée sur plaque saine [0,/90;] s

Critere inférieur Critére moyen Critere supérieur
Gic (J/m?) 220 330 440
Grc (J/m?) 1620 1730 1840
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Tableau 15. Valeurs des ténacités associées aux critéres de propagation (Eq. IV.3.6) passant
par les valeurs minimales, maximales et moyennes des ténacités identifiées a partir de l'essai
de traction sur plaque rainurée (chapitre 4)

Les résultats obtenus sur I’identification de la ténacité en fonction du niveau
d’endommagement intralaminaire semblent montrer que 1’essai de traction sur plaque rainurée
ne permet pas d’identifier de manicre satisfaisante le couplage inter/intralaminaire a partir
d’un stratifié [0,/90,]s. En effet, méme si la propagation du délaminage semble sensible a
I’état d’endommagement du stratifié, I’identification de la dégradation de la ténacité ne
semble pas possible. Au-dela de I’aspect relatif a la dispersion des résultats expérimentaux,
ceci pourrait s’expliquer également par I’effet local, donc non diffus, de I’endommagement
intralaminaire. Cet aspect parait un obstacle a la recherche d’une valeur de ténacité en
fonction de I’endommagement intralaminaire. Pour y remédier, il semble intéressant d’étudier
un stratifié permettant de rendre diffus I’endommagement le long de I’interface. Pour cela, un
stratifi¢ [0,/90;,]s a été étudié pour un état sain et pour un état d’endommagement

intralaminaire élevé, associé a un chargement o= 1600 MPa (i.e. p=0.81 et x=0.21).

107 T T T T T
—8— 1=0 (fissure & droite) H
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Figure 108. Evolution de la longueur de fissure en fonction du déplacement imposé pour une
éprouvette [0,/90,,,] s saine et une éprouvette [0,/90,,,] s endommagée

L’évolution de la longueur de fissure en fonction de ’endommagement des stratifiés
[02/90;/2]s montre une influence de I’endommagement intralaminaire sur la propagation du
délaminage (Figure 108). Néanmoins, contrairement aux éprouvettes testées précédemment
via I’essai de traction sur plaque rainurée, on observe que les deux fronts de fissure ne se
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propagent pas de manicre symétrique. Ce phénomene n’était pas prédit lors de la modélisation
de I’essai. La reproductibilité¢ de 1’essai de traction sur plaque rainurée sur une éprouvette
[02/90;/2]s n’est pas assurée. Des études supplémentaires, en perspectives a ce travail, seraient
donc nécessaires pour vérifier cet aspect essentiel a I’identification de la ténacité¢ de
I’interface. Toutefois, la procédure d’identification de la ténacité mise en place dans ce travail
reste applicable. C’est pourquoi I"’hypothése de reproductibilité de 1’essai a été supposée dans
le processus d’identification effectué par la suite.
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Figure 109. Identification de la ténacité en fonction de la mixité de mode a partir d’une
eprouvette [0,/90,,] s saine et d’une éprouvette [0,/90,,,]s endommagée

L’identification de la ténacité semble montrer une influence notable de
I’endommagement intralaminaire (Figure 109), méme si cette dernicre s’amenuise pour des
mixités de mode proches de 0,5. Toutefois, les valeurs identifiées restent délicates a
commenter car le nombre d’éprouvettes testées est trop faible pour cet empilement.
Finalement, les conclusions sur I’identification du couplage inter/intralaminaire sont a vérifier
par le biais d’essais supplémentaires, notamment du fait de la dispersion associée aux résultats
obtenus.

4 Conclusions

Le couplage inter/intralaminaire apparait dans la littérature comme un mécanisme dont
la prise en compte est essentielle pour décrire de manicre satisfaisante la rupture du stratifié
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pour certains problémes structuraux. C’est pourquoi dans un premier temps, un complément
au modele de zone cohésive a été proposé dans ce chapitre afin de réduire la valeur des
résistances et celles des ténacités en fonction du niveau d’endommagement intralaminaire et
plus précisément du microdélaminage associ¢ a cet endommagement intralaminaire.

L’identification de 1’évolution des propriétés interfaciales est une étape essentielle a
I’utilisation efficace du modéle de zone cohésive prenant en compte le couplage
inter/intralaminaire. C’est pourquoi dans la seconde partie de ce chapitre, une procédure
d’identification basée sur l’essai de traction sur plaque rainurée a été développée. Cette
derniecre a permis de montrer l’'influence de 1’endommagement intralaminaire sur la
propagation du délaminage. Toutefois, 1’identification de la dégradation de la ténacité en
fonction de 1’état d’endommagement du stratifié n’est pas satisfaisante. En effet, pour un
stratifié [0,/90:]s, les valeurs de la ténacité d’une éprouvette endommagée sont comprises
dans la dispersion des valeurs obtenues pour un stratifi¢ sain. Ainsi, pour un taux de
microdélaminage de 30%, on peut observer une baisse des ténacités de I’ordre de 30% ce qui
se situe dans la dispersion expérimentale. Des études ont également été réalisées sur un
stratifié [02/90,.,]s afin de pouvoir se placer dans le cadre d’'un endommagement quasi-diffus
a Dinterface. Les premiers résultats, plus encourageants, ont permis de conclure sur une
identification envisageable de la dégradation des propriétés de propagation de I’interface.
Néanmoins, des études complémentaires devront étre effectuées en perspective pour
confirmer ces résultats. Notons toutefois qu’a minima, prendre comme hypothése une
approche purement géométrique de D’effet des microdélaminages sur les parameétres
interfaciaux (c'est-a-dire ;=1 et >=1) semble donner en premicre approche une identification
en adéquation avec les résultats présentés dans ce chapitre.
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Chapitre 6
Mise en évidence de ’apport
de la strategie de

modélisation

Dans les chapitres précédents, un modele complet de zone cohésive a été proposé et
identifi¢ & 1’aide d’une procédure d’identification adaptée et originale. La stratégie de
modélisation développée répond aux besoins de décrire 1’amorgage et la propagation de la
fissure du délaminage tout en prenant en compte le couplage inter/intralaminaire.

Aussi, I’objectif de ce chapitre réside dans la mise en évidence des apports de la
stratégie de modélisation a partir de 1’étude de différents cas structuraux (essai de matage,
essai de traction sur plaque doublement entaillée). Afin de réduire les temps de calcul sur ces
cas complexes, une stratégie de calcul est également proposée dans ce chapitre. Les résultats
obtenus sont analysés afin de conclure sur les apports et les limites de la stratégie de
modélisation mise en place.
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Chapitre 6 : Mise en évidence de ’apport de la stratégie de modélisation

1 Introduction

La description efficace et robuste du délaminage est essentielle pour prédire
I’endommagement des structures composites stratifiées. Dans le but de proposer un outil
capable de décrire I’amorcage et la propagation de la fissure du délaminage lors d’un calcul
par éléments finis, un modele de zone cohésive a été développé dans le chapitre 3. Ce modele,
identifié efficacement grace a la procédure mise en place dans le chapitre 4, permet de décrire
(i) l’amorg¢age avec un renforcement des résistances sous une sollicitation en
compression/cisaillement hors-plan ainsi que (ii) la propagation du délaminage en mode
mixte. De plus, un complément a été proposé dans le chapitre 5 afin de prendre en compte
dans le modele de zone cohésive I’influence de I’endommagement intralaminaire sur le
délaminage. Le mod¢le de zone cohésive étant élaboré et identifié, les apports et les limites de
ce dernier doivent étre a présent déterminés. Pour cela, différents cas structuraux ont été
¢tudiés : un essai de matage sur un assemblage boulonné et un essai de traction sur une plaque
entaillée. Toutefois, avant de présenter les résultats obtenus pour ces différents cas tests, il est
important de revenir sur les lois matériaux utilisées dans ces simulations. L’ensemble de la
démarche a été appliquée au matériau étudié¢ dans le cadre de cette these (T700GC/M21) dont
les propriétés sont données en Annexe C.

2 Lois de comportement

Dans ce paragraphe nous présenterons dans un premier temps les différentes lois de
comportement retenues pour le pli unidirectionnel et dans un second temps celles retenues
pour les interfaces.

2.1 Comportement du pli unidirectionnel

Pour ces études structurales, le comportement du pli unidirectionnel est considéré soit
¢lastique linéaire isotrope transverse soit élastique non-linéaire isotrope transverse
endommageable.

De fagon générique, le comportement du pli s’écrit de la fagon suivante :

5:(5—5”’) avec ™ = a, (T -T;) Eq. V1. 2.1

o

ol o est la contrainte, C la rigidité élastique, ¢ la déformation totale et &" la déformation
thermique exprimées dans les axes matériaux.

Le tenseur d’élasticité endommagé est défini a partir de la souplesse avec :
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(k%Y

=8"+dH +d,H etC=5" Eq. VL. 2.2

ou §0 est le tenseur de souplesse élastique initiale et d; H | et dyH ) décrivent 1’effet des
endommagements sur le comportement ¢lastique. A , et 4 sont des tenseurs d’ordre 4

représentant respectivement les effets de la rupture fibre et de la rupture inter-fibre sur la
souplesse du pli unidirectionnel. d; et d, sont respectivement les variables d’effets en mode
fibre et inter-fibre (fissuration transverse).

L’écriture compléte du modele est donnée en Annexe C.

2.2 Lien entre le pli et I’interface

La variable d’endommagement d, est associée aux endommagements inter-fibres. La
présence de fissures transverses et de microdélaminages dans le pli et a ’interface est donc
reliée a 1’évolution de cette variable. Cependant, le choix effectué dans le chapitre 5 pour
prendre en compte le couplage inter/intralaminaire s’est focalisé sur 1’utilisation du taux de
microdélaminage . Il est donc nécessaire de construire la relation entre cette variable et la

variable d>. Pour cela, nous utiliserons le modele proposé par Huchette [Huchette, C., 2005]

pour décrire 1’évolution de la souplesse effective S en fonction du taux de fissuration
transverse et du taux de microdélaminage :

[Re=)i
[ tn

o
+pHf +p*HY +uH" Eq. VI. 2.3

avec S % le tenseur de souplesse élastique initiale, 77 le taux de microdélaminage, p le taux

de fissuration réduit et H lp , H f et H* les tenseurs des effets de I’endommagement. Ces

tenseurs sont de la forme :

0 0 0
HF =|0 nB)sY, o0
= 0 0 hblSgs
K 0 0
Hf =|0 h5}sy, 0 Eq. VL. 2.4
|0 0 hE2 S
0 0 0
HY =10 h)S5 0
00 sk
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Rappelons ici que le taux de microdélaminage gz et le taux de fissuration réduit p

sont définis par :

_  nh n
P PeL
i=n avec i=n E . VI. 2-5
_Zlﬂi _zlﬂi 4
— _ i= _ I=
H L H n

Comme 1’ont proposé Laurin et al. [Laurin, F., 2011] a partir des travaux de Huchette
[Huchette, C., 2005], le taux de microdélaminage z peut s’exprimer comme une fonction du

taux de fissuration réduit p :

g=a,p> +b,hp Eq. V1. 2.6

ou ay, et b, sont des parametres matériaux (dont les valeurs sont présentées dans 1’Annexe C)
identifiés a partir d’un essai de traction sur un stratifié¢ [0,/90,,/0,]s [Huchette, C., 2005] et /
I’épaisseur du pli.

En utilisant les équations Eq. VI. 2.2, Eq. VL. 2.3 et Eq. VL. 2.6, on obtient
I’équivalence :

diHy+dyHy=pH{ +p>HY + uH" Eq. VL 2.7

et on détermine ainsi la variable d en fonction de p :

_ayhyp’ + h by o+ h

d2
h22

Eq. VI. 2.8

Cette relation étant bijective lorsque le taux de fissuration réduit p est compris entre 0
et 2, p peut étre exprimé en fonction de la variable de dégradation inter-fibre d..
L’expression reliant le taux de microdélaminage zz a d> est alors déduite grace a I’Eq. VI. 2.6.

Cependant, cette expression analytique n’étant pas triviale a inverser, I’évolution du taux de
microdélaminage z en fonction de la variable d, a été interpolée a I’aide d’une fonction

spline cubique. Comme le montre la Figure 110, I’influence de I’épaisseur du pli est
négligeable sur I’évolution de zz en fonction de d.

159



Développement d’une stratégie de modélisation du délaminage dans les composites
stratifiés

sy
o]

s
[s2]
— 1T

T T T T T T T
——h=013
h=0.26
h=0.39
— h=0.52

(=] ry ey
o] - ] b
T T T T

o
=]

Taux de microdélaminage

0.4-

1 L 1 L L L L L L
o] 2 4 5 8 10 12 14 168 18 20
Variable de dégradation inter-fibre d2

Figure 110. Evolution du taux de microdélaminage [ en fonction de la variable de
dégradation inter-fibre d, pour différentes épaisseurs de pli

A vpartir de la Figure 110, il est possible d’approximer 1’évolution du taux de
microdélaminage z en fonction de la variable de dégradation inter-fibre d, par une fonction

polyndmiale d’ordre 2 de la forme :

fi=agzd,” +byd, Eq. VL. 2.9

Les valeurs identifiées des coefficients de ce polynome sont présentés dans le Tableau 16.

az by

AN

-0.0005 0.0963

Tableau 16. Valeurs des coefficients du polynéome d'ordre 2 approximant l'évolution du taux
de microdélaminage en fonction de la dégradation inter-fibre

Remarque : Le lien proposé dans ce chapitre entre le taux de microdélaminage 1 et la
variable de dégradation inter-fibre d, est calculé dans le modéle d’interface lorsque les
valeurs de d, des plis adjacents sont récupérées a l’interface. Cette relation a été définie a
partir du modeéle d’endommagement, choisi dans cette étude pour sa simplicité d utilisation et
d’identification. Toutefois, cette premiere approche n’est pas totalement satisfaisante. En
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perspective, il semblera plus adapté d’utiliser le modele d’endommagement proposé dans le
cadre du WWFEIII [Laurin, F., 2011] dans lequel la cinétique du taux de fissuration réduit
est modélisée de fagon plus précise et a été comparée avec succes a des résultats

expérimentaux.

2.3 Comportement de ’interface

Afin de mettre en évidence les apports et les limites de la stratégie de modélisation,
deux formes de modeles de zone cohésive ont été utilisées pour décrire le délaminage : celle
du mode¢le bilinéaire et celle du modele développé dans le chapitre 3. Ces deux formes de
modeles ont été associées a deux types de lois de propagation : la loi de Benzeggagh et le
critere de propagation proposé dans le chapitre 4. Les résistances interfaciales associées a ces
modeles ont été choisies arbitrairement (les valeurs de la procédure d’identification proposée
par Charrier [Charrier, J. S., 2010] étant une propriété d’Airbus). En revanche, les valeurs des
ténacités ont étaient prises selon 1’identification proposée dans [Prombut, P., 2007] pour le
critetre de Benzeggagh (Tableau 17) et celle effectuée dans le chapitre 4 pour le critére
développé dans ce travail (Tableau 18).

7y (MPa) 8132823 (MPa) GIC (J/mz) GHC (J/mz) (0

60 90 350 1450 1.148

Tableau 17. Valeurs des propriétés interfaciales (avec le critere de propagation de

Benzeggagh)
Zt (MPa) 8132523 (MPa) GIC (J/mz) GHC (J/mz) (08 K Y
60 90 340 1390 1.6 7.4 3.1

Tableau 18. Valeurs des propriétés interfaciales (avec le critere de propagation proposé dans
le chapitre 4)

En utilisant les résultats du chapitre 3 sur le rapport dy/dy, il est possible de déterminer
la valeur maximale admissible de la raideur interfaciale K. Cette derniére est supérieure a 10’
N.mm™ pour le modéle bilinéaire. Toutefois, afin d’éviter les divergences du calcul, la raideur
ne sera pas prise au-dela de 10° N.mm™. Pour le modéle de zone cohésive proposé dans le

3

chapitre 3, la valeur maximale admissible de la raideur K est proche de 10° N.mm™, comme le

montre la Figure 111. Toutefois, pour cette valeur, le modele de zone cohésive impose une
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valeur du saut de déplacement critique Jy beaucoup trop grande et incompatible avec les tailles
de maille envisagées classiquement pour la modélisation du délaminage (Figure 112-a).
Aussi, pour tenir compte de cette contrainte, la valeur de K ne pourra pas étre supérieure a 10”
N.mm™ avec ce nouveau modéle (Figure 112-b).

35 X 10 I I I I I I I I
critére quadratique avec renforcement / loi de Benzeggagh
critére quadratique avec renforcement / nouvelle loi de propagation
critére quadratique / loi de Benzeggagh

critére quadratique / nouvelle loi de propagation

et

o
T

I

Raideur initiale K (N.mm™)
'c_n ra

05 L 1 1 1 L L L L L L
0 0.1 02 0.3 0.4 0.5 06 0.7 0.8 09 1

Mixité de mode

Figure 111. Evolution de la raideur initiale K associée au modéle développé dans le chapitre
3 en fonction de la mixité de mode
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Figure 112. Evolution de l'effort cohésif en fonction du saut de déplacement pour le modéle
proposé dans le chapitre 3 avec K=1 0 (a.) et K=10° N.omm™ (b.)
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3 Etude d’un essai de matage sur un assemblage boulonné

L’essai de matage sur assemblage boulonné représente un cas structural intéressant
pour mettre en évidence les apports du modéle de zone cohésive en termes de description de
I’amorgage et de la propagation du délaminage. Deux configurations ont été exploitées :
I’assemblage boulonné sans et avec pré-serrage. Dans les deux cas, I’empilement
[02/90,/0,/90,]s a été étudié en s’appuyant sur les travaux réalisés par Irisarri [Irisarri, F.-X.,
2009]. Notons que les blocs de plis de méme orientation sont modélisés par un seul élément
volumique dans 1’épaisseur. La géométrie et les dimensions de 1’assemblage boulonné sont
présentées sur la Figure 113 tandis que les conditions aux limites sont illustrées sur la Figure
114. Notons que I’essai de matage est ici modélisé en bloquant le boulon et en imposant un
déplacement a la plaque. Le cas de I’essai de matage avec un boulon pré-serré est modélisé en
ajoutant une condition de pression sur une couronne autour du boulon appliquée sur la face
supérieure du stratifié.

Figure 113. Dimensions de l'assemblage boulonné
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u,=U,=0 U,=U,=0
Déplacement U, Déplacement U,

% Sous la plaque U,=0 52 : / Sous la plaque U,=0
U,=U,=U,=0 - U,=U,=U,=0

Figure 114. Conditions aux limites de l'essai de matage sur assemblage boulonné (a.) sans
pré-serrage et (b.) avec pré-serrage

3.1 Proposition d’une stratégie de calcul

L’assemblage boulonné représente un cas structural réunissant plusieurs difficultés
importantes. Tout d’abord, le contact entre le boulon et la plaque doit étre pris en compte. Ce
contact est géré par un algorithme de pénalisation avec un modele de Coulomb. De plus, la
modélisation du délaminage nécessite la description précise du champ de contraintes a
I’origine de I’amorgage de la fissure du délaminage. Pour cela, il est primordial d’utiliser un
maillage suffisamment fin avec au minimum un élément volumique par pli dans 1’épaisseur.
Notons que les éléments sont linéaires dans ce probléme afin d’améliorer la gestion du
contact. Enfin, I’étude du délaminage entre chaque bloc de plis d’orientation différente
augmente le nombre d’éléments d’interface (insérés entre chaque pli d’orientation différente)
et donc le nombre de degrés de liberté (ddl). Le temps de calcul étant fortement lié¢ au nombre
de ddl, ce dernier devient rapidement déraisonnable. Afin de réduire ce nombre de ddl, une
stratégie de calcul a été développée. Son principe repose sur 1’adaptation du niveau de
modélisation en fonction de I’'intérét de la zone étudiée. Dans le cas de 1’assemblage
boulonné, la zone d’intérét se situe au niveau du trou du fait de la présence des différents
endommagements.

La stratégie de calcul se décompose en trois parties (Figure 115) :

- la zone la plus ¢loignée de la zone d’intérét, qui est modélisée par le biais
d’éléments volumiques avec un élément dans [’épaisseur du stratifié. Un
comportement orthotrope ¢élastique homogénéisé¢ est associé a cet élément.
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la zone de transition, qui permet d’assurer le lien entre la zone précédente et la
zone d’intérét. Cette zone est décrite a 1’aide d’éléments volumiques stratifiés
permettant une meilleure prise en compte de I’empilement du stratifié. Ces
¢léments ont la particularité¢ d’étre quadratiques en surface et linéaires dans
I’épaisseur, ce qui permet d’obtenir un nombre de ddl équivalent aux éléments
coques tout en assurant une parfaite transition avec la zone d’intérét. Les maillages
des différentes zones n’étant pas conformes, des conditions de déplacements
(MPC : Multiple Point Constraints) assurent leur jonction. Le comportement
associé a la zone de transition est un comportement orthotrope élastique prenant en
compte 1’orientation des plis a chaque rangée de points de Gauss.

la zone d’intérét, qui est modélisée avec au minimum un élément volumique
orthotrope dans [’épaisseur de chaque pli. Entre chaque pli, des éléments
d’interface sont insérés afin de décrire le délaminage. Toutefois, afin de réduire
encore les temps de calcul, les éléments d’interface ne sont pas insérés sur toute la
surface des plis. En effet, la description de I’amorcage et de la propagation du
délaminage ne nécessite qu’une couronne d’éléments d’interface autour du trou
jusqu’a une certaine distance. Néanmoins, cette technique peut engendrer
I’apparition d’un endommagement en bord de couronne. C’est pourquoi en
périphérie de la couronne, des ¢léments d’interface de liaison sont utilisés (Figure
116). Les paramétres matériaux du modeéle de zone cohésive associé a ces
¢léments sont choisis afin d’éviter ’amorcage du délaminage.

Zone éloignée:
- éléments volumiques
- comportement élastique orthotrope homogénéisé

Zone de transition:
- éléments volumiques stratifiés
- comportement élastique orthotrope

Zone d'intérét:
- éléments volumiques
- comportement élastique orthotrope

Figure 115. Présentation de la stratégie de calcul
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Lieu des éléments d’interface

Interface de liaison

Interface nominale

Figure 116. Illustration des éléments d'interfaces nominales et des interfaces de liaison

3.2 Cas de matage sans pré-serrage

L’essai de matage sur un assemblage boulonné a été modélisé précédemment a
I’Onera dans les travaux d’Irisarri [Irisarri, F.-X., 2009]. Ce dernier a démontré la nécessité de
prendre en compte le délaminage afin de décrire le scénario de rupture en matage. Il semble
donc intéressant de déterminer sur ce cas structural I’apport de la stratégie de modélisation sur
la description du délaminage. Bien que les travaux d’Irisarri aient montré la nécessité
d’utiliser un comportement élastique endommageable adoucissant pour décrire le pic de
matage, le comportement des plis du stratifié est considéré élastique linéaire isotrope
transverse dans cette étude. En effet, ’objectif de cette premicre étude ne résidant pas dans la
comparaison essais/calculs mais dans la mise en évidence des apports de la stratégie de
modélisation, le comportement du pli a été considéré le plus simple possible.

3.2.1 Etude comparative des différents ingrédients nécessaires dans les modéles
de zone cohésive

Une étude comparative a été mise en place afin de comparer les différents aspects du
modele de zone cohésive, c’est-a-dire la forme de la loi, le critére d’amorcage et le critére de
propagation. Ainsi, le modele de zone cohésive proposé dans le chapitre 3 a été comparé au
mode¢le bilinéaire. Pour chacun de ces modeles, le critére d’amorcage quadratique et le critére
avec renforcement en compression/cisaillement hors-plan ont été utilisés. De méme, la loi de
propagation de Benzeggagh et celle proposée dans le chapitre 4 ont été associées aux deux
modeles. Ainsi, les critéres d’amorcage et les lois de propagation ont pu étre comparés quel
que soit le modele de zone cohésive utilisé dans la modélisation.
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Comme attendu, le délaminage se propage en partant du bord du trou, qui est en
contact avec le boulon (Figure 117), selon les angles 45° et -45° qui correspondent aux
bissectrices des angles adjacents a I’interface (0° et 90°). Comme le montre la Figure 118,
cette propagation est engendrée par un champ de cisaillement hors plan.

Figure 117. lllustration de la propagation du délaminage (a.) selon une vue d'ensemble de la
plaque ; (b.) selon une vue rapprochée en bord de trou

F37.5 -30 -22.5 -15 =75 i} 75 15 22.5 30

5igZ3 map:32 0000  time:360 min=-35 1460 max:35.1458

Figure 118. Représentation du champ de contrainte hors-plan o33 (I’axe 2 correspondant a la
direction de la largeur de I’éprouvette et I’axe 3 sa hauteur)
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Le délaminage étant finalement engendré par un champ de contrainte de cisaillement
quasiment pur, la comparaison du critére d’amorgage et du critere de propagation ne permet
pas d’observer une différence notable. Ainsi, la localisation de I’amorcage et la contrainte
appliquée associée sont identiques quel que soit le critere d’amorcage utilisé. De méme,
comme le montre la Figure 119, I’évolution de 1’aire délaminée en fonction de la contrainte
appliquée est similaire quel que soit le critere de propagation utilisé (le faible décalage étant
expliqué par la ténacité Gpc dont la valeur identifiée est différente selon le critere de
propagation choisi (Tableau 17 et Tableau 18)).

257 T T T T T T T

[ —— Critere de propagation de Benzegaagh
— Critére de propagation propose dans le chapitre 4

20+

=
w
T

Aire delaminee (mm?)
-
o

L L L 1 1 L 1 L
o] 50 100 150 200 250 300 350 400 450 500
Contrainte (MPa)

Figure 119. Comparaison de l'aire délaminée en fonction du critére de propagation utilisé
avec le modele de zone cohésive bilinéaire

En revanche, comme le montre la Figure 120, la comparaison des aires délaminées en
fonction du modele de zone cohésive utilisé met en évidence une différence importante. Cette
différence est directement liée a la souplesse de la structure influencée par le modele continu.
En effet, comme nous avons pu le voir dans le chapitre 3, pour une raideur K donnée, le
modele continu propose un saut de déplacement critique d plus important que celui associé au
modele bilinéaire (Figure 121). Cet aspect qui semblait un avantage pour réduire le nombre
d’éléments sur des cas simples (chapitre 3) s’avere finalement un inconvénient pour la
description précise du délaminage. Cet inconvénient est d’autant plus accentué que le nombre
d’interfaces étudiées simultanément est important. Une des solutions évidente pour réduire ce
phénomeéne est d’augmenter la raideur initiale K. Mais cette solution est inenvisageable avec
le modele continu comme cela a déja été montré dans le paragraphe 2.3. Une des perspectives
de ce travail réside donc dans la reformulation du modele pour permettre de conserver une
forme continue tout en permettant 1’utilisation d’une raideur initiale K plus élevée.
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25 | I I I I I I I I
Modéle bilingaire avec le critére de propagation de Benzeggagh
Modéle bilinéaire avec le nouveau critére de propagation (chapitre 4)
— Modele continu avec le critére de propagation de Benzeggagh
0 Modeéle continu avec le nouveau critére de propagation (chapitre 4) |
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Figure 120. Comparaison de l'aire délaminée en fonction du critére de propagation utilisé
pour différents modeles de zone cohésive (modeéle bilinéaire et modele continu proposé dans
le chapitre 3)
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Figure 121. Comparaison du modele bilinéaire et du nouveau modeéle de zone cohésive pour
une raideur initiale K égale & 10° N.mm”
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3.2.2 Mise en évidence de I’apport et des limites de la stratégie de calcul

La mod¢élisation de I’essai de matage sur assemblage boulonné avec les modéeles de
zone cohésive est coliteuse en temps de calcul du fait du nombre important de degrés de
liberté augmenté par I’insertion des éléments d’interface entre chaque pli du stratifié. Pour
réduire ce colit de calcul, la stratégie de calcul présentée au paragraphe 3.1 a été appliquée sur
ce cas structural. La comparaison entre les modélisations avec et sans stratégie de calcul
démontre I’intérét de cette stratégie. En effet, cette derniére permet de conserver une bonne
description du champ de contraintes tout en réduisant les temps de calcul de 20% (passage de
20673 a 17064 ddl). Toutefois, la stratégie de calcul ne doit pas étre utilisée sans un minimum
d’attention. Ainsi, si le délaminage atteint les interfaces de liaison alors la description
physique du probléme devient erronée. En effet, comme le montre ’exemple de la Figure
122, la propagation du délaminage suit la frontiere des deux types d’interface lorsque la
fissure atteint 1’interface de liaison. Notons que ce probléme numérique n’a pas été observé
dans les résultats obtenus dans 1’étude précédente. De méme, pour les études suivantes, une
attention particuliere a été apportée pour ne pas €tre confronté a ce type de probléme.

Propagation Propagation
de la fissure le long de la
frontiére des
deux types
Interface NN d'interface
nominale S,
o
ok
Interface de s,
liaison o

Figure 122. Mise en évidence d'un probleme de description du délaminage lorsque la fissure
atteint l'interface de liaison

3.3 Cas de matage avec pré-serrage

Comme I’étude précédente a permis de le montrer, I’amorgage du délaminage est
engendré par un champ de contrainte en cisaillement. Dans le but de mettre en évidence
I’intérét du critére d’amorgage avec un renforcement en compression/cisaillement hors-plan,
I’essai de matage avec un pré-serrage du boulon sur le stratifié semble un cas structural
adapté. Seul I’amorcage a été ¢tudié dans ce cas structural afin d’évaluer 1’apport du critére
d’amorcage. Notons que cette étude a été effectuée en utilisant le modele de zone cohésive
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bilinéaire, qui permet d’utiliser une raideur initiale K élevée. Ce dernier a été implanté dans le
code de calcul Z¢éBuLoN avec (i) le critere d’amorgage avec renforcement en
compression/cisaillement hors-plan, (7i) le critére de propagation proposé dans le chapitre 4 et
(iii) la prise en compte du couplage inter/intralaminaire.

Afin de déterminer 1’apport du critere d’amorgage, plusieurs niveaux de pression,
appliquée pour serrer la plaque au bord du trou, ont été étudiés avec le critere d’amorcage
classique et le critére d’amorgage avec renforcement en compression/cisaillement hors-plan.
Rappelons que 1’amorcage de la fissure du délaminage est vérifié lorsque la variable
d’endommagement 4 est égale a 1 dans au moins un élément. La ténacité¢ Gyc étant la méme
en cisaillement hors-plan et en compression/cisaillement hors-plan, le nombre d’éléments
rompus est similaire quel que soit le critere d’amorcage utilisé. En revanche, 1’aire délaminée
(définie par la zone ou 4>0) est influencée par ce choix. Ainsi, comme 1’indique la Figure 123,
en présence de pré-serrage, 1’aire délaminée normée est plus faible lorsque le critére
d’amorcage avec renforcement est utilisé. De plus, ce phénomene est d’autant plus vrai que le
niveau de pré-serrage est important.

Remarque : I'aire délaminée a été normée dans cette étude afin de pouvoir comparer les
différents cas de pression de serrage. En effet, ce niveau a une influence notable sur le champ
de contraintes. Aussi, méme avec le critere d’amorcage classique, [’aire délaminée est

différente en fonction du niveau de pré-serrage.

1.01 T T T T

Aire délaminée normée
=] <
w0 ©
@ ©

T
1

o
o
~

0.96- B

critére d amorgage classique
critere d amorgage avec renforcement
I L § I -

L L
10 20 30 40 50 60
Pression appliquée (MPa)

0.95-
0

Figure 123. Evolution de l'aire délaminée normée a l'amor¢age en fonction du niveau du pre-
serrage du boulon avec différents criteres d’amorgage
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Toutefois, il est intéressant de noter que 1’apport d’un tel critere est fortement corrélé a
la taille du maillage. En effet, plus la contrainte d’amorcage est élevée, plus la taille de maille
doit étre faible ce qui devient déraisonnable lors d’un calcul de structure. La stratégie de
calcul mise en place précédemment est alors avantageuse mais reste encore insuffisante pour
exploiter pleinement le critére d’amorcage avec le renforcement en compression/cisaillement
hors-plan.

4 Ktude de traction sur une plaque doublement entaillée

L’essai de traction sur une plaque doublement entaillée est un cas structural des plus
intéressants pour mettre en avant les apports et les limites de la stratégie de modélisation. En
effet, ce dernier permet d’étudier la propagation du délaminage en présence
d’endommagements intralaminaires comme le montrent notamment les études de Kortschot et
al. [Kortschot, M. T., 1990a], [Kortschot, M. T., 1990b], [Kortschot, M. T., 1991]. Dans la
suite de ce paragraphe, I’empilement [0/90]s a été étudié avec les dimensions présentées sur la
Figure 124. Compte-tenu de la symétrie de la géométrie et de celle de 1’empilement, la
modélisation de I’essai de traction sur la plaque entaillée peut se simplifier a un essai de
traction sur 1/8°™ de la plaque avec les conditions aux limites illustrées sur la Figure 125.
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Figure 124. Dimensions de la plaque entaillée
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Figure 125. Conditions aux limites de ['essai de traction sur plaque entaillée

Une premiére étude comparant I’influence de la loi de propagation sur la description
du délaminage a été effectuée en imposant un comportement élastique linéaire aux plis. Cette
étude a permis de montrer I’importance du choix du critere de propagation. En effet, méme si
I’évolution de I’aire délaminée est, sur ce cas structural, quasiment similaire entre les
différentes modélisations (Figure 126), la forme du délaminage est dépendante du choix du
critere de propagation (Figure 127). On peut donc en conclure que 1’identification du critére
de propagation peut avoir une importance capitale. Un enjeu évident réside donc dans la
réduction de I’incertitude dans I’identification de I’évolution de la ténacité en fonction de la
mixité de mode.
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Figure 126. Influence du choix de la loi de propagation sur [’évolution de l'aire délaminée en
fonction de la contrainte appliquée

— Loi de propagation de Benzeggagh
— Nouvelle loi de propagation (chapitre 4)

Figure 127. Comparaison de l'enveloppe de l'aire délaminée en fonction de la loi de
propagation utilisée

L’essai de traction sur plaque entaillée engendre la propagation du délaminage mais
également le développement d’un endommagement intralaminaire le long du stratifié. La
prise en compte du couplage inter/intralaminaire dans la modélisation de cet essai est donc
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primordiale. Aussi, une seconde ¢tude, avec le modele de zone cohésive prenant en compte le
couplage inter/intralaminaire, a été effectuée en imposant aux plis un comportement élastique
non-linéaire endommageable. Les résultats obtenus démontrent que la propagation de la
fissure est fortement influencée par I’endommagement intralaminaire, c’est-a-dire la
fissuration matricielle présente dans les plis a 90° et la fissure de splitting se développant dans
le pli a 0° (Figure 129). Ce phénomene se retrouve expérimentalement, notamment dans
[Kortschot, M. T., 1990a], [Kortschot, M. T., 1990b], [Kortschot, M. T., 1991] ou la fissure
du délaminage forme un triangle entre les fissures transverses et la fissure du splitting (Figure
128). Ce triangle n’apparait pas nettement lors de la modélisation (Figure 129).

=3

Figure 128. Visualisation de I'influence de |’endommagement intralaminaire sur la
propagation du délaminage lors d'un essai de traction sur plaque entaillée [0/90] s
[Kortschot, M. T., 1991]

Toutefois, le matériau étudi¢ dans ce travail (T700GC/M21) et celui utilisé dans la
littérature n’ont pas les mémes propriétés. Il serait donc intéressant, en perspective, d’établir
cette étude en utilisant le méme matériau. De méme, I’identification du couplage
inter/intralaminaire pourrait représenter une source d’amélioration pour atteindre une
meilleure description du scénario de rupture d’une structure complexe.
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Fissure de splitting Fissuration matricielle Délaminage

- i
Pli 90° Interface

.. I
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Figure 129. Evolution de l'endommagement intralaminaire et du délaminage au cours de
l'essai de traction sur plaque entaillée sur un empilement [0/90] s

Pour finir, la stratégie de calcul a été appliquée sur 1’essai de traction sur plaque
entaillée. Tout comme dans le cas précédent, la description de la physique du probleme est
respectée. Mais de la méme maniére que pour la description du délaminage, 1’évolution de
I’endommagement intralaminaire et du couplage inter/intralaminaire est perturbée par
I’interface de liaison. Aussi, I’application de la stratégie de calcul repose sur une expertise
précise de la zone d’intérét.

5 Conclusions

Dans ce chapitre, différents cas structuraux ont été étudics afin de mettre en évidence
les apports mais également les premicres limites de la stratégie de modélisation proposée dans
ce travail. Tout d’abord, un essai de matage a été étudié a partir de deux configurations : un
assemblage boulonné et un assemblage boulonné pré-serré. Le premier cas a permis de mettre
en évidence I'intérét d’utiliser une stratégie de maillage afin de réduire les colits de calcul
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associés a l’utilisation des modeles de zone cohésive tandis que le second cas a prouvé
I’intérét du critere d’amorcage avec un renforcement en compression/cisaillement pour
décrire 1’amorgage du délaminage. Toutefois, les premicres limites de la stratégie de
modélisation ont également été mises en évidence. En effet, la modélisation du premier essai
est pénalisée par la souplesse artificielle ajoutée a la structure lorsque la raideur initiale K de
I’interface est trop faible. Or cette raideur ne peut pas étre imposée infiniment grande si ’on
souhaite respecter la contrainte imposée par le rapport dy/0, (voir chapitre 3). En ce sens, le
modele proposé dans le chapitre 3 n’est pas totalement satisfaisant et nécessitera en
perspective d’étre amélioré pour permettre d’augmenter la raideur K tout en respectant cette
contrainte.

Dans une deuxiéme partie, 1’essai de traction sur plaque entaillée a été étudié, dans un
premier temps avec un comportement €lastique linéaire, puis dans un second temps avec un
comportement ¢lastique non-linéaire endommageable. Ces études ont permis de mettre en
avant (i) ’importance du choix du critere de propagation sur la description du délaminage et
(ii) la nécessité de la prise en compte du couplage inter/intralaminaire pour améliorer la
prédiction du scénario de rupture de la structure. Néanmoins, 1’étude avec la prise en compte
de I’influence de I’endommagement intralaminaire sur la propagation du délaminage a
¢galement montré les limites du modele. En effet, si I’expérience permet d’observer une
forme triangulaire du délaminage du fait de la présence de splitting dans les plis a 0° et de
fissures transverses dans les plis a 90°, la modélisation ne permet pas de retrouver ce
phénomene. Le complément du modele et la procédure d’identification semblent incomplets
en |’état et nécessiteront en perspective des améliorations pour obtenir une meilleure
description du couplage inter/intralaminaire.
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Une solution naturelle a I’allégement des structures aéronautiques réside dans
I’utilisation des matériaux composites. Cependant les avantages de cette solution matériau
sont encore peu exploités du fait du manque de confiance dans la modélisation des
endommagements complexes des structures composites. Parmi ces endommagements, le
délaminage et ses interactions avec les endommagements intralaminaires représentent un axe
de recherche primordial pour accéder a un meilleur dimensionnement des structures
complexes. L’état de 1’art proposé dans le chapitre 1 a permis de démontrer les lacunes
actuelles sur la caractérisation et la modélisation des différents aspects du délaminage. Aussi,
I’objectif de cette these a été de développer une stratégie robuste et efficace de modélisation
du délaminage dans les structures composites stratifiées (appliquée ici sur les stratifiés
carbone/époxy T700GC/M21).

Le délaminage est composé de deux phases : I’amorgage et la propagation. Dans le but
de proposer un modele adapté a la description du délaminage dans un calcul de structures, les
parametres matériaux caractérisant ce mécanisme d’endommagement ont été déterminés
(chapitre 1). Ainsi, un critere d’amorcage permet de prédire 1’apparition de la fissure tandis
qu’un critere de propagation décrit la propagation de la fissure du délaminage. Ces deux
criteres sont identifiés via de nombreux essais a mixité de mode fixée, répétés plusieurs fois,
pour tenir compte de la dispersion liée au matériau composite. Dans le but de réduire la
procédure d’identification du critére de propagation, un essai de traction sur plaque rainurée a
été exploité. Ce dernier présente I’avantage de caractériser simplement la propagation de la
fissure du délaminage a une interface 0°/6° sous une mixité de mode évoluant au cours de
I’essai. L’application de cet essai sur différents empilements a démontré son apport pour
identifier efficacement 1’évolution de la ténacité en fonction de la mixité de mode, qui s’avere
indépendante de 1’orientation des plis adjacents a I’interface et de la stratification étudiée.
Pour finir, afin de décrire cette évolution, les criteres de propagation existants dans la
littérature se sont avérés insatisfaisants. C’est pourquoi une nouvelle loi de propagation a été
proposée. Son efficacité a décrire I’évolution de la ténacité a été prouvée pour plusieurs types
de matériaux carbone/époxy.

Compte-tenu des avantages et des limitations des différents modeles permettant
I’étude du délaminage (chapitre 1), les modeles de zone cohésive sont apparus comme étant
les plus aptes a décrire ’amorgage et la propagation du délaminage dans une structure
complexe, méme en présence de comportements non-linéaires géométriques ou matériaux.
Pour décrire le délaminage dans les stratifiés carbone/époxy, un nouveau modele de zone
cohésive a été développé et implanté dans le code de calcul implicite ZéBuLoN en tenant
compte des problemes numériques rappelés dans le chapitre 2. Ainsi, ce modele propose (i)
un critere d’amorgage avec un renforcement en compression/cisaillement hors-plan [Charrier,
J. S., 2011], (ii) un critére de propagation adapté a la description de la propagation de la
fissure en mode mixte et (7ii) une forme continue afin de réduire les instabilités numériques.
L’application de ce nouveau modele sur des essais classiques de propagation (DCB, MMB) a
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permis de prouver sa qualité mais également ses premieres limites. Notons également que le
chapitre 3 a permis de mettre en évidence un probléme numérique li€é au rapport Jdy/or
L’exploitation de ce probléme permet de déterminer une valeur maximale admissible de la
raideur K. Pour finir, I'utilisation du modé¢le de zone cohésive sur un assemblage boulonné
(non pré-serré et pré-serré) a permis de montrer 1’apport des ingrédients du mod¢le sur la
description du délaminage et les limites de la forme proposée. Notons également que la
stratégie de calcul proposée dans le chapitre 6 a permis de réduire les temps de calcul associés
a 'utilisation des modeles de zone cohésive mais souffre de quelques limitations pour son
extension a des cas de sollicitations dynamiques.

Dans le but de décrire I’interaction entre le délaminage et les endommagements
intralaminaires, un complément au modele de zone cohésive permettant de réduire les
propriétés intralaminaires en fonction du taux de microdélaminage a été proposé dans le
chapitre 5. L’identification de ce couplage inter/intralaminaire sur la ténacité a été¢ abordée par
I’essai de traction sur plaque rainurée. Les essais effectués sur différents empilements n’ont
pas permis de caractériser de fagon précise ce couplage du fait d’une trop forte dispersion des
résultats. Toutefois, ils ont mis en évidence ’influence de I’endommagement intralaminaire
sur la propagation de la fissure du délaminage. L’application du mod¢ele de zone cohésive
avec la prise en compte du couplage inter/intralaminaire sur un essai de type Beaumont (essai
sur plaque entaillée) a démontré dans le chapitre 6 la nécessité de prendre en compte ce
couplage pour décrire précisément le scénario de rupture de la structure, mais montre
¢galement les limites de 1’identification du couplage inter/intralaminaire.

L’identification du criteére d’amorgage, du critere de propagation et du couplage
inter/intralaminaire est une étape essentielle pour atteindre une parfaite description de la
rupture des structures composites en présence de délaminage. Les travaux les moins aboutis
de cette thése résident dans la prise en compte du couplage inter/intralaminaire et dans sa
caractérisation. En effet, si les compléments au modele de zone cohésive semblent suffisants
dans une premicre approximation, il est évident que les travaux sont encore a développer pour
améliorer la modélisation de ce phénomene. De méme, I’identification de I’influence de
I’endommagement intralaminaire sur I’amorcage et la propagation du délaminage reste un
point délicat qu’il semble essentiel d’explorer. Les derniers résultats obtenus sur des
éprouvettes [0,/90;,]s restent toutefois encourageants. Mais la réduction des dispersions des
résultats semble primordiale pour atteindre une identification efficace.

I en est de méme pour I’identification du critére de propagation qui pourrait
¢galement étre complétée par la caractérisation de la ténacité sur d’autres types d’interface
(0°/60°, 0°/0°, ...) permettant ainsi (i) de confirmer I’indépendance de la ténacité¢ a
I’orientation des plis adjacents a I’interface et (ii) d’atteindre des mixités de mode plus proche
du mode II, ce qui compléterait la procédure d’identification. Une perspective a long terme
d’une normalisation semble envisageable a condition (i) de proposer une procédure plus
simple pour déterminer la longueur de la fissure et (7i) d’exploiter plus efficacement les
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résultats expérimentaux par le biais d’une formule analytique par exemple. Enfin, le
développement d’un essai pour la caractérisation de la  propagation en
compression/cisaillement hors-plan finirait de compléter la procédure d’identification de la
ténacité pour des interfaces saines. Ces développements pourraient également s’appliquer a
d’autres types de composites que les matériaux carbone/époxy afin de quantifier la valeur
ajoutée de la stratégie de modélisation.

Comme le chapitre 6 a permis de le montrer, des stratégies de calcul représentent un
enjeu essentiel pour ’utilisation plus systématique des modeles de zone cohésive. Bien
qu’une stratégie de calcul ait été proposée dans le chapitre 6, cette derniere est limitée a des
cas quasi-statiques. Des recherches sont actuellement en cours a I’Onera dans le cadre du PRF
statique/dynamique pour développer des outils de maillages permettant de réduire le colit des
modeles de zone cohésive (insertion d’éléments d’interface au cours du calcul, remaillage en
pointe de front de fissure,...). D’autres axes de recherche sont également possibles par
I’amélioration du modele de zone cohésive ou encore par son utilisation explicite, notamment
pour répondre a des cas structuraux tels que les impacts [Trousset, E., 2012] ou encore au
cadre de la fatigue. Le modele de zone cohésive développé dans le chapitre 3 nécessiterait
alors des améliorations supplémentaires qui pourraient s’appuyer notamment sur les travaux
de Turon [Turon, A., 2006]. La forme du modéle nécessiterait certainement un travail
supplémentaire car si I’influence de la forme du mode¢le est négligeable pour une propagation
stable et rectiligne [Monerie, Y., 2001], il reste encore délicat de ’affirmer dans le cadre
d’une sollicitation dynamique. De méme, les effets de 1’environnement sur D’interface
(humidité, température, ...) pourraient étre un probléme intéressant a explorer. L’influence du
choix entre une interphase (prenant en compte les comportements physiques de la liaison
entre deux plis) et une interface (vision idéale d’une interphase) devrait alors étre intéressante.
Cette discussion pourrait également s’étendre dans le cadre du PRC collage pour la
modélisation et la caractérisation du collage composite/composite ou composite/métallique
[Moradi, A., 2013]. Pour finir, dans une vision plus structurale, 1’extrapolation de la stratégie
de modélisation a des structures hybrides (association de composites et de métalliques)
semble étre une perspective porteuse. De méme, I’application de la stratégie de modélisation
sur des stratifiés de tissus 2D ou 3D pourrait représenter un axe de recherche supplémentaire.
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Annexe A : Formulation de la loi bilinéaire avec différentes lois de propagation

L’implantation dans le code de calcul ZéBuLoN de la loi bilinéaire, avec les lois de
propagation utilisées classiquement dans la littérature pour les stratifiés carbone/€poxy
(Power law et Benzeggagh), a été effectuée a partir de la formulation proposée par Camanho
dans [Camanho, P. P., 2002]. Le principe utilisé¢ dans cette référence est la recherche des
paramétres J,, et 5 correspondant respectivement, pour une mixité donnée, aux sauts de
déplacement pour lequels le critére d’amorgage et le critére de propagation sont vérifiés. A
partir de ces deux parametres, la variable d’endommagement A peut étre déterminée. Cette
variable permet par la suite de décrire 1’état d’endommagement de I’interface.

La détermination de 6, s’effectue par la résolution du critére d’amorgage (ici un
critere quadratique en contrainte) :

2 2 2
(<U33 >j +(713J +(TZ3J =1 Eq. A. 1.1
Z, Si3 S

avec o33, 713 €t o3 les contraintes interlaminaires et Z,, S;3 et S»; les résistances de 1’interface

en mode d’ouverture hors-plan et de cisaillement hors-plan. Pour un modele bilinéaire, la
relation entre le saut de déplacement et I’effort cohésif est lincaire croissant tant que le critere
d’amorgage n’est pas vérifié. On obtient alors :

033 :K53 s T13 :K51 %) :K52

0 0 o Eq. A. 1.2
Zl‘ =K53 ) S13 =K§1 ) S23 =K52

ol J; (resp. 8; et 0,) est le saut de déplacement en mode I (resp. mode II et mode III), J;”

(resp. 0, et 5,%) est le saut de déplacement pour lequel la résistance est atteinte en mode I pur

(resp. mode II pur et mode III pur) et K est la raideur initiale de I’interface (identique a tous

les modes). Le saut de déplacement en mode mixte J,, est défini par :

8y =B84+ 53+ <8y >7 Eq. A. 13

En utilisant ’Eq. A. 1.2 et ’Eq. A. 1.3 dans I’Eq. A. 1.1 et en imposant que le mode II
et le mode III soient équivalents (S;3=5; et 0 102520), on définit alors le parameétre 5, par:

0 |ove! \/()1+—ﬂ20 5i 8, >0
m (51 ) + (ﬁ§3 )z
o 5i0, <0 Eq. A. 1.4
6+
ﬁ - 5—3

Le parametre S représente ici le rapport de mixité de mode.
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De la méme maniére, le paramétre J,; ‘est défini en utilisant la formule analytique de
I’aire sous la courbe effort cohésif/saut de déplacement (formule d’un triangle pour la loi
bilinéaire) et les formules analytiques de 1’évolution de la ténacité (donnée par la loi Power
law ou la loi de Benzeggagh). On obtient alors les expressions suivantes :

a
2 ’ .
H G]C‘F(G][C—G[C{ﬂ—] S 53 >0

S powertaw = 1 KO 1+
(51-f)z+(5{)2 5i 83 <0
-1 Eq. A. 1.5
| 2(1+/32)£ 1 J“ (ﬂz ]a “
5r{17benzeggagh = K§,?1 Grc " Guc 50320
\/(5{)2 + (5{)2 5i 83 <0

A partir de ces deux paramétres, il est possible de définir la variable

d’endommagement 4 et I’expression de ’effort cohésif 7, pour une mixité de mode donnée.

T =D6

K 5i 5™ < 50
p={(1- )k + k2= si st <™ <5/
5, Eq. A. 1.6
<=0 > 5i 5] <™
— 53

§'f 5max_§0
ﬂ=j—%5ﬁ£g_f_5’8 ; Aelo]

Notons que dans I’Eq. A. 1.6 la valeur maximum du saut de déplacement J,,"“" est
définie par :

ST = max s, , 5 | Eq. A. 1.7

Cette procédure pour calculer ’effort cohésif a été utilisée pour implanter la loi
bilinéaire dans le code de calcul ZéBuLoN. Ainsi, les lois de propagation Power law et
Benzeggagh ont pu étre comparées afin de comprendre leur influence sur la propagation du
délaminage (chapitre 2). Notons également que le modele de zone cohésive développé dans le
chapitre 3 est également basé, comme ici, sur la recherche des paramétres J,,” et J,;
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Annexe B : Description de la matrice tangente du modele de zone cohésive continu

L’utilisation d’un algorithme de Newton-Raphson pour résoudre les problémes non-
linéaires par éléments finis nécessite de déterminer la matrice tangente associée au modéle de
zone cohésive. Cette dernicre est définie par :

ory Oty 0t
00, 00, 003
m=|2 92 07 Eq B. 1.1
00, 00, 003
6T3 5T3 6T3
00, 00, 003

ou J;, 0, et d; sont respectivement les sauts de déplacement des modes de cisaillement (mode
IT et mode III) et du mode d’ouverture (mode I) et 7;, > et 73 sont respectivement les efforts
cohésifs des mode II, mode III et mode 1.

Le mod¢le de zone cohésive proposé dans le chapitre 3 s’écrit :

7, =K5,(1-1)" i=123 si &,>0
=Ko.(1-2)* i=12
b o( )y i=l si 8,<0
7, = a Ko,
2 Eq.B. 1.2
_ 5;‘(5_50)} 1

_[5(51‘ _50)
o :\/(51)2 +(52)2 +<53>2

A partir de ’Eq. B. 1.2, on peut donc exprimer les membres de la matrice tangente M par :

or. 5 K&,07 .
=K1 -AY —4—TA(1-2) i=123
oo ~KU=AN —4 5oy -A)
si 0,20
821 K505,5 . . . .
L=—d— T Q(1-2) i=123;,/=123;i%
03, 5*(5-6,)
2
%=K(1—/1)2—4f5—05f/1(1—/1) i=12
as, 5*(6-46,) Eq. B. 1.3
K8,6,5,
0 _ 4 L A(1-2) i=123;j=12;i#]
o5 5*(5-15,) .
/ si 0,<0
LR
o5, ¢
9%y =12
03, ’
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Annexe C : Description des modeles du pli unidirectionnel et du lien entre le pli et I’interface

Le comportement du pli unidirectionnel, dans les études du chapitre 6, est considéré
comme ¢lastique linéaire isotrope transverse ou élastique non-linéaire isotrope transverse
endommageable. Ces deux modeles et I’identification de ces derniers pour le matériau
carbone/époxy T700GC/M21 sont présentés dans les paragraphes suivants. De méme, afin de
modéliser le couplage inter/intralaminaire, un lien entre le pli et ’interface a été proposé dans
le chapitre 6. L’identification des parametres utilisés pour créer ce lien est également
présentée dans cette annexe.

Propriétés du pli unidirectionnel pour le modéle élastique linéaire isotrope
transverse

Pour le comportement élastique linéaire, le pli unidirectionnel est classiquement
considéré comme isotrope transverse. Le comportement du pli est alors régi par :

o=Cic avec C=$
- L _th _Vﬂ 0 0 0 ]
Iy E, E,
_Vlf L _Vtt O 0 O
E, E, E,
Vi —Vyu 1
—_— — 0 0 0
Eq.C. 1.1
S = 2y E, E, d
B 0 0 0 —— 0o o
Gy
0 0 0 0 L 0
Gy
0 0 0 0 0 L
L Glt

Les propriétés mécaniques du matériau sont présentées dans le Tableau 19.

Module Module Module de Coefficient de Coefficient de
longitudinal transverse cisaillement Poisson Poisson
E; (MPa) E; (MPa) Git (MPa) Vit Vit
130000 8400 7400 0.32 0.4

Tableau 19. Valeurs des propriétés mécaniques du pli unidirectionnel associées au modele
élastique linéaire isotrope transverse
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Description du modéle élastique non-linéaire isotrope transverse
endommageable

Pour le comportement non linéaire, nous avons retenu un modele élastique non-
linéaire isotrope transverse endommageable présenté dans [Laurin, F., 2007] et qui permet de
décrire I’évolution du comportement du pli unidirectionnel en tenant compte des différents
comportements non-linéaires et des mécanismes de dégradation des propriétés mécaniques.

Tout d’abord, contrairement au comportement <¢lastique linéaire, le module
longitudinal (i) évolue différemment en fonction de la nature de la sollicitation (traction ou
compression) et (ii) dépend du niveau de sollicitation afin de prendre en compte le
réalignement des fibres dans la matrice sous I’effet du chargement dans la direction
longitudinale. Ainsi, 1’évolution du module longitudinal est régie par :

~ ¢ C 0 Si (711 <O
Ey =mE{, +(1-m)E]; avec = | s Eq.C. 1.2
S1 O-ll 20
avec £, et E;;€ définis comme :
t t o1 +Et“:(t) t EIIEO
E\=E ; Y, avec E i E—
N o E' —E,
s ox Eq.C. 1.3
o, +E ¢
EICI—EC 1 c OC o avec EC:—C1 0
o111 +(E +E1 )50 El _EO

ol E;' et E;© sont respectivement les modules d’Young tangents en traction et en
compression évoluant entre le module E, défini 4 67,=0 et les modules asymptotiques £;’ en
traction et £, en compression. Les déformations &' et &° sont respectivement obtenues a

0;,/=0 avec les comportements asymptotiques en traction et en compression.

Afin de prendre en compte I’effet de ’endommagement sur les propriétés mécaniques
du pli, le modele s’appuie sur un critére de rupture décrivant deux modes de rupture : la
rupture fibre (FF) et la rupture inter-fibre (IFF). Pour chacun de ces modes, une distinction est
faite entre la rupture en traction (f;") et celle en compression (f;) :
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FF :

Eq.C. 14

2 2
f+ :[—JEZJ —{—[—N 12 J =1 si (o)) >0
IFF - Y Sc(l—Pﬁzz)

2 2
fz_:(%J +{~L) =1 si (o)) <0
Yc Sc(l-poy)

avec Xc la résistance en compression et X /> 17,, YC, S respectivement les résistances

effectives de traction longitudinale, transverse en compression, transverse en traction et de
cisaillement plan, définies par :

~ ~

V,=(-d, )y, ; Yo=(-d,)v; ; Sc=(-d;)Sc  EqC.15

Y, Yc sont respectivement les résistances transverses en compression et en traction et S¢ est la
résistance de cisaillement plan. p est un coefficient de forme permettant de décrire les
résistances du pli unidirectionnel obtenues expérimentalement sous chargements transverses
et de cisaillement. Pour finir, la variable dy permet de décrire la dégradation de la résistance
inter-fibre due a une rupture fibre prématurée. Cette rupture engendre des décollements
interfaciaux et forment des microfissures dans la matrice. Puisque ce mécanisme a un effet
important sur les résistances transverses et celles de cisaillement, ces derniéres sont
recalculées par le biais de la variable d; définie par :

d s =af<sup[f1+]—fo>+ Eq.C. 1.6

ou < >+ sont les crochets de Macaulay, la fonction sup permet de conserver la valeur

maximale de £;" au cours de I’histoire du chargement, f; est un seuil d’endommagement et le
parametre a,décrit la cinétique de dégradation de la rupture inter-fibre.

Afin de prédire correctement la rupture du pli, il est nécessaire d’avoir une bonne
estimation des contraintes mésoscopiques. Pour cela, un comportement thermo-élastique est
utilisé :

o=C° :(gT —8th) avec & =a,,(T-T,) Eq.C. 1.7
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ol o est la contrainte, C” la rigidité élastique initiale, & la déformation totale et &” la
déformation thermique exprimées dans les axes matériau.

Pour finir, le modé¢le endommageable s’appuie sur la détermination du tenseur de

souplesse élastique effective ( i ) du pli aprés rupture :

izio +d\H, +dyH Eq.C. 1.8

ou S 0 est le tenseur de souplesse €lastique initiale et d; H | etdr H 5 sont des tenseurs d’effets

représentant respectivement les effets de la rupture fibre et de la rupture inter-fibre sur la
souplesse du pli unidirectionnel. En effet, bien que le pli serait effectivement rompu s’il
n’était pas dans un stratifié, la présence de plis adjacents assure une reprise du chargement et
permet au pli de conserver une certaine raideur et de présenter alors une cinétique de
fissuration. Cette cinétique de dégradation représente 1’évolution de la densité de fissuration
dans chaque pli au cours du chargement. Ainsi, les variables d; (rupture fibre) et d> (rupture
inter-fibre) sont données par :

+ .
FF:d1=a<1/f1i—1> et d; >0
+ .
IFF :d, :ﬂ<w/fzi —1> et dy>0

Eq.C. 1.9

Lorsque la valeur du critére de rupture ( fl-i) est supérieure a 1, la variable de

dégradation associée d; devient non nulle et les propriétés mécaniques du pli considéré sont
progressivement dégradées.

Les tenseurs d’effets f7 représentent les effets des endommagements d; sur le
=1

comportement mésoscopique du pli. Ces effets sont différents si la rupture est une rupture
fibre (qui est ici considérée comme catastrophique) ou une rupture inter-fibre. De méme, les
tenseurs d’effets dépendent de la nature du chargement (traction ou compression). Pour
prendre en compte ces différents aspects, les tenseurs d’effets A , et 4 sont de la forme :

(771/71+1 + (1= )hl_l)glol 0 0

FF:H, = 0 0 0
—— 0 0 hFFSO
66 66 Eq.C. 1.10
0 0 0
]FF:EZ 0 (772]’12+2 + (1 -1 )hEZ )932 0
0 0 hes' Sge
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avec h; les composantes des tenseurs d’effets et 77; définies par :

0 =i 011<0
=

1 si O-HZO
Eq.C. 1.11

Ub

0 si (o)) <0
1 si (o)) >0

Les valeurs des différents parametres, identifiés pour le carbone/époxy T700GC/M21,
sont présentées dans les tableaux suivants (Tableau 20 a Tableau 24).

Module Module Module de Coefficient de Coefficient de
longitudinal transverse cisaillement Poisson Poisson
E] (MPa) Et (MPa) G]t (MPa) Vit Vit
115000 8400 7400 0.32 0.4

Tableau 20. Valeurs des propriétés mécaniques du pli unidirectionnel associées au modele
élastique non-linéaire isotrope transverse endommageable

Module d’Young en = Module d’Young en Déformation en Déformation en
traction traction traction compression
E,' (MPa) E;“ (MPa) &' £o"
308000 41000 0.0404 0.2447

Tableau 21. Valeurs des propriétés permettant de calculer le module longitudinal non-
linéaire
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Résistance Résistance Résistance Résistance Résistance
en en transverse en transverse en en
compression traction compression traction cisaillement
Xc (MPa) X (MPa) Yc (MPa) Y (MPa) Sc (MPa)

-1300 2000 -260.0 76.0 81

Tableau 22. Valeurs des résistances dans le plan

Coefficient de
cinétique de Seuil de dégradation Coefficient Coefficient
dégradation fo o B
O
0.66 1.0 100.0 10.0

Tableau 23. Valeurs des parametres de dégradation

Composante h;; du Composante h66FF du Composante hy; du  Composante h66IFF du
tenseur d’effet H; tenseur d’effet H; tenseur d’effet H, tenseur d’effet H,

1.0 0.143 1.0 0.70

Tableau 24. Valeurs des parametres de dégradation

Lien entre le pli et ’interface

Dans le but de décrire le couplage inter/intralaminaire, les propriétés interfaciales du
modele d’interface sont dégradées par le biais du taux de microdélaminage z. Cette variable
n’étant pas présente dans le modele d’endommagement présenté précédemment, un lien entre
la variable d’endommagement d> et le taux de microdélaminage z a été propos¢ dans le

chapitre 6. Ce lien s’appuie sur I'utilisation de 1’évolution de la souplesse effective i :

+p Hf +uH" Eq. C. 1.12

Ilfnz

= 5"+ pH,

H "

Les tenseurs des effets de I’endommagement H/ , H f et H# s’expriment par :
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K 0 0
0 0l 0
H=1: O hZ’é S22 70
0 0 hLlSg
0 0 0
0 02
HY =0 hy S9, 0 Eq. C. 1.13
0 0 hEZSes
) 0 0
L ={0 hfsSY, 0
00 e Ss

avec les valeurs des différentes composantes présentées dans le Tableau 25.

Composante  Composante =~ Composante ~ Composante ~ Composante ~ Composante

pl Pl p2 P2 H H
hy, hée hy) hes hy hés

0.86 0.86 2.65 0.64 1.7 4.25

Tableau 25. Valeurs des composantes des tenseurs des effets de |’endommagement

Comme I’ont proposé Laurin ef al. [Laurin, F., 2011], le taux de microdélaminage u

peut s’exprimer comme une fonction du taux de fissuration réduit :

g=a,p’ +b,hp Eq.C.1.14

ou ay et b, sont des parametres matériaux (dont les valeurs sont présentées dans le Tableau
26) et h I’épaisseur du pli.

an by (mm'l)

0.37 0.04

Tableau 26. Valeurs des parametres matériaux ay, et by, identifiés pour des matériaux
carbone/époxy dans [Laurin, F., 2011]
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Développement d’une stratégie de modélisation du délaminage dans les structures
composites stratifiées

Les composites stratifiés de plis unidirectionnels en carbone/époxy sont fortement utilisés pour alléger les
structures aéronautiques tout en conservant de bonnes propriétés structurales. Toutefois, les avantages de ce type
de matériau ne sont pas encore pleinement exploités de par le manque de confiance accordée aux modéles de
prévision de I’endommagement, dont notamment ceux concernant le délaminage. C’est pourquoi I’objectif de
cette these était de développer une stratégie de modélisation du délaminage adaptée aux structures composites
stratifiées. Cette stratégie s’est appuyée sur le développement d’un modele de zone cohésive prenant en compte
les ingrédients nécessaires a la bonne description de I’amorgage et de la propagation de la fissure : (i) un critére
d’amorgage avec un renforcement en compression/cisaillement hors-plan, (ii) une loi de propagation décrivant
I’évolution de la ténacité en fonction de la mixité de mode et (iii) la prise en compte du couplage
inter/intralaminaire. Pour identifier ce nouveau modele, une procédure d’identification efficace, s’appuyant sur
un essai de traction sur plaque rainurée, a été mise en place. Cette procédure d’identification a permis de
démontrer que la ténacité semble indépendante (i) de ’orientation des plis adjacents a I’interface et (ii) de
I’empilement étudié. De méme, pour décrire 1’évolution de la ténacité, une nouvelle loi de propagation adaptée
au matériau carbone/époxy a été proposée. Pour finir, la stratégie de modélisation, complétée par une stratégie de
calcul, a été appliquée sur différents cas structuraux pour mettre en avant ses apports et ses premieres limites.

Mots clés: Matériaux composites, délaminage, modéle de zone cohésive, couplage inter/intralaminaire,
identification

Development of a strategy to model delamination in laminated composite structures

The carbon/epoxy laminated composites of unidirectional plies are strongly used in order to reduce the weight of
aeronautical structures while at the same time proposing good structural properties. However, the advantages of
this kind of material are not fully exploited due to the lack of confidence in damage models, like ones concerning
delamination. Then, the purpose of this work was the development of a strategy to model delamination in
laminated composite structures. This strategy was based on the development of a cohesive zone model taking
into account the ingredients necessary to the well description of the onset of delamination and the crack growth:
(i) an onset criterion with an out-of-plan compression/shearing reinforcement, (ii) a propagation law describing
the evolution of the fracture toughness as a function of mixed mode ratio and (iii) the inter/intralaminar coupling.
To identify this new model, an efficient identification procedure, basing on a tensile test on notched specimen,
has been proposed. This identification procedure has demonstrated that the fracture toughness seems to be
independent of (i) the orientation of plies closed to the interface and (ii) the stacking sequence. Furthermore, to
describe the evolution of the fracture toughness, a new propagation law adapted to carbon/epoxy material has
been proposed. Finally, the strategy to model delamination, completed by a calculation strategy, has been applied
on several structural cases to prove its contributions and its first limitations.

Keywords: Composite Materials, delamination, cohesive zone model, inter/intralaminar coupling, identification
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