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Avant-propos
Mes travaux de thèse, soutenue en Mai 1996, ont débuté en Septembre 1992 au Laboratoire de

Mécanique et Technologie de l’Ecole Normale Supérieure de Cachan, sous la direction du
Professeur Pierre Ladevèze. Il convient de rappeler que j’ai été initié à la mécanique de
l’endommagement appliquée aux matériaux métalliques par le Professeur Jean Lemaître lors de
mon année de DEA à l’Université Pierre et Marie Curie.

Durant mes années de doctorat, j’ai également enseigné la résistance des matériaux et des
structures à l’Université Pierre et Marie Curie sous la direction du Professeur Jean Lemaître.

L'objectif de mes travaux de thèse, menés en collaboration avec le CNES Toulouse, a été de
proposer et de mettre en œuvre des stratégies fiables permettant la prévision de
l'endommagement jusqu'à la rupture de structures composites carbone époxy. À cet effet, j’ai
développé un outil informatique basé sur la méthode des éléments finis et sur la mécanique de
l'endommagement afin de prévoir l'endommagement et la rupture se développant dans les
structures stratifiées. Mes développements informatiques ont été réalisés à partir du code
éléments finis Castem 2000 développé par le CEA. Une partie des modèles ainsi développés est
d’ores et déjà implantée dans la version commerciale de ce code.

À partir de ces bases scientifiques et pédagogiques, mes activités d’enseignement et de
recherche se sont poursuivies depuis 1997 à l’École Centrale Nantes en qualité de Maître de
conférences.

Mes recherches ont été menées dans la Division Mécanique des Structures du Laboratoire
Mécanique et Matériaux dirigé par le Professeur D. Le Houedec. En janvier 2004, la fusion du
Laboratoire de Génie Civil de Nantes Saint-Nazaire et du Laboratoire Mécanique et Matériaux a
conduit à la création du GeM UMR CNRS 6183 dirigé par le Professeur P.Y. Hicher.

Mes travaux de recherche sont menés autour des deux thèmes développés par l’équipe
« composite et élastomère » du pôle « structure et couplage » du GeM UMR CNRS 6183. Les
membres permanents de cette équipe sont Erwan Verron, Maître de conférences et moi-même
avec une participation importante à nos travaux de Gilles Marckmann, Ingénieur de recherches,.
Notre équipe est dotée d’une force de recherche constituée par des élèves de DEA, des stagiaires
et des Doctorants. Les professeurs Chiem, B. Peseux et A. Poitou, m’ont accordé leur confiance
pour assurer la direction ou co-direction de thèses sous leur haute autorité.

Mes thèmes de recherches sont étroitement liés à des activités industrielles développées dans
les domaines de l’automobile et de la construction de voiliers de compétition. Ces travaux de
recherche sont essentiellement à caractère expérimental et numérique et ont pour finalité la
modélisation du comportement mécanique des matériaux mis en œuvre et des structures. Les
partenaires privilégiés de notre équipe sont : MULTIPLAST, CDK, VOILIER BANQUE
POPULAIRE, Groupe TRELLEBORG, Groupe PSA, ALLEVARD-REJNA, CETIM Nantes, Ecole
Polytechnique.

Initialement, ma première thématique de recherche a concerné la durabilité et la réparation
des voiliers multicoques réalisés en matériaux composites sandwich carbone-époxy. Cette
thématique a été développée à partir des connaissances acquises pendant mon doctorat. Mes
compétences initiales en simulation numérique se sont enrichies d’une composante expérimentale



aux travers d’essais mécaniques et d’études micrographiques menés sur les matériaux composites
utilisés dans la réalisation de ces voiliers.

Ces voiliers de courses océaniques font l’objet de nombreuses études expérimentales et
numériques afin de valider les choix retenus par leurs concepteurs ou de proposer des solutions
technologiques alternatives. Ces travaux sont menés conjointement au sein de l’équipe
« composite et élastomère ». par Gilles Marckmann et par moi-même.

Nous constituons ainsi un pôle de conseillers scientifiques auprès des architectes et chantiers
navals et nous sommes consultés pour de multiples missions. Le cadre de ces missions est
généralement celui des études amont à la réalisation du voilier, cependant, dans certain cas, nous
nous trouvons sollicités en urgence lors des courses. Nos travaux scientifiques sont généralement
cités dans la presse spécialisée par les architectes et les skippeurs.

Cette thématique de recherche a été initialement développée à l’Ecole Centrale Nantes depuis
près de vingt-cinq ans sur la base de relations contractuelles auprès des architectes et des
chantiers nautiques spécialisés dans la réalisation de voiliers de compétitions. Les premières
simulations numériques de validation des structures des voiliers multicoques ont été conduites
dans les années 1980 par le Professeur Bernard Peseux et le Directeur de recherches Gerard
Delhommeau.

Les simulations éléments finis que nous réalisons sur les voiliers sont intimement liées aux
études expérimentales menées. En particulier, des essais de traction quasi-statique ou de traction
dynamique ont été réalisés lors de la thèse de Simon-Serge Sablin (Thèse soutenue 2002, dir. Pr
Chiem). Ces travaux nous ont permis de valider les caractéristiques mécaniques des stratifiés mis
en œuvres par les chantiers nautiques (cf. Chapitre I). De plus, les études menées au Microscope
Electronique à Balayage sur ces matériaux composites stratifiés nous ont permis de valider les
mécanismes de rupture des éprouvettes et /ou des structures endommagées lors des courses.

La simulation de la dégradation des peaux en carbone époxy est appliquée à des parties de la
structure du voilier pour prédire le comportement ultime des peaux (Logiciel prototype Endo-
Strat incluant la théorie des plaques avec endommagement). J’ai réalisé en 2002 un logiciel
prototype NidaCore dédié à la simulation des propriétés mécaniques d’élasticité et de rupture des
âmes nids d’abeilles Nomex (cf. Chapitre II). Il est basé sur la mise en œuvre dans le code
éléments finis Castem de la théorie de l’homogénéisation des milieux périodiques. Les
contraintes de rupture de ces âmes sont déterminées à partir des modes de flambement du
Volume Elémentaire Représentatif.

Les travaux menés actuellement sur les voiliers sont réalisés en partenariat avec les architectes
Gilles Ollier et Marc Lombard. À la demande de ces architectes, nous avons réalisé des travaux
d’ingénierie et de recherche sur plusieurs projets de multicoques océaniques de type Trimaran et
Catamaran. Nous avons été impliqués dans la phase de validation des catamarans, Code 0 (2000),
Code B1 (2003) et du trimaran de 60 pieds BP3. Ces voiliers sont dédiés aux grandes courses
océaniques comme The Race, le trophée Jules-Verne ou la route du Rhum.

Les voiliers sur lesquels nous avons mené des simulations éléments finis de validation sont
plus connus sous le nom de leurs commanditaires à savoir les catamarans, Club Med, Innovation
Explorer, Team Adventure, King-Fisher, Orange I, Orange II et le trimaran de 60 pieds Banque
Populaire (cf. Chapitre III).



Ma participation aux études décrites ci-avant a été rendue possible par les connaissances que
j’ai acquises durant mes travaux de doctorat, lesquels portaient plus particulièrement sur la
modélisation et la simulation des mécanismes d’endommagement et de délaminage survenant
dans les matériaux composites stratifiés en carbone-époxy. Les travaux réalisés depuis lors m’ont
permis de développer une expérience personnelle dans la simulation des structures réelles
réalisées en composite sandwich à peaux de carbone époxy.

Ma seconde thématique de recherches porte sur la modélisation du comportement en fatigue
des matériaux et des structures élastomères. Les caoutchoucs naturels chargés ou synthétiques
employés par l’industrie automobile pour réaliser des structures antivibratoires font plus
particulièrement l’objet de ces études. Cet axe de recherche qui a débuté en 2000 vise à maîtriser
la simulation de l'initiation et de la propagation des endommagements et de la fatigue dans les
structures élastomères en partenariat avec la société Modyn du groupe Trelleborg (4ème

manufacturier mondial dans le caoutchouc automobile et numéro 1 mondial dans l’antivibratoire
automobile).

Ces travaux sont réalisés au sein du Groupe de Travail sur la Fatigue des Elastomères (GTFE)
qui regroupe des industriels et des universitaires et des centres de transfert intéressés à cette
thématique. Le GTFE a été créé dès la fin de l’année 2000 conjointement par Pierre Charrier,
responsable de la recherche sur la durabilité des élastomères au sein du groupe Trelleborg, Erwan
Verron et par moi-même. Notre groupe de travail s’est enrichi depuis sa création par les
adhésions du groupe PSA, de la société Allevard-Rejna, du Cetim Nantes, et de Claude Stolz
directeur de recherches à l’Ecole Polytechnique.

Dans ce cadre, nous avons obtenu les financements pour trois thèses de doctorat encadrées
conjointement par Erwan Verron et par moi-même.

 Ces thèses portent sur la modélisation du comportement des élastomères ( Thèse de Grégory
Chagnon, dir Pr B. Peseux, soutenue Octobre 2003), sur l’étude expérimentale de la durée de vie
des élastomères soumis à des chargements de fatigue (Thèse Elisabeth Ostoja-Kuczynski, dir Pr
B. Peseux), et sur la mise en évidence des phénomènes microscopiques à l’origine de
l’endommagement des élastomères (Thèse Jean-Benoît Le Cam, dir. Pr A. Poitou).

Dans le domaine industriel, les calculs non-linéaires prennent actuellement une part de plus en
plus importante dans le processus de conception des structures. La faiblesse de la connaissance
du comportement des matériaux élastomères nécessite la mise en place de méthodes
expérimentales et de modélisations spécifiques afin d’effectuer des simulations numériques
réalistes de la déformation et de l’endommagement des structures antivibratoires sous des
chargements de fatigue. Les modèles de comportement développés dans la thèse de Grégory
Chagnon (cf. Chapitre IV) sont basés en partie sur mon expérience dans le domaine de la
mécanique de l’endommagement des matériaux et des structures. Les essais mécaniques de
fatigue réalisés par (Thèse d’Elisabeth Ostoja-Kuczynski) ainsi que l’étude des mécanismes de
ruptures (Thèse de Jean-Benoît Le Cam) à l’échelle macroscopique et microscopique sont
présentés au chapitre V.

Les deux axes de mes travaux de recherche sont exposés ci-après sous cinq chapitres, les trois
premiers ayant trait à la modélisation et à la simulation de l’endommagement des composites et
les deux derniers traitant du domaine de la simulation du comportement des matériaux et des
structures en élastomère sous chargement de fatigue, à savoir :



Chapitre I : Analyse des structures composites stratifiées carbone époxy, dans lequel sont
présentés les essais mécaniques et les modèles dédiés à ces matériaux.

Chapitre II : Modélisation des âmes Nomex, où est proposé une modélisation des âmes nids
d’abeilles, basée sur l’homogénéisation des milieux périodiques afin de déterminer leurs
caractéristiques mécaniques tridimensionnelles.

Chapitre III : Dimensionnement des voiliers océaniques multicoques, qui présente divers
exemples de simulations réalisées afin d’aider les concepteurs de voiliers multicoques à valider
leurs structures, l’homogénéisation des plaque étant employée dans le cas de la simulation de
renforts spéciaux.

Chapitre IV : Modélisation et simulation du comportement des élastomères, dont les
développements sont consacrés aux modèles de comportement, prenant en compte l’effet Mullins
afin d’aider les concepteurs de structures à mieux comprendre la dégradation des systèmes
antivibratoires.

Chapitre V : Rupture en fatigue des élastomères, qui est dédié aux essais de fatigue de plots
élastomères et à l’étude de leurs mécanismes de dégradation, la proposition de critères innovants
pour la prédiction de la durée de vie des structures élastomères restant notre objectif permanent.

En résumé, ce mémoire d’habilitation relate les avancées significatives de mes travaux de
recherche menés sur la modélisation du comportement mécanique des matériaux composite et des
élastomères réalisés depuis l’obtention de ma thèse de doctorat.

Pour l’essentiel, ces travaux ont pour objectif de concevoir, à partir de lois de comportement
adaptées, des outils numériques permettant de simuler le comportement des matériaux et des
structures en composites ou en élastomères. Ces travaux sont fondés sur des essais mécaniques ou
des observations réalisées au Microscope Electronique à Balayage.

Mes recherches propres s’inscrivent dans un cadre pluridisciplinaire car elles font appel à la
fois aux essais mécaniques, à l’adaptation de théories connues et à leur mise en œuvre dans le
cadre éléments finis.
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CHAPITRE I :

ANALYSE DES STRUCTURES COMPOSITES

STRATIFIEES CARBONE EPOXY

La méso-modélisation des structures stratifiées est
constituée d'outils et de concepts qui permettent de
décrire à tout instant l'état de dégradation d’une
structure « sandwich » jusqu'à sa rupture ultime. Le
premier point consiste à modéliser la structure
stratifiée à une échelle intermédiaire dite "méso",
liée aux matériaux. À cette échelle, la structure est
décrite au moyen de constituants de base appelés
méso-constituants (Ame, couche et interface).
L'intérêt de cette modélisation est de décrire de
façon simple les mécanismes complexes de
dégradation des structures sandwich à peaux de
carbone époxy. La mise en œuvre de ces modèles
dans le cadre éléments finis permet de simuler le
comportement de structures complexes.
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I.1  Introduction

L’objectif de ces travaux de recherches est de proposer, d’identifier et de mettre en œuvre dans

le cadre éléments finis classiques des modèles de comportement fiables permettant d’effectuer des

simulations éléments finis réalistes de voiliers multicoques. Cet axe de recherche pluridisciplinaire

nécessite de maîtriser la modélisation, l’identification et la simulation des matériaux et des

structures composites sandwich à peaux carbone époxy.

Ces travaux m’ont permis de développer un axe de recherches directement relié à mes travaux de

thèse réalisés au LMT de l’ENS Cachan sous la direction de Pierre Ladevèze. Ces travaux

commandités par le CNES portaient sur la « simulation des endommagements et de la rupture dans

les composites stratifiés » (Gornet 1996).

Les recherches que je mène à l’Ecole Centrale Nantes sur les composites ont un caractère

expérimental et numérique afin de créer une forte interaction entre les modèles et les expériences.

Les résultats issus des campagnes expérimentales menées sur les carbones époxy permettent de

mener des simulations éléments finis réalistes de voiliers multicoques. Les modèles éléments finis

développés pour valider les échantillonnages du trimaran BP3 et des catamarans Code 0 (trois

sistership) et Code B1 seront présentés dans le chapitre 3. Ces voiliers sont plus connus sous le nom

de leurs commanditaires à savoir, le trimaran Banque Populaire, les catamarans Team Adventure,

Innovation Explorer, Club Med, Orange I, King-Fisher, et le catamaran Code B1 (Orange II).

La création d’un modèle de comportement est fondée sur l’observation des mécanismes

physiques à différentes échelles. En conséquence, mes travaux de recherches sont menés en

assurant un dialogue constant entre l’observation des mécanismes de rupture, les essais mécaniques

et la simulation des structures. Les analyses multi-échelles sont menées à l’aide de micrographies

réalisées au Microscope Electronique Balayage sur des éprouvettes endommagées ou vierges. Cette

démarche est également utilisée pour les travaux menés sur les élastomères (chapitre 4 et 5).

La réalisation d’un voilier en carbone époxy de quarante mètres pose évidemment la question de

l’effet d’échelle entre les essais mécaniques menés sur des éprouvettes standards et les propriétés

mécaniques du matériau carbone époxy dans la structure. Pour prendre en compte cet effet, les

essais mécaniques sont réalisés à partir d’éprouvettes découpées dans de grandes plaques réalisées

dans les mêmes conditions que la structure. Cette technique permet d’obtenir des caractéristiques

mécaniques réalistes, les défauts évalués sur les éprouvettes étant alors représentatifs de ceux qui

sont inévitablement présents dans la structure.

Enfin, la mise en œuvre numérique des modèles permet la réalisation de simulations numériques

de solutions technologiques innovantes pour la création ou la réparation des structures sandwich.
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Les matériaux composites modélisés et identifiés sont des unidirectionnels ou des tissus

constitués de fibres de carbone alliées à de la résine époxy. Ces travaux expérimentaux sont menés

afin d’identifier les mécanismes d’endommagement et de rupture à partir d’essais mécaniques

quasi-statiques de traction. Des essais de compression et de flexion sont également réalisés afin de

compléter les propriétés mécaniques. L’expertise micrographique des échantillons permet de

révéler la nature de la micro-structure.

Les premiers essais mécaniques sur des carbones époxy à usage nautique soumis à des

chargements quasi-statiques ou dynamiques ont été menés à l’Ecole Centrale Nantes et à

l’ENSIETA Brest durant la thèse de Simon Serge Sablin (Sablin 2002). Lors de cette thèse

encadrée par le Pr. C.Y. Chiem et moi-même, le montage de traction dynamique proposé par nos

soins a été mis en œuvre à l’ENSIETA. Ces campagnes d’essais exploratoires menées sous des

chargements de tractions statiques et dynamiques nous ont permis d’appréhender le comportement

mécanique du pli élémentaire d’un carbone époxy en cisaillement plan.

I.2 Les mécanismes de dégradation des structures « sandwich »

Les voiliers multicoques destinés aux courses océaniques sont construits à partir de panneaux

sandwich. Ces structures sont réalisées par collage à l’aide de résine compatible avec les matériaux

en présence. Les âmes les plus utilisées dans la conception de ces voiliers sont des nids d’abeilles

Nomex® (Pinzelli et Loken 2004) et les peaux sont constituées de matériaux stratifiés en carbone-

époxy. La plate-forme du voilier subit de fortes sollicitations de type flexion ou torsion lors de la

navigation. Il convient de noter que ces structures sont entièrement assemblées par collage des

différents éléments structurels.

La dégradation des assemblages collés peut être modélisé à l’aide de modèle d’interface

endommageable (Allix et Ladevèze 1992, Gornet et al. 1997, Gornet et al. 1998). Deux versions de

ce modèle ont été implantées dans la version commerciale du code éléments finis Cast3M-CEA

(Gornet et al. 2000). Il convient de rappeler que les structures sandwich possèdent une grande

rigidité en flexion et en torsion. L'âme de la structure sandwich résiste principalement aux

contraintes de cisaillement, de traction et de compression hors plan, les peaux inférieures et

supérieures supportent quant à elles les efforts dans leur plan. Une plaque sandwich à peaux de

carbone et âme Nomex® hexagonale est présentée sur la figure 1. Dans la suite, les mécanismes de

dégradation des peaux sont rappelés et les modélisations retenues sont présentées.
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Figure 1. Structure sandwich à peaux de carbone-époxy et âme nids d’abeilles Nomex®

I.2.1 La dégradation des peaux en carbone époxy

Les endommagements qui naissent à l’intérieur des plis de carbone sont de trois types. On

observe des micro-fissurations dans la matrice parallèlement aux fibres, des décohésions entre les

fibres et la matrice, et enfin la rupture des fibres (Taljera 1981, Charewicz et Daniel 1986, Lafarie-

Frenot et Henaff-Gardin 1990). L’enchaînement des mécanismes de dégradations semble

maintenant admis (Crossman et Wang 1982, Highsmisth et Reifsnider 1982, Taljera 1985,

Herakovich et al. 1988). En premier lieu, une dégradation de l’interface entre les fibres et la matrice

au sein du pli est observée. Des décohésions diffuses des couches, communément appelées

« délaminages » sont généralement présentes (Jamison 1986). L’enchaînement des mécanismes

entre la fissuration transverse et le délaminage en pointe de micro fissure est fonction des matériaux

(Ladevèze et Lubineau, 2003. Généralement la micro fissuration s’impose et induit une saturation

du nombre de fissures. En conséquence une évolution rapide du délaminage apparaît (Soni et Kim

1986). Un pont entre les approches microscopiques de dégradation et l’approche mésoscopique est

maintenant établi (Kamimura 1985, Ladevèze et Lubineau, 2001, 2002,2003). Les modules affectés

par la micro-fissuration sont les modules de cisaillements et les modules d’Young transverses. En

conséquence, des variables d'endommagement sont introduites dans la modélisation mécanique du

pli élémentaire afin de tenir compte des mécanismes de dégradation déjà évoqués.

Structure
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Délaminage

rupture de fibre décohésion fibre-matrice

fissuration de la matrice
et

Figure 2. Modes de rupture et front de délaminage

I.2.2 La dégradation des âmes nids d’abeilles Nomex®

Les âmes constituées de papier Nomex® sont fabriquées à partir de feuilles Polyamide ou

Aramide encollées. C’est une marque déposée par la société Du Pont de Nemours.

Expérimentalement, on constate que le flambement correspond à un accroissement très

significatif de l’endommagement des âmes nids d’abeilles Nomex®. Lors des essais mécaniques de

cisaillement simple, de cisaillement à double recouvrement (Zhang et Ashby 1992), ou de

compression hors plan (Aminada et al. 2003), dès que la force atteint son maximum, une chute plus

ou moins brutale de celle-ci est observée. Cette chute correspond à des plissements qui sont dûs à

des phénomènes de flambement des parois. Dans la littérature, un grand nombre d’articles

présentent des modèles analytiques simplifiés destinés à décrire le comportement mécanique et les

modes de dégradation de ces matériaux cellulaires (Gibson et Ashby 1988, Cellular Akay et Hanna

1990, Petras et Sutcliffe 2000, Lee et Tsotsis 2000). À titre d’illustration, la figure 3 représente les

modes de rupture d’une âme Nomex® lors d’un essai de flexion 4 points.

La modélisation tridimensionnelle du comportement mécanique des âmes Nomex® soumises à

des chargements quasi-statiques a été développée par mes soins et fait l’objet du chapitre II.
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Figure 3. Modes de rupture d’une poutre sandwich  constituée d’une âme nids d’abeilles et de

peaux carbone. Il y a rupture des peaux et flambement de l’âme Aramide.

I.2.3 La réparation des structures « sandwich »

Les structures sandwich constituées d’âmes nids d’abeilles et de peaux en carbone époxy sont

facilement réparables. L’utilisation des sandwiches pour des applications militaires continue de

créer une dynamique de recherche pour les procédures de réparation (Rusel et al. 1994, Baker et al.

1994). La réparation d’une structure sandwich pose le problème de la tenue des matériaux carbone

époxy ou Nomex vis-à-vis des phénomènes de délaminage (Macander et Mulville, 1978, Armstrong

1983, Jones 1989, Whitney 1989, Prel et al. 1989, Bouette 1991, Liew et al. 94, Charalambides et

al. 1998, Ural et al. 2003). L’utilisation dans le domaine de la compétition de ces matériaux rejoint

la problématique des applications militaires en zone de conflit ou les réparations doivent être

menées dans des conditions difficiles.

Les dégradations locales sont réparées par rapiéçage des plis et remplacement de la partie de

l’âme endommagée. La reconstitution des peaux du sandwich est assurée par des scarfs et la partie

d’âme endommagée est remplacée par un pain de mousse de type Airex où par l’injection de

chaume. Il convient de noter que dans le cas d’une âme mal posée les valeurs des rigidités initiales

sont difficiles à atteindre et des ruptures prématurées peuvent survenir. Généralement le patch

destiné à la rénovation permet de retrouver une rigidité acceptable avec un domaine d’utilisation

proche de l’initiale (Soutiss et al. 1999, Chottard et al. 2001). Il convient cependant de veiller à ne

pas créer de concentration de la raideur qui pourrait reporter la rupture dans une zone proche du

patch de réparation.
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Les réparations sont destinées à rendre à la structure endommagée ses propriétés mécaniques et à

retrouver la fonction initiale de la pièce. Les réparations doivent pouvoir être mises en place même

dans des conditions difficiles, hors du port de base et en l´absence de personnels qualifiés. La

réparation est souvent délicate, car la paroi interne de la structure endommagée n’est pas toujours

accessible. Une technique de réparation de fortune doit pouvoir être développée à partir de

l´extérieur de la plate-forme, sans avoir besoin d´un accès à la peau interne du sandwich. La

simulation d’un renforcement par un pontage des peaux est présentée dans le chapitre 3.

I.3 Méso-modélisation des composites stratifiés
La modélisation des matériaux composites effectuée à l’échelle intermédiaire appelée méso-

échelle a été utilisée avec succès sur différents matériaux (Ladevèze et Le Dantec 1992, Allix et al.

1994, Gornet et al. 1997, Casari et al. 1999, Ladevèze et al. 1998, Ladevèze et al. 1999). Les peaux

stratifiées des sandwichs sont décrites à l'échelle méso comme un empilement de monocouches

homogènes dans l'épaisseur et d'interfaces interlaminaires (figure 4). Une fois le comportement

mécanique des plis et interfaces élémentaires identifié, le comportement de n'importe quel stratifié

est établi à partir des propriétés de ses seuls constituants. L'interface interlaminaire est introduite

pour modéliser les phénomènes de délaminage qui apparaissent au voisinage des bords ou des

macro-défauts (Allix et Ladevèze 1992, Gornet et al. 1997).

Interface

monocouche

Figure 4. Méso-modélisation des structures stratifiées

La première mise en œuvre de ce type de modèle de comportement mécanique dans un code

éléments finis de type industriel a été réalisée par mes soins dans une version de Castem 2000-CEA

durant mes travaux de thèse. Ces travaux portaient plus particulièrement sur la simulation éléments

finis d’essais mécaniques DCB, ENF, MMF, CLS. Ces essais permettent de déterminer les

caractéristiques mécaniques qui gouvernent les phénomènes de propagation du délaminage et

d’identifier les paramètres du modèle d’interface.

Mes travaux de thèse publiés en partie dans (Gornet et al. 1997) sont cités dans l’article de

synthèse de l’ASME présenté par Te Tay en 2003 sur proposition de JN Reddy. Cet article fait la

synthèse des travaux scientifiques de référence réalisés entre 1990 et 2001 sur la modélisation, la

caractérisation mécanique et la simulation des phénomènes de délaminage. Le matériau M55J/M18

a fait plus particulièrement l’objet de mes travaux de doctorat.

Dans la suite, on rappelle brièvement le modèle de comportement retenu pour décrire l’évolution

du comportement mécanique du pli élémentaire constituant les peaux stratifiées carbone-époxy des



Chapitre I. Analyse des structures composites stratifiées carbone époxy

Page 8

structures sandwich. Ce modèle est basé sur les travaux de recherches réalisé par P. Ladevèze et ses

collaborateurs dont j’ai fait partie. Lors de mes travaux sur les voiliers, le modèle du pli élémentaire

a été étendu afin de tenir compte des spécificités des matériaux étudiés. En particulier, la non-

linéarité en traction a été introduite dans le modèle (Gornet et al., 2000). Ce phénomène a

également été observé pour des composites carbone époxy à haut module M55J/M18.

I.3.1 Modélisation du pli élémentaire

La modélisation du comportement mécanique du pli élémentaire est établie dans le cadre de la

thermodynamique des processus irréversibles. Elle est basée sur la théorie de l'endommagement

anisotrope développée par P. Ladevèze. Le modèle est présenté sous l’hypothèse des contraintes

planes assurant une compatibilité avec la théorie classique des stratifiés. Dans les zones bord à forts

gradients, la modélisation de l'interface inter-laminaire prend tout son sens et permet de tenir

compte des phénomènes de délaminage.

La modélisation de la mono-couche, adaptée aux plis constitués d'une seule direction de fibre,

est de type élasto-plastique endommageable (Ladevèze 1986). Suite à la campagne d’essais menée

sur les matériaux nommés GODT n°1 et n°2, il semble opportun de compléter la modélisation déjà

présentée dans l’article (Ladevèze et Le Dantec 1992). L'énergie de déformation ED  de la mono-

couche élémentaire tient compte des différents modes d’endommagement.

E
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Les variables d'endommagement d2et d12 , affectent respectivement le module transverse E2
0et le

module de cisaillement plan G12
0 . Ces variables sont associées aux phénomènes de micro-fissuration

de la matrice et à la détérioration de la liaison fibre matrice. La rupture des fibres de type élastique

fragile est gouvernée quant à elle par la variable d'endommagement d1. Il faut noter que dans le

cadre tridimensionnel toutes les dégradations hors plan de la mono-couche sont prises en compte

dans la modélisation de l'interface inter-laminaire (Gornet et al. 1997,2000). La fonction φ1 permet

de prendre en compte la non-linéarité observée en compression (Grandidier JC, Ferron G., Poitier-

Fery M., 1992, Paluch B., 1994).

J’ai introduit une fonction φ2  dans la méso-modélisation afin de tenir compte du phénomène de

rigidification observé en traction dans la direction des fibres (figure 5). Cette non-linéarité pourrait

être attribuée à l’ondulation des fibres. La fonctionφ2 est choisie de la forme :
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γ σ γ σ
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Le comportement en traction dans le sens des fibres est donc élastique non linéaire avec un

module de traction ET
1 .

E ET 0
1 1 111= +

+
( )γ σt

Les trois forces thermodynamiques Yd1
, Yd2

et Yd12
, conjuguées des variables d'endommagement d1,

d2et d12  et supposées uniformes dans l’épaisseur de la mono couche sont déterminées à partir de

l’énergie de la mono-couche.
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Les évolutions des deux variables d’endommagement d2et d12 couplées. Elles sont gouvernées par

la force thermodynamique commune Y

Y Y bYt t d d= +( )≤sup © 12 2

où best un paramètre de couplage du matériau. L’étude des résultats des essais réalisés nous

conduit à choisir l’évolution des variables d’endommagement d2et d12 pour ce matériau sous la

forme suivante :

d
Y Y

Y c
12

120

12

=
−

 et d b d2 2 2=

Les déformations anélastiques constatées lors des essais de traction sur des stratifications

[+45/-45]2s sont attribuées à des fissures non refermées et à des phénomènes de frottement entre la

fibre et la matrice. Pour modéliser ce phénomène nous utilisons un modèle élasto-plastique avec un

écrouissage isotrope.

f R p a R p R( ƒ, ( )) ƒ ƒ ( )σ σ σ= ( ) + ( ) − −12

2 2
22

2

0

La déformation plastique cumulée est définie par

ƒ« ƒ« ƒ«
/

p ap p= +( )4 12

2 2
22

2 1 2

ε ε

Un critère d’instabilité globale déterminé à partir de la rigidité endommagée du stratifié est

également introduit dans la modélisation. À titre d’exemple, des simulations avec le logiciel Endo-

Strat sont présentées pour différentes orientations sur la figure 5. Ces simulations sont réalisées

après avoir identifié le comportement mécanique de la couche élémentaire.
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Figure 5. Simulation d’essais de traction sur des éprouvettes croisées

I.3.2 Modélisation du phénomène de délaminage

Le dimensionnement des structures composites stratifiées est largement déterminé par l’analyse

précise des zones à forts gradients telles que les bords ou les liaisons. En effet, c’est en général dans

ces zones que naissent les premiers endommagements et que survient la rupture. Les dégradations

macroscopiques initiées dans ces zones sont dues à des ruptures de fibres ainsi qu’à une micro

fissuration de la matrice parallèlement à la direction des fibres. Cependant, pour certains types de

stratifiés, le phénomène de dégradation majeur dans ces zones est l’initiation et la propagation de

fronts de délaminage menant à la ruine de ces structures stratifiées. Ces travaux sont à la base de la

réalisation d’une version prototype du code éléments finis Castem 2000 (Gornet 1996), qui prend

en compte les divers mécanismes de dégradations intra et inter-laminaires dans les structures

composites stratifiées (Ladevèze 1986, Ladevèze et Le Dantec 1992-95, Allix et Ladevèze 1992,-

1995). L’objet de cette partie est de présenter les bases du modèle d’interface « isotrope » ainsi que

son extension avec effet de retard qui ont été implantées dans le code Cast3M du CEA en 1999

(Gornet et al. 2000). Ces modèles d’interfaces sont utilisés pour simuler les mécanismes de la

dégradation inter-laminaire (délaminage).

L’interface est une entité surfacique qui assure le transfert des déplacements et des contraintes

normales entre deux plis adjacents. Cette modélisation couplée à la mécanique de

l’endommagement permet de prendre en compte les phénomènes de délaminage qui peuvent

survenir lors du chargement mécanique de pièces structurales. Des études précédentes ont permis

de montrer la faisabilité de la prédiction du délaminage en utilisant cette modélisation.  Les zones à
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forts gradients sont les lieux privilégiés de naissance du délaminage. Dans ces zones, le champ des

contraintes est tridimensionnel.

 pli inf

pli sup

interface

1 inf

1 sup

interface

1 sup

1 inf

3
N

2
N

1
N

Figure 6. Interface : entité surfacique entre deux couches adjacentes

Le comportement mécanique de l’interface ne dépend que de l’angle relatif entre les fibres des

plis adjacents. Un repère « d’orthotropie », de directions principales N1 N2 et N3 (N3 normale à la

plaque), est alors défini par les bissectrices des directions de fibres (figure 6). La base N1 N2 N3 est

nécessairement orthotrope puisqu’une interface [θ1/θ2] est équivalente à une interface [θ1/θ2]. On

note le saut de déplacement dans la base d’orthotropie de l’interface :

[U] = Usup-Uinf = [U1] N1 + [U2] N2 + [U3] N3

La déterioration de l’interface est prise en compte par trois variables internes

d’endommagement. L’énergie de déformation du matériau endommagé  (potentiel

thermodynamique de Gibbs) s’écrit:
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 représente la partie positive de la quantité x . La détérioration de l’interface est

prise en compte par trois variables internes d’endommagement ( d1 , d2 et d3). La relation de

comportement entre les contraintes et les sauts de déplacement s’écrit dans la base d’orthotropie de

l’interface à partir du potentiel thermodynamique :
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Où les rigidités d’interface k1
0 , k2

0 et k3
0 sont liées aux caractéristiques élastiques du stratifié

considéré et « e » peut être interprété comme l’épaisseur de l’interface. Le modèle

thermodynamique est construit en tenant compte des trois modes de délaminage possibles.

On distingue dans ce qui suit, les différentes variables d’endommagement de l’interface inter-

laminaire :

d3 est associée au mode « d’ouverture » (ou mode 1) de la liaison inter-laminaire ;

d1  et d2  sont associées aux deux modes de cisaillement de l’interface (modes 2 et 3). Il faut

noter qu’en compression, l’interface ne s’endommage pas et retrouve sa rigidité initiale.

Le modèle thermodynamique de l’interface est construit en tenant compte des trois modes de

délaminage possibles (figure 7).

1

2 2 2

1 1

3
3

3

MODE 2MODE 1 MODE 3

Figure 7. Modes de propagation du délaminage

Les forces thermodynamiques conjuguées aux variables d’endommagement et associées aux

trois modes de délaminage sont :
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L’énergie dissipée dans ce modèle est : Φ Φ= + + ≥( )Y d Y d Y dd d d1 2 31 2 3 0« « «

Deux modèles d’endommagement sont proposés et identifiés dans l’article (Gornet et al. 2000).

L’effet de la vitesse de chargement lors d’un essai DCB est présenté sur la figure 8. Le premier est

nommé « isotrope » et a été proposé dans (Allix et al. 1995) et identifié pour le matériau carbone

époxy haut module M55J/M18 (Ladevèze et al. 1999). Le second est l’extension dite « avec

retard » de cette loi « isotrope » fondée sur le modèle proposé dans (Gornet 1996).
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Figure 8. Simulation D.C.B., pour différentes valeurs du temps caractéristique. En prenant des

valeurs de k supérieures 100min-1, les résultats de la simulation sont identiques à l’essai.

I.4 Identification des caractéristiques mécaniques du pli élémentaire

On rappelle dans ce paragraphe la procédure d'identification qui a été utilisée pour déterminer les

paramètres du modèle d’endommagement du pli élémentaire. L'identification de la couche

élémentaire nécessite la réalisation d’essais mécaniques au minimum sur trois empilements

différents fabriqués à partir de tissus unidirectionnels pré-imprégnés. Les essais sont menés à partir

d’éprouvettes unidirectionnelles [0]16 et de stratifiés croisés [±45]2s et [±67,5]2s. Cette démarche

maintenant classique a été utilisée pour valider les propriétés mécaniques de matériaux carbone-

époxy mis en œuvre par le chantier Multiplast pour la réalisation de ses voiliers.

Un grand nombre de normes concernant les essais mécaniques sur matériaux composites sont

disponibles dans la littérature. Elles sont présentées par les organismes American Society for

Testing Materials D3039, British Standard Institution 2782, Composite Research Advisory Group,

ISO 527. Les éprouvettes que nous utilisons sont instrumentées de jauges bidirectionnelles sur

chaque face et elles ont des dimensions de 250*20 mm avec des talons en tissu de verre.

I.4.1 Caractérisation quasi-statique

Les essais mécaniques ont été réalisés à l’Ecole Centrale Nantes sur une machine hydraulique

MTS de traction-compression, de capacité 10 T, équipée de mors à serrage hydraulique dont la

pression est contrôlée. Tous les détails concernant l'instrumentation, les réglages et l'acquisition des

données en cours d'essai sont présentés dans les documents (Gornet et al. 2000, 2001). Les
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déformations brutes sont corrigées pour tenir compte de la non-linéarité des ponts d'extensométrie

ainsi que de l'effet transversal des jauges. Les données sont ensuite traitées, afin de réaliser

l’identification du méso-modèle de la couche élémentaire. L’utilisation de la réponse moyenne des

jauges de même orientation permet de déterminer les modules d'élasticité initiaux, la chute de

rigidité et les déformations inélastiques pour chaque décharge effectuée en cours d'essai.

I.4.1.1 Exploitation des essais de traction sur unidirectionnel

Cet essai permet de déterminer les caractéristiques à rupture du pli dans le sens des fibres et les
modules de l'ingénieur : module longitudinal E

T11
 et coefficient de Poissonν

12
. Un exemple de

courbe contrainte-déformation obtenue après traitement des données est présenté sur la figure 9. Le

comportement de la couche dans la direction des fibres est élastique-linéaire fragile. En fait, il

apparaît un raidissement de la couche qui peut être mesuré par la différence entre le module tangent

initial et le module sécant à rupture. La prise en compte de ce phénomène est incorporée dans la

modélisation du pli élémentaire. Il peut être interprété à l'échelle de la micro-structure des fibres de

carbone par la réorientation du réseau carboné dans le sens de la sollicitation, ou bien, à l'échelle

méso, par la réorientation des fibres désalignées dans le pli.

-200

0

200

400

600

800

1000

1200

1400

-0.4 -0.2 0 0.2 0.4 0.6 0.8 1. 1.2

St
re

ss
 (

M
P

a)

Strain (%)

Specimen - [0]
8
  GODT n°1

εεεε T εεεε
L

Figure 9. Courbe de traction type sur un unidirectionnel

I.4.1.2 Exploitation des essais de traction sur [±45]2s

Les éprouvettes sont soumises à des cycles de charge-décharge à déplacement imposé. Ces

essais de traction mettent de mettre en évidence des déformations anélastiques. Ces déformations

anélastiques observées sur cet essai sont attribuées à des non-fermetures des fissures. Ce type de

sollicitation permet de déterminer, pour chaque cycle de charge-décharge, le module de

l’éprouvette endommagée. On déduit à partir de l’essai l’endommagement du module de
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cisaillement plan cf. (figures 10-13). Sur la base des résultats expérimentaux, une loi affine est

choisie pour décrire l’évolution de la variable d’endommagement d12.

d
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Figure 12. éprouvettes avec jauges d’extensométrie /ou extensomère bi-drectionel.

I.4.1.3 Exploitation des essais de traction sur [+67,5/-67,5]2s

Cet essai est choisi pour étudier les effets de couplage entre le cisaillement plan et la traction

transverse. Les éprouvettes sont soumises à des cycles de charge-décharge à déplacement imposé.

Lors de ces essais, les plis des matériaux sont soumis à un état de chargement complexe combinant

un état de contrainte transverse et un état de cisaillement plan. On constate que l’endommagement

et la déformation anélastique associée sont très faibles dans les couches de carbone (figure 13). La

rupture de ce stratifié est de type fragile et peut être imputé à la dégradation de l’interface fibre

matrice. Sur cet essai, on détermine les caractéristiques mécaniques transverses du pli élémentaire.
A partir de la mesure du module longitudinal EL  de l’empilement [+67,5/-67,5]2s et des modules

déjà identifiés sur la couche, le module transverse E2
0  est déduit de l’expression :
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I.4.2 Observations de la micro-structure

Il convient de rappeler que l’échelle microscopique est liée aux dimensions et à l’arrangement

des fibres dans la matrice alors que l’échelle mésoscopique est liée à celle de la couche élémentaire.

La démarche développée lors des études consiste à observer au Microscope Electronique à

Balayage (JEOL 80F) les faciès d’éprouvettes vierges et dégradées après essais. Cette méthode

permet de dégager les principaux mécanismes d’endommagement initiaux et ultimes et par

conséquence de vérifier la corrélation entre les micrographies et les propriétés mécaniques

mesurées à l’échelle du pli élémentaire. Les expertises micrographiques, réalisées sur des morceaux

de structures réelles, ont également permis d’avoir un retour d’expérience, sur la distribution des

fibres dans la matrice et sur le taux de porosité. Les gradients thermiques lors de la phase de cuisson

peuvent être à l’origine de la variation de fraction volumique de fibre dans la section (figure 14).

Les contraintes résiduelles étant généralement gouvernées par la phase de retour à la température

ambiante. L’optimisation du cycle de cuisson et l’influence de l’épaisseur du stratifié sur les

caractéristiques mécaniques suivant la direction des fibres est abordée dans (Olivier et Cavarero

2002).

L’application d’une pression durant le cycle de polymérisation répond à un double objectif. Le

premier concerne le compactage des couches afin d’assurer une meilleure adhérence entre les plis.

Le second objectif est de réduire les porosités qui gouvernent la chute des propriétés mécaniques. Il

est clairement établi dans la littérature qu’un taux de porosité peut varier entre 0,3% et 10% et que

certaines des propriétés mécaniques du pli élémentaire sont corrélativement très fortement affaiblies

(Kardos, Duduckovic 1986, Hancox 1987, Olivier et al. 1995, Costa et al. 2001).

Figure 14. Distribution des fibres dans la matrice pour un matériau UD M46J-M10.
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Les porosités affectent gravement les modules du pli élémentaire de carbone époxy dont le

comportement est gouverné par la matrice. Ces porosités ont notamment pour origine la migration

de l’eau de la matrice vers les fibres ce qui provoque des nodules à la surface de celles-ci.

Généralement les porosités se développent parallèlement aux plis (Kardos et Duduckovic 1986). La

méthode du précompactage avant cuisson éventuellement en plusieurs fois lors de composites épais

permet d’éliminer les excès de résine et ainsi de réduire les porosités. L’utilisation de cette méthode

conduit à des propriétés de rupture en cisaillement améliorées. Il convient de noter cependant que le

taux de restitution d’énergie, qui peut être associé aux phénomènes de propagation du délaminage,

semble souffrir de ce traitement.

La détermination des propriétés mécaniques des matériaux composites à partir des

caractéristiques mécaniques de l’échelle microscopique (fibre et matrice) est historiquement la

première voie retenue. Des approches analytiques ou numériques basées sur des techniques

d’homogénéisation ont été largement développées dans la littérature (Hashin et Strikmann 1963,

Adams, Doner 1967, Chamis et Sendeckyj 1968, Halpin et Tsai 1969, Christensen 1979, Hashin

1983, Knott et Herakovich, 1991, Torquato 1991, Bystrom et al. 2000). Le comportement

mécanique de l’interphase fibre matrice ainsi que le nombre de défauts influencent fortement les

performances mécaniques du composite (Harper et al. 1987, Briançon 1995, Olivier et al. 1995) et

en conséquence de nombreuses études restent à réaliser à cette échelle. La simulation des propriétés

mécaniques avec une prise en compte de la decohésion entre la fibre et la matrice à l’aide de

modèle d’interface est présentée dans (Léné et Leguillon 1982, Monerie et al. 1998). Les approches

micro-macro permettent de modéliser les réseaux de fissures (Renard et Thionnet 1994) ou de

justifier les modèles d’endommagement phénoménologiques à l’échelle mésoscopique (Ladevèze et

Lubineau, 2001, 2002,2003). L’objectif de ces approches est également de décrire chaque

phénomène à l’échelle la plus pertinente. Le comportement non-linéaire de la matrice peut être pris

en compte dans les approches multi-échelles (Scieffer 2002). Ce type de recherche est actuellement

en développement au travers du Programme Analyse Multi-Echelle : Recherches Innovantes pour

les matériaux Composites à matrice Organique mené par l’Onera.

La microstructure d’une section d’éprouvette droite du matériau GODT n°1 45 45,−[ ]s
 testée

mécaniquement jusqu’à la phase ultime de la rupture est présentée sur la figure 15. Les essais

mécaniques sont réalisés sur des éprouvettes avec un nombre de défauts plus important que la

production classique afin de vérifier leur influence. Les sections sont comparées avec une

éprouvette de référence qui n’est pas testée. Ces comparaisons permettent de quantifier les défauts

initiaux et leurs localisations. L’adhésion des plis dans les éprouvettes croisées peut ainsi être

qualifiée. Il convient de noter que les défauts localisés aux interfaces sont responsables des non-

linéarités précoces et des propriétés mécaniques ultimes faibles en cisaillement (Gornet et al. 2004).
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Figure 15. Eprouvette 45 45
2

,−[ ] s
découpée suivant les directions de fibre. Interface endommagée

après un essai mécanique de traction.

La recherche des propriétés mécaniques en prenant en compte le caractère endommagé du

matériau est réalisée en utilisant un Volume Elémentaire Représentatif soumis à des conditions de

périodicité. Ces développements sont réalisés sur le code éléments finis Cast3M. La figure 16

représente la rupture fibre-matrice d’un matériau M40J/M10 et les déformés des VER

endommagés. Ces simulations permettent d’obtenir les propriétés mécaniques résiduelles
transverses E

2
, E

3
et de cisaillement hors plan G

23
 (Tableau 1).
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Figure 16. UD M40J/M10 52,5% de taux de fibre en volume : Simulations des propriétés
transverses E E

2 3
,  et de cisaillement G

23
avec prise en compte des ruptures entre fibres et matrice.

Déformés des VER endommagés (2, 3,4, 5).

Tableau 1 : UD M40J/M10, 52,5% de taux de fibre en volume.
E MPa

1
199400= , E MPa

2
6781= , G MPa

12
3026=  ν

12
0 28= , MPa

I.4.3 Caractérisation dynamique en cisaillement

Une des techniques expérimentales les plus couramment utilisées pour la caractérisation du

comportement dynamique de matériaux soumis à de très grande vitesse de déformation est la

technique des barres de Hopkinson, encore appelée dispositif SHPB, « Split Hopkinson Pressure

Bar ». Cette technique d’essai est fondée sur la connaissance de la propagation des ondes élastiques

et permet d’atteindre la force appliquée et le déplacement de l’extrémité d’une barre en contact avec

Vierge Ver 2 Ver 3 Ver 4 Ver 5
E2 (MPa) 6781 5532 6776 5315 6228
E3 (MPa) 6781 6273 5368 4215 1993
G23 (MPa) 3026 2503 2591 2082 2006
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l’éprouvette. Elle a été inventée initialement pour mener des essais dynamiques de compression. En

général, la gamme de vitesses de déformation atteinte par cette technique se situe entre 102s-1 et

5.103s-1.

Le profil d’une onde élastique se propageant dans un barreau cylindrique à section circulaire a

été présenté pour la première fois dans (Hopkinson 1914). En 1948, R.M. Davies présenta une

analyse théorique de propagation d’onde élastique dans les barres (Davies 1948). En 1949, Kolsky

utilisa le concept de barres de Hopkinson pour déterminer les déformations et les contraintes

dynamiques auxquelles est soumis un échantillon en compression intercalé entre deux barres

(Kolsky 1949). Les barres dites de Hopkinson sont en fait le dispositif expérimental de Kolsky. En

1963, une analyse critique de l’utilisation de cette méthode est proposée dans (Davies et Hunter

1963). Une nouvelle version du dispositif avec trois barres et deux stations de jauges est proposé

dans (Lindholmu 1964). Cette technique de mesure a été largement utilisée pour le développement

de lois de comportement de matériaux tels que les métaux, les bétons et les composites (Zielinski et

Reinhardt 1981, Lataillade et al. 1994, Bras 1996, Deü 1997).

I.4.3.1 Essais en traction dynamique

Il convient de rappeler qu’une onde de compression est facile à produire mais il n’en va pas de

même pour une onde de traction qui nécessite un montage spécifique complexe. En traction,

l’éprouvette ne peut plus être simplement coincée entre les barres. Un premier montage est proposé

par (Nicholas 1981). L’inconvénient de cette méthode est que lors de la première transmission de

l’onde de compression par la bague, une partie de cette onde est réfléchie dans la barre de

transmission. Cette onde parasite se propage alors dans la barre, se réfléchit sur sa surface libre et

interfère avec l’onde transmise par l’éprouvette. L’idée proposée dans (Harding et Welsh 1983) est

d’utiliser une enclume pour transformer une onde de compression, en une onde de traction. Pour

cela, il se sert de deux barres concentriques. Le tube extérieur est soumis à une onde de

compression, il vient frapper une enclume qui crée une onde de traction dans l’éprouvette et la barre

transmise intérieure. L’échantillon métallique est maintenu par un filetage. L’avantage de cette

méthode est qu’aucun chargement supplémentaire n’est induit dans les barres incidente et

transmise. Son inconvénient majeur est de limiter la taille des barres et ainsi de limiter la taille de

l’éprouvette. La méthode proposée par (Lindholmu et Yeakley 1968) consiste à utiliser un tube

comme barre transmise, la forme de la barre incidente n’évoluant pas par rapport au moyen d’essai

de compression. L’inconvénient de cette dernière méthode résulte de la section élevée de

l’éprouvette. Ceci réduit en conséquence considérablement la vitesse de sollicitation qui est

proportionnelle à l’onde réfléchie.
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 Figure 17. Dispositifs des barres de Hopkinson en tension

Des essais de traction dynamique ont été mis en œuvre sur des éprouvettes carbone-époxy

(±45)2s instrumentées par des jauges de déformation. Ces dernières apportent au centre de

l’éprouvette une mesure de la déformation longitudinale et transversale. La longueur utile des

échantillons étant égale à 19 mm. La pression d’impact est de 1 bar et le projectile a une longueur

de 190 mm (Sablin 2002).

Le dispositif de traction dynamique proposé est présenté figure 18, il est du même type que celui

de (Harding et Welsh 1983) à l’exception du montage des éprouvettes qui a été modifié. Les

éprouvettes composites sont collées dans le système de barres contrairement au cas des éprouvettes

métalliques qui elles sont vissées (figures 17-18). Les faciès de rupture des éprouvettes sont

identiques à ceux obtenus lors des essais de traction quasi-statique (figure 19-20). Ces essais ont

permis d’appréhender le comportement en cisaillement lors de forte vitesse de sollicitation (figure

19).

LINDHOLM (a)                NICHOLAS (b)                      HARDING (c)



Chapitre I. Analyse des structures composites stratifiées carbone époxy

Page 23

Strain gage A Stain gage BC

Striker Bar

Input BarOutput Bar

Specimen, Strain gage C

Figure 18. Dispositif de traction de Kolsky Hopkinson-Ecole CentraleNantes-Ensieta-Brest
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Figure 20. Faciès de rupture des éprouvettes (±45)2s
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CHAPITRE II :

MODELISATION DES AMES NOMEX®

Cette partie porte sur les approches multi-échelles
retenues pour modéliser le comportement mécanique
des âmes Nomex utilisées sur les voiliers
multicoques. La mise en œuvre de la théorie de
l’homogénéisation des milieux périodiques dans le
cadre éléments finis permet de déterminer les
caractéristiques mécaniques de ces structures. La
modélisation du comportement mécanique des âmes
en Nomex est développée avec et sans la prise en
compte de l’effet des peaux. La simulation de
l’évolution des propriétés mécaniques de l’âme en
fonction des mécanismes complexes de dégradation
des peaux en carbone époxy permet de mieux
comprendre les phénomènes de redistribution des
contraintes dans les structures « sandwich ». La
proposition de modes de rupture par flambement
permet de simuler les contraintes ultimes de ce type
d’âme.
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II.1 Introduction
L’objectif de ces travaux de recherches est de proposer des modèles de comportement réalistes

dédiés aux âmes Nomex® usuellement employées dans la construction des voiliers de courses

océaniques. Ces matériaux sont parfois mis en cause pour leur manque de durabilité lors de ces

grandes courses (Cammas et al. 2002). Un grand nombre d’âmes différentes sont utilisées dans la

réalisation de ces voiliers afin d’optimiser le poids en fonction de la résistance recherchée. Selon les

parties du voilier, les paramètres de l’âme à savoir, l’épaisseur, la forme et le diamètre de la cellule

varient ; il convient de valider leur mise en adéquation avec les propriétés mécaniques du sandwich

que l’on souhaite réaliser.

Lors des simulations Eléments Finis de validation de solution de conception ou de réparation de

voiliers, l’ingénieur est souvent confronté à des matériaux ou à des structures fortement

hétérogènes. Toutes les hétérogénéités ne peuvent pas être considérées individuellement et une

procédure d’homogénéisation doit alors être conduite afin de déterminer les caractéristiques

mécaniques équivalentes dans le domaine linéaire ou non linéaire (Duvaut, 1976, Suquet 1982,

Déborde 1982, Léné 1984, Bornet et al. 2001). L’homogénéisation consiste à substituer à un milieu

fortement hétérogène un milieu fictif homogène que l’on souhaite équivalent dans une gamme de

chargements la plus large possible. Le milieu homogène équivalent se comporte alors en moyenne

comme le milieu hétérogène à condition de mesurer les propriétés mécaniques sur une échelle

suffisamment grande devant la taille des hétérogénéités.

Les nids d’abeilles constituant l’âme des panneaux « sandwich » sont des structures hétérogènes

périodiques qui continuent de faire l’objet de nombreuses études. Les premiers travaux sur la

modélisation de ces âmes ont porté sur la détermination des caractéristiques mécaniques des

modules de cisaillement hors plan (Kelsey et al. 1958). Ces propriétés mécaniques sont

déterminantes dans le comportement d’une structure sandwich. La caractérisation du comportement

plan de formes hexagonales a ensuite été réalisée par (Gibson et al. 1982, Gibson et Ashby 1988)

afin d’affiner les modélisations analytiques. Enfin des approches Eléments Finis ont été menées par

(Grediac 1993) afin de déterminer les bornes des modules de cisaillement hors plans d’âmes

hexagonales. Récemment, des techniques d’homogénéisation associées à des hypothèses

cinématiques conduisant à des bornes de Voigt ont été mises en œuvre par (Hohe et Becker 2001)

sur des âmes alvéolaires de différentes géométries.

La théorie de l’homogénéisation des milieux périodiques permet de passer des grandeurs

mécaniques des constituants élémentaires à des grandeurs mécaniques globales. Notre étude, fondée

sur cette théorie, est générale et la résolution est menée dans le cadre des Eléments Finis. Les 21

coefficients du milieu homogénéisé anisotrope tridimensionnel sont déterminés à partir de la

donnée de la géométrie de l’âme et de ses propriétés mécaniques élémentaires. Notre approche est

illustrée par des simulations sur des âmes de forme hexagonale ainsi que sur leurs versions

rectangulaires sur-expansées. Lors de la phase de conception ou de réparation des voiliers

océaniques, les propriétés mécaniques des âmes sont une des données essentielles pour réaliser le
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calcul de l’intégrité du voilier. Les âmes Nomex sont parfois remplacées par des mousses afin

d’augmenter la durabilité à l’impact. Cependant, ces mousses présentent des propriétés mécaniques

non stables en température (Casari, Gornet 2003). La caractérisation mécanique des peaux de

carbone utilisées sur les sandwichs est également validée afin de révéler les éventuelles faiblesses

en compression ou en cisaillement (Gornet et al. 2000). La mise en œuvre de cette théorie au sein

du code de calculs Eléments Finis Cast3M développé par le CEA (Verpeaux et al. 1988) a conduit à

la réalisation d’un programme spécifique NidaCore dédié à la caractérisation mécanique des âmes

périodiques.

II.2  L’échelle de description
L’échelle pertinente de description d’un matériau doit prendre en compte les différentes

hétérogénéités et également rester petite par rapport aux dimensions caractéristiques de la structure.

Toutes les théories d’homogénéisation nécessitent le choix d’un Volume Elémentaire Représentatif

(VER). Les volumes élémentaires représentatifs retenus pour l’homogénéisation des nids d’abeilles

à section hexagonale et rectangulaire sur-expansée sont représentés sur les figures 1 et 2. Tout

volume plus grand peut se déduire par des translations successives du VER. Il convient de noter

cependant que le mode de dégradation peut dans certains cas être défini par un VER de dimension

supérieure. En effet, les longueurs caractéristiques associées aux mécanismes de déformation et

dégradation dans le cas de comportements non-linéaires peuvent parfois englober plusieurs cellules

de VER. Dans le cas général d’un matériau de constitution irrégulière, le VER devra inclure un

grand nombre d’hétérogénéités afin d’être effectivement représentatif du milieu considéré. Dans le

cas des deux VER représentés sur la figure 1, la base   
r r r
x y z, ,  correspond à la base d’orthotropie du

matériau homogénéisé.

VER X

Z

Y

X

Y

Z

VER

Figure 1. Cellules des nids d’abeilles hexagonales et sur-expansées
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II.3 Localisation et méthodes d’homogénéisation

Le processus mathématique qui permet de passer des grandeurs globales définies sur le VER aux

grandeurs locales est appelé processus de localisation. En notant Y le VER et Y  la mesure de son

volume, la moyenne spatiale d’un champ de déformation ou de contrainte est donnée par la formule

suivante.

X
Y

X y dyij ij

Y

= ( )∫
1

Les contraintes et les déformations moyennes sont notées respectivement Σ ij ij= σ  et

Ε ij ij= ε . On peut également définir les contraintes localesσ ij et les déformations locales ε ij à partir

de ces grandeurs moyennes Σ et Ε . Lors du processus d’homogénéisation, les grandeurs

microscopiques sont reliées aux grandeurs macroscopiques via les tenseurs d’ordre quatre ( A  et B )

dits de localisation. Les méthodes classiques d’homogénéisation reposent sur le choix des tenseurs

de localisation reliant les grandeurs microscopiques aux grandeurs macroscopiques :

σ y A y( ) = ( ) : Σ  ε y B y( ) = ( ) : Ε

Il convient de rappeler que si l’on fait l’hypothèse que les tenseurs de localisation A  et B  sont

des tenseurs identités la méthode d’homogénéisation conduit respectivement aux bornes classiques

de Voigt et Reuss.

Une homogénéisation à contraintes moyennes imposées avec l’hypothèse B I=  permet d’obtenir

une souplesse du VER qui est la moyenne des souplesses locales. Cette méthode correspond à la
méthode de Reuss S Suss

VER
Re = .

Une homogénéisation à déformations moyennes imposées avec l’hypothèse A I=  permet

d’obtenir la rigidité du VER qui est la moyenne des rigidités locales. Cette hypothèse correspond à
la méthode de Voigt C Cuss

VER
Re = . Elle correspond à un état uniforme des déformations dans le

VER.

Les hypothèses de Voigt et Reuss ne sont pas applicables simultanément sur un VER hétérogène.
En conséquence C uss

VER
Re  et S uss

VER
Re  ne sont pas l’inverse l’une de l’autre. Une approche plus fine peut

être menée en résolvant le problème d’élasticité posé sur le VER. Les conditions aux limites

imposées sur le bord du VER peuvent être les contraintes moyennes Σ  ou les déformations

moyennes Ε . Dans la suite, la méthode des modules effectifs fondée sur la donnée des

déformations moyennes Ε  est appliquée aux cellules de nids d’abeilles. Cette méthode nous permet

de déterminer le comportement homogénéisé élastique anisotrope de ces âmes. Il convient de noter

que dans le cas de milieux périodiques, l’homogénéisation s’appuyant sur une approche à contrainte

ou à déformation macroscopiques imposées conduit à un comportement équivalent qui découle du

principe de Hill-Mandel (Suquet 1982, Déborde 1982).
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II.4 Méthode des modules effectifs

Cette méthode se fonde sur la donnée du champ de déformation moyenne Ε  et conduit à

déterminer l’opérateur de complaisance CVERdu VER à partir de conditions limites en déplacements

imposées sur son bord ∂ ∂ ∂Y Y Y= ∪21 22 . La méthode conduit à un comportement homogénéisé dont

le tenseur de localisation « A  » est différent de l’identité. Le processus d’homogénéisation retenu

est basé sur la résolution de six problèmes élémentaires d’élasticité linéaire. Ces six problèmes
d’élasticité linéaire à résoudre correspondent à des conditions limites telles que Ekh = 1 et Eij = 0 si

i j k h, ( , )( ) ≠ . La détermination de la rigidité de l’âme nécessite quant à elle vingt et une

combinaisons linéaires des six problèmes élémentaires suivants :

  

div y y C y u y dans Y

u grad u y

y n sur Y

u y y v sur Y

s

ext

per

σ σ ε

ε

σ ∂

∂

( )( ) = ( ) = ( ) ( )( )
( ) = ( )( )
( ) =

( ) = +

0

0 21

22

r r

r r r
Ε

Le champ de déplacement   
r
vper  est périodique et prend naturellement des valeurs égales sur les

faces opposées du VER. La linéarité du problème traité permet de décomposer la solution en
déformation sous la forme ε y e y Ekh

kh( ) = ( )  où e ykh( )  représente la solution du problème pour le

cas de chargement élémentaire Ekh . En conséquence, le tenseur de localisation est construit à partir

de la solution des problèmes posés sur le VER A eij
kh

ij
kh= . Le tenseur des raideurs homogénéisées

CVER  est alors donné par la formule :

C C y A yVER = ( ) ( ):

En pratique on utilise l’approche énergétique de Hill-Mandel et la notation vectorielle symétrisée

pour calculer les composantes de la rigidité homogénéisée équivalenteCVER .

II.5 Principe de macro-homogénéité de Hill-Mandel

Les caractéristiques mécaniques homogénéisées du VER peuvent être déterminées simplement

par l’approche énergétique qui est fondée sur le théorème de Hill-Mandel. Ce théorème impose que

l’énergie du VER est la moyenne de l’énergie de ses constituants σε = Σ : E . Il est alors possible

d’exprimer le théorème en fonction des déformations ( E SVER= Σ ) ou contraintes ( Σ = C EVER )

élémentaires.

Il convient de rappeler que cette condition est vérifiée par l’ensemble des méthodes

d’homogénéisation évoquées. Dans le cas des milieux périodiques l’approche en contrainte et

l’approche en déformation sont équivalentes (Suquet 1982).

1
Y

dy E C E
Y

VERσ ε: :∫ = ( )
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L’approche précédente définit le comportement homogénéisé sous forme d’une loi élastique

linéaire anisotrope que l’on détermine en résolvant les six problèmes élémentaires posés sur le

VER. La loi de comportement inverse du matériau homogène équivalent est déterminée à partir de

la relation S CVER VER=
−1

.

II.6 Aspects du logiciel « NidaCore »

La mise en œuvre dans le code éléments finis Cast3M de la méthode d’homogénéisation

précédente est réalisée à l’aide du langage de commandes Gibiane (Verpeaux 1988). Le centre du

repère est au centre du VER et les conditions de périodicité sont appliquées aux faces en vis-à-vis à
l’aide de relations linéaires. Les bords ∂Y

22
sont les bords 1, 2, 3, 4, 5 et 6 définis sur la figure 2.

Le cas particulier des cellules sur-expansées correspond à un angle α  de 90 degrés. Les
conditions de chargement à déplacements imposés 

  

r r r
u y y v

per
( )= +Ε  sur les bords ∂Y

22
 sont traitées en

remplaçant le champ de déplacement 
  

r
v

per
 par des relations linéaires équivalentes. Ces relations

traduisent la périodicité du VER.

II.6.1 Conditions de périodicité

Les conditions de périodicité sont appliquées sur les faces 1,2,3 et 4 (figure 2). Les faces

inférieures 6 et supérieure 5 sont libres de condition de périodicité. Ces conditions sont prises en
compte entre les faces Si  et Sj  en vis-à-vis de la manière suivante : le champ périodique 

r
vper  a une

valeur identique pour deux points i  et j  en vis-à-vis. En conséquence, le champ périodique est

éliminé en combinant les déplacements imposés sur les deux faces :

r r r
u y vi kl i per i= +Ε  et 

r r r
u y vj kl j per j= +Ε  or 

r r
v vper i per j= . Par soustraction de ces deux équations, on

obtient les relations linéaires qui traduisent la périodicité à savoir : 
 
r r r r
u u y yi j kl i j− = −( )Ε . En

conclusion les conditions limites du problème d’élasticité élémentaire posé sur les faces 1 à 6 du

VER correspondent respectivement aux déplacements imposés.

r r
u ykl1 1= Ε , 

r r
u ykl2 2= Ε , 

r r
u ykl3 3= Ε , 

r r
u ykl4 4= Ε ,

r r
u ykl5 5= Ε , 

r r
u ykl6 6= Ε

La périodicité du VER entre les faces ( S1 - S2) et les faces ( S3  - S4) est prise en compte par les

relations linéaires suivantes :
r r r r
u u y ykl1 2 1 2− = −( )Ε , 

r r r r
u u y ykl3 4 3 4− = −( )Ε
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1 2

3

5

6

4
α

Figure 2. Cellule paramétrable de nids d’abeilles (forme hexagonale)

II.6.2 Calcul de la rigidité et de la souplesse

Les coefficients du matériau homogénéisé sont déterminés à partir du théorème de Hill-Mandel

en écrivant l’énergie à partir des expressions sous forme matricielle. Le tenseur des contraintes et

celui des déformations sont des tenseurs symétriques d'ordre deux et le comportement élastique est

représenté par un tenseur d’ordre quatre. Dans le cas des matériaux anisotropes, on utilise

classiquement une notation vectorielle pour représenter leur comportement. La notation retenue

dans cette étude diffère des notations classiques car elle est symétrisée et permet de simplifier les

expressions des composantes de la rigidité et de la souplesse lors des opérations de changements de

base (Gornet 2001). En notation vectorielle, les composantes des contraintes et des déformations
dans la base notée

  

r r r
N N N

1 2 3
, ,  sont rangées dans deux vecteurs notés respectivement.

√σ

σ

σ

σ

σ

σ

σ

σ

σ

σ

σ

σ

σ

=
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La densité d'énergie interne de déformation est retrouvée en fonction des représentations
vectorielles des contraintes et des déformations :Tr Tσ ε σ ε[ ] = √ √. La loi de comportement du nid
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d’abeille homogénéisé s’écrit sous la forme suivante dans la base  

r r r
N N N1 2 3, , : √ √ √, √ √ √σ ε σ ε= =C CI IJ J

avec √ √C CIJ JI= .

La relation inverse s’écrit : 
√ √ √ √ √ , √ε σ ε σ= = =−S avec S C SI IJ J

1 . Lorsque l’âme est quelconque et

ne présente pas de symétrie élastique, elle est caractérisée par vingt et une constantes élastiques
indépendantes 

√ √S CIJ IJ= −1 . La géométrie des âmes considérées dans cette étude comporte trois plans

de symétrie perpendiculaires ce qui conduit naturellement à un comportement homogénéisé

orthotrope. Le comportement est défini par la base d’orthotropie 
r r r
x y z, , (figure 2) et les neuf

coefficients d’élasticité indépendants dans cette base.

Y TrVER T

Y

√ √σ ε σ ε= [ ]∫

La condition de Hill-Mandel est écrite sous forme matricielle afin de simplifier la mise en œuvre

Eléments Finis.

√ √ √ε ε σεI
T

IJ
VER

J VER

Y

C
Y

Tr dY= [ ]∫
1

Les vingt et une combinaisons linéaires des six problèmes d’élasticité élémentaires posés sur le
VER permettent de déterminer entièrement la matrice de rigidité √C

IJ
.

Les équations sont développées ci après. Il n’y a pas sommation sur les indices dans les formules

suivantes :

ε ε σεI II
VER

I VER

Y

C
Y

Tr dY√ = [ ]∫
1

pour I ∈[ , ]1 3

2 2
1

ε ε σεI II
VER

I VER

Y

C
Y

Tr dY√ = [ ]∫ pour I ∈[ , ]4 6

ε ε ε ε ε ε σεI II
VER

I I IJ
VER

J J JJ
VER

J VER

Y

C C C
Y

Tr dY+ + = [ ]∫2
1

pour ( , ) [ , ]I J ∈ 1 3 2 , avec I J≠( )

ε ε ε ε ε ε σεI II
VER

I I IJ
VER

J J JJ
VER

J VER

Y

C C C
Y

Tr dY+ + = [ ]∫2 2 2 2
1

pour ( , ) [ , ] [ , ]I J ∈ ×1 3 4 6

2 2 2 2 2 2 2
1

ε ε ε ε ε ε σεI II
VER

I I IJ
VER

J J JJ
VER

J VER

Y

C C C
Y

Tr dY+ + = [ ]∫

pour ( , ) [ , ]I J ∈ 4 6 2 , avec I J≠( )
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Ces équations permettent de déterminer les composantes du tenseur des rigidités √CIJ  dans la base

retenue. Les modules d’Young, coefficient de Poisson ou de couplage sont définis classiquement à
partir de la souplesse √ √S CIJ IJ= −1

 .

II.6.3 Changement de base

Dans le cas où un changement de base sur la matrice de rigidité √CIJ  est réalisée entre les bases

notées respectivement  
r r r
x y z, ,  et   

r r r
N N N1 2 3, , , on exprime les relations de comportement

conjointement aux expressions de changement de base √T .

  

√ √ √

√ √ √

, , , , , ,

, , ( , , )

σ ε

ε

[ ] = [ ] [ ]

= [ ] [ ]

r r r r r r r r r

r r r r r r

N N N N N N N N N

N N N x y z

C

C T

1 2 3 1 2 3 1 2 3

1 2 3   

√ √ √

√ √ √

, , ( , , )

( , , ) ( , , )

σ σ

ε

[ ] = [ ]
= [ ] [ ]

r r r r r r

r r r r r r

N N N x y z

x y z x y z

T

T C

1 2 3

A partir des formules précédentes on obtient :

  
√ √ √ √

( , , ) , ,
C T C T

x y z N N N
[ ] = [ ]−

r r r r r r
1

1 2 3

.

On montre de même que le changement de base sur les souplesses s’écrit :

  
√ √ √ √

( , , ) , ,
S T S T

x y z N N N
[ ] = [ ]−

r r r r r r
1

1 2 3

.

Un des avantages de l’approche vectorielle symétrisée est d’obtenir des relations de changement

base analytiques identiques sur la rigidité et la souplesse contrairement à la notation classiquement

admise dans les ouvrages sur les matériaux composites.

II.7 Propriétés mécaniques des nids d’abeilles

Les nids d'abeilles réalisés en papier Nomex® sont disponibles chez les fabricants pour

différentes densités. Dans cette étude, les caractéristiques mécaniques du papier Nomex® sont

déterminées de manière inverse par recalage des modules de cisaillement hors plan de l’âme

homogénéisée. Les exemples qui illustrent cette étude sont déterminés à partir du catalogue « Euro-

Composite ». Il convient de noter qu’un produit peut avoir différentes densités pour une même

dimension géométrique, car la quantité de résine déposée peut être augmentée afin de créer une âme

plus résistante. Les catalogues des fabricants donnent uniquement les propriétés mécaniques les

plus importantes vis-à-vis du dimensionnement. Elles sont définies généralement à partir d’essais

réalisés pour des hauteurs de nid d’abeilles de 12mm. Les modules de cisaillement hors plan G13 et

G23 et les contraintes de cisaillement de rupture associées σ 13 et σ23 ainsi que la contrainte

d’écrasement σ33 sont les seules données usuellement fournies par les constructeurs. Ces seules

données sont manifestement insuffisantes pour réaliser des études Eléments Finis

tridimensionnelles. L’homogénéisation des milieux périodiques décrite ci-dessus permet alors de

déterminer l’ensemble des caractéristiques mécaniques équivalentes d’un matériau nids d’abeilles.
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II.7.1 Simulations Eléments Finis

Les simulations des propriétés mécaniques homogénéisées sont déterminées à partir des VER

des nids d’abeilles présentés sur les figures 1 et 2. Ils possèdent des hauteurs de 12mm

conformément aux matériaux utilisés par le fabriquant pour réaliser les tests mécaniques.

Le modèle éléments finis d’un VER comporte 41556 nœuds, soit 6156 éléments hexaèdres à 20

nœuds isoparamétriques à interpolation quadratique de la famille de Serendip. L’intégration

numérique de l’élément est réalisée à l’aide de 27 points de Gauss. Le maillage d’un VER comporte

un seul élément dans l’épaisseur élémentaire de la paroi et deux dans les parties à épaisseur double

(figures 4 et 5). Des études de convergence ont été réalisées pour différentes discrétisations des

VER et les maillages retenus sont optimaux vis-à-vis du temps de calcul CPU et de la convergence

numérique. Les simulations éléments finis conduisant aux propriétés mécaniques homogénéisées

sont effectuées sous l’hypothèse des petits déplacements et des petites déformations. Dans le cas

d’un VER rectangulaire, les neuf géométries déformées sous l’action des chargements élémentaires

sont présentées sur les figures 3 et 5.

L’observation des modes de rupture des nids d’abeilles (Gibson et Ashby 1988, Shang et Ashby

1992, Aminanda 2003) conduit à déterminer les contraintes de rupture de ces matériaux en utilisant

la théorie du flambement d’Euler disponible dans le code Eléments Finis Cast3M. Le langage de

programmation de ce code permet d’appeler au sein de nos propres développements le module de

flambement qui correspond à la recherche de valeurs propres et de vecteurs propres (Combescure

1995). Les déformations homogénéisées critiques déterminées par le flambement sont introduites

dans la loi de comportement homogénéisée afin de déterminer les contraintes ultimes.

Figure 3. Déformées du ECA-R pour les chargements ( E
11

, E etE
11 22

, E etE
11 33

)
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Figure 4. Déformées du ECA-R pour les chargements ( E
22

, E etE
22 33

, E
33

)

Figure 5. Déformées du ECA-R pour les chargements ( E
12

, E
13

, E
23

)

II.7.2 Caractéristiques mécaniques

Le calibrage des caractéristiques mécaniques du VER représentant le nid d’abeilles retenu est

réalisé en supposant que les parois sont élastiques isotropes. En conséquence, le module d’Young

du Nomex® et le coefficient de Poisson sont déterminés afin d’obtenir, les modules de cisaillement

hors plan du matériau orthotrope équivalent, en adéquation avec le catalogue du fournisseur (Euro-

composite.com).

Il convient de noter que ces modules sont déterminés expérimentalement à partir d’essais réalisés

sur des éprouvettes de cisaillement. La démarche d’étalonnage du modèle Eléments Finis est

nécessaire pour chaque densité d’âme pour une même géométrie. Le catalogue précise pour chaque

géométrie les valeurs minimales (Min) et typiques (Typ) obtenues pendant les essais. En

conséquence, deux calibrages sont effectués afin de déterminer les caractéristiques homogénéisées



Chapitre II. Approche multi-échelle des structures sandwich stratifiées

Page 42

nominales et minimales. Les vingt et un coefficients du milieu homogène équivalent sont calculés.

Dans le cas des nids d’abeilles à cellules hexagonales ou rectangulaires, les symétries conduisent à

un comportement mécanique homogénéisé orthotrope. Le modèle Eléments Finis du VER fournit

après simulations une approximation de qualité de l’ensemble des propriétés mécaniques du

matériau homogène équivalent.

La dénomination ECA-R 4,8-29 (51) représente une âme rectangulaire de cercle inscrit de

4,8mm de densité de 29 Kg/m3 et d’une épaisseur de clinquant de 51µm. La dénomination ECA

4,8-29 (51) est équivalente pour une âme de section hexagonale. Les propriétés mécaniques

homogénéisées des nids d’abeilles de géométrie rectangulaire et hexagonales sont présentés dans

(Gornet et al. 2003). Les propriétés mécaniques de cisaillement hors plan des matériaux ECA et

ECA-R en 4,8 et 6,4 sont présentées sur les figures 6 et 7. L’évolution des propriétés mécaniques en

fonction de la masse volumique est présentée sur la figure 8 pour le matériau hexagonal ECA-4,8 et

sur la figure 9 pour sa version sur-expansée ECA-R-4,8. Les propriétés mécaniques du matériau

équivalent dépendent dans la réalité de la rigidité des peaux. La dernière version de notre logiciel

NidaCore permet de les prendre en compte (Gornet et Marckmann 2004). Les échantillonnages des

voiliers de compétition sont déterminés avec des marges de sécurité extrêmement faibles afin

d’alléger au maximum la structure. En conséquence les peaux des sandwichs ont généralement des

épaisseurs très faibles devant l’épaisseur de l’âme et les phénomènes de flambement restent un

facteur de risque très important. Dans cette partie, les peaux ne sont pas modélisées et les

conditions limites appliquées au VER sont équivalentes à des peaux rigides.
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Figure 6. Evolution du module de cisaillement G13 pour deux matériaux à cellules hexagonale et

sur-expansée.
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Figure 7. Evolution du module de cisaillement G23  pour deux matériaux à cellules hexagonale et

sur-expansée.
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Figure 8. Evolution des propriétés mécaniques du ECA 4,8 en fonction de sa masse

volumique.
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Figure 9. Evolution des propriétés mécaniques du ECA-R 4,8 en fonction de sa masse volumique.

Tableau 1 : Propriétés homogénéisées minimum (Min) et typiques (Typ) des nids d’abeilles
ECA-R 4,8 de densité 29, 48 et 64 Kg/m3 avec une épaisseur de clinquant de (51) µµµµm.

ECA-R Min Typ Min Typ Min Typ
MPa 4,8-29

(51)
4,8-29

(51)
4,8-48

(51)
4,8-48

(51)
4,8-64

(51)
4,8-64-

(51)

v12
v13
v23

0,2606
0,2240
0,0219

0,2606
0,2240
0,0219

0,2606
0,2240
0,0219

E1 44,5 72,5 101,1 128,7 129,6 152,0
E2 4,4 7,1 9,9 12,6 12,7 14,9
E3 79,4 129,5 180,5 229,8 231,4 271,5

G12 0,5 0,9 1,2 1,6 1,6 1,9
G13 W 14,6 23,9 33,3 42,4 42,7 50,1
G23 L 8,6 14,1 19,6 25,0 25,1 29,5
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Tableau 2 : Propriétés homogénéisées minimum (Min) et typiques (Typ) des nids d’abeilles
ECA 4,8 de densité 32 et 48 Kg/m3, épaisseur de clinquant de (51) µµµµm et ECA 4,8 de 64 Kg/m3

et (76) µµµµm.

ECA Min Typ Min Typ Min Typ
MPa 4,8-32

(51)
4,8-32

(51)
4,8-48

(51)
4,8-48

(51)
4,8-64

(76)
4,8-64

(76)

v12
v13
v23

0,7807
0,0413
0,0239

0,7807
0,0413
0,0239

0,8457
0,0202
0,0266

E1 8,8 11,9 12,5 15,3 13,5 17,4
E2 12,0 16,3 17,0 20,9 17,8 23,0
E3 118,6 161,6 169,1 207,0 267,3 345,4

G12 1,7 2,3 2,4 2,9 3,9 5,1
G13 W 15,5 21,1 22,1 27,0 33,9 43,8
G23 L 23,8 32,4 33,9 41,5 52,1 67,3

II.7.3 Influence de la hauteur

A titre d’exemple, l’influence de l’épaisseur de l’âme est validée sur l’exemple des nids

d’abeilles rectangulaires Nomex® ECA-R 4,8 d’une densité proche de 64 Kg/m3. Les simulations

sont menées pour évaluer la différence de comportement sur des hauteurs de 12,7 mm et 25,4 mm.

Tableau 3. Évaluation des caractéristiques mécaniques pour des hauteurs de 12,7mm et
25,4mm d’un ECA-R 4,8-X

Hauteur G23 (MPa) G13 (MPa) σ13
C (MPa)  σ

23
C  (MPa)

12,7 mm 32, 273 55, 3278 0, 155642 0,159171
25,4 mm 29, 9512 55, 2617 0,152708 0,141265

II.8 Contraintes à Rupture

Expérimentalement, on constate que le flambement correspond à un accroissement très

significatif de l’endommagement des âmes nids d’abeilles en Nomex®. Lors d’un essai mécanique

de cisaillement (Shang et Ashby 1992) ou de compression (Aminanda 2003) hors plan, dès que la

force atteint son maximum, une chute plus ou moins brutale de celle-ci est observée. Cette chute

correspond à des plissements des parois. Ces matériaux sont connus pour avoir un comportement

mécanique élastique linéaire fragile jusqu’à leur charge critique. Dans cette étude, nous

considérerons que cette charge correspond à leur limite d’utilisation. Les déformations critiques

sont déterminées pour l’ensemble des cas de chargements. L’étude des modes de flambement

élastiques linéaires d’Euler permet de déterminer les déformations critiques :

 K K Xs+[ ] =λ λ
2 0

r r
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Où K  est la raideur du VER, Ks représente la raideur géométrique due à la précontrainte s .

λ2 est le coefficient multiplicateur du chargement,   
r
Xλ est le mode propre de flambement associé à la

valeur propreλ2 . Les déformations critiques sont déterminées par la relation :

E EJ
c

J= λ2

Dans le cas d’un matériau dont le comportement homogénéisé est orthotrope nous proposons de
déterminer les six contraintes critiques élémentaires associées aux déformations critiques EJ

C  en

appliquant la loi de comportement homogénéisée.

√ √ √σ I
c

IJ J
cC E=

Les contraintes ultimes du matériau ECA-R 4,8 29 (51) sont présentées dans le tableau 4 et les

déformées sur la figure 10. D’un point de vue physique, la couche de résine casse lors du premier

plissement et la résistance de la cellule chute alors de façon très significative. Expérimentalement,

le plateau sur la courbe représentant l’effort global en fonction du déplacement correspond à une

densification du nid d’abeilles due à l’écrasement des parois. D’un point de vue industriel, les zones

écrasées du Nomex® conduisent à des flambements des peaux du sandwich qui dans certain cas

peuvent entraîner la perte du navire. En conséquence, pour ces âmes dont le comportement

élémentaire du papier enduit de résine est élastique fragile, des simulations Eléments Finis des

modes de flambement du VER permettent de déterminer correctement les contraintes à rupture de

l’âme homogénéisée. Ces contraintes à rupture du matériau orthotrope équivalent sont proches des

résultats des essais fournis par le fabricant (tableau 4). Les contraintes ultimes peuvent être utilisées

avec un critère de rupture de Hill, cependant cette démarche doit encore être validée

expérimentalement. Ces premiers résultats sont très encourageants et montrent la pertinence de la

modélisation développée. L’étude du premier mode de flambement statique des VER fournit des

résultats dignes de confiance. Cependant, il convient de rappeler que de nombreux paramètres

influent sur le flambement. Les plus connus sont le comportement du matériau, les défauts

géométriques, les charges suiveuses ou encore, les conditions limites. Il est important de

parfaitement maîtriser, dans la simulation Eléments Finis, l’effet de chaque paramètre si l’on veut

prédire de façon fiable le flambement qui conduit dans notre cas à la rupture du nid d’abeilles.
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Figure 10. Déformées de flambement du VER sur-expansé sous l’action d’un chargement de
cisaillement hors plan E13  et E23.

Tableau 4. Comparaisons entre les caractéristiques éléments finis (EF) et les essais
mécaniques (Essais) sur le matériau ECA-R 4,8-29(51).

ECA-R Min
EF

Min
Essais

Typ
EF

Typ
Essais

MPa 4,8-29
(51)

4,8-29
(51)

4,8-29
(51)

4,8-29
(51)

σ11
C 0,185 - 0,31 -

σ 22
C 0,282 - 0,48 -

σ 33
C 0,39 0,6 0,62 0,85

σ12
C 0,72 - 1,2 -

σ13
C 0,33 0,32 0,55 0,44

σ 23
C 0,25 0,31 0,415 0,42

II.9 Influence de la rigidité des peaux

La seconde version du logiciel prototype NidaCore a permis d’obtenir un outil encore plus

général en intégrant dans le VER l’interaction entre les caractéristiques mécaniques de l’âme et des

peaux (Gornet et Marckmann 2004). Les peaux en carbone peuvent être libres de contrainte ou

bloquée pour simuler un accrochage à un dispositif d’essais mécaniques (figure 11). Les

caractéristiques mécaniques en cisaillement hors plan d’une âme de forme rectangulaire et

hexagonale avec des peaux composées de tissus équilibré carbone T700S/M10 posée à 0° ou à 45°

par rapport aux directions d’orthotropie de l’âme sont présentées dans les tableaux 5 et 6.

L’influence du comportement des peaux sur les valeurs de flambement de l’âme en cisaillement
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hors plan n’est pas négligeable (figure 12). Cependant les résultats sont proches des valeurs (Min)

et (Typ) déterminées à partir des essais mécaniques. Des études expérimentales doivent maintenant

être conduites afin de valider la pertinence de la dernière évolution du logiciel NidaCore.

Sup

α

Inf

Figure 11. Cellule paramétrable de nids d’abeilles avec peaux (forme hexagonale)

Figure 12. Déformées de flambement du VER sur-expansé avec peaux à 0 sous l’action d’un
chargement de cisaillement hors plan E13  et E23.
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Tableau 5. Caractéristiques mécaniques avec et sans peaux pour une hauteur de 12,7mm d’un
ECA-R-29 (51).

T700S/M10épaisseur
0,36mm

G23 (MPa) G13 (MPa) σ13
C (MPa) σ

23
C  (MPa)

Aucun 14,6 8,6 0,33 0,25
Orienté à 0 15,4 10,2 0,511 0,690
Orienté à 45 15,85 10,16 0,512 0,906

Tableau 6. Caractéristiques mécaniques avec et sans peaux pour une hauteur de 12,7mm d’un
ECA-29 (51).

T700S/M10épaisseu
r 0,36mm

G23 (MPa) G13 (MPa) σ13
C (MPa) σ

23
C  (MPa)

Aucun 12,3 8,25 0,212 0,213
Orienté à 0 13,1 9 0,420 0,220
Orienté à 45 13 9,3 0,418 0,221
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CHAPITRE III :

DIMENSIONNEMENT DES VOILIERS

OCEANIQUES MULTICOQUES

Cette partie porte sur les méthodes et modèles
éléments finis multi-échelles retenus pour valider les
échantillonnages de trois voiliers multicoques
destinés aux courses océaniques. Des résultats issus
des travaux réalisés sur les catamarans Code 0 et
Code B1 dessinés par Gilles Ollier pour « The
Race » et le « Trophée Jules-Verne » sont présentés.
Des résultats issus des travaux de modifications
structurelles du trimaran BP3 dessiné par Marc
Lombard sont également présentés. Les simulations
éléments finis des voiliers sont menées à partir du
code éléments finis Samcef et du logiciel Aquadyn
développé à l’Ecole Centrale Nantes. Des
simulations numériques concernant des sous-
ensembles de ces voiliers sont menées à partir
d’outils développés sur le code éléments finis
Cast3M-CEA. La mise en œuvre numérique de la
théorie de l’homogénéisation des milieux
périodiques dans le cadre éléments finis permet de
déterminer les caractéristiques mécaniques de
structures sandwich renforcées dans la troisième
direction par des pontages.
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III.1 Introduction

L’Ecole Centrale Nantes au travers de ses laboratoires de mécanique des fluides (LMF, UMR

CNRS 6598) et de structures (GeM, UMR CNRS 6183) contribue au développement d’outils et de

concepts dédiés à l’analyse du comportement mécanique des voiliers océaniques de type

monocoques, catamaran ou trimaran depuis près de vingt ans. Ces travaux ont été menés par B.

Peseux, G. Delhommeau et leurs équipes respectives (Delhommeau et al. 1980 et 1981, Ollier et al.

1988, Peseux 1989, Delhommeau 1987) depuis les années 1980. Ces voiliers de course sont

constitués de structures sandwich complexes en carbone époxy dont la conception repose sur une

technologie de pointe venant de l’aéronautique. Les échantillonnages de ces voiliers sont

déterminés avec des marges de sécurité extrêmement faibles afin de conserver un bon rendement

entre le déplacement et la puissance vélique. En conséquence, de nombreuses études

expérimentales et numériques doivent constamment être menées afin de proposer ou valider les

solutions technologiques retenues par les architectes. Ce chapitre présente les méthodes utilisées

pour aider les architectes et les chantiers dans leur prise de décision lors de la fabrication ou lors

des modifications structurelles apportées aux voiliers.

Ma contribution a porté sur la validation de l’intégrité du comportement mécanique de deux

catamarans de plus de 100 pieds et d’un trimaran de 60 pieds. Ces travaux sont effectués en

collaboration avec Gilles Marckmann ingénieur de recherches de l’Ecole Centrale Nantes. Nos

travaux en calcul des structures, menés sur ces voiliers de courses sont généralement dévoilés dans

la presse spécialisée par les architectes ou les équipes sportives (Ollier 2001, Gilles 2001, Messager

2003, Carpentier 2003).

Pour ces missions de validation de structure nous utilisons les résultats de nos travaux

expérimentaux et numériques menés sur les matériaux carbones époxy ou les âmes Nomex®

(Gornet et al. 2004, Gornet et Marckmann 2004). Les résultats présentés dans ce chapitre sont issus

des travaux réalisés sur les maxi- catamarans « Code 0 », « Code B1 » et sur le trimaran BP3 déjà

évoqués. Ces voiliers sont plus connus sous le nom de leurs commanditaires à savoir les

catamarans, Club Med, Innovation Explorer, Team Adventure, King-Fisher, Orange et le trimaran

de 60 pieds BP3, Banque Populaire.

Les échantillonnages de tous ces voiliers sont constitués d’âmes Nomex® et de tissus carbone,

dont le nombre de couches, leurs grammages et orientations sont confidentiels et ne seront pas

présentés. Il convient de noter que les résultats des nombreuses simulations menées à l’aide de la

méthode des éléments finis conduisent généralement à des renforcements locaux afin de maintenir

les marges de sécurité dans l’enveloppe initialement imposée.
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III.2 The Race et le Trophée Jules-Verne

En 1999, le Design Team de Gilles Ollier donnait naissance à trois catamarans sisterships de 110

pieds/33,40m au chantier Multiplast. Ces catamarans Club Med, Innovation Explorer, Team

Adventure sont issus de la mise au point de la plate-forme Code 0 (figure 1). Ces voiliers

océaniques multicoques naviguent à plus de 40 nœuds -74 km/h et ont été destinés à la course

autour du monde The Race en 2000. Cette course autour du monde a été remportée par Cam Lewis

sur Club Med avec une vitesse moyenne de 18,3 nœuds (62j 6h56). Les trois voiliers issus de la

plate-forme « Code 0 » ont d’ailleurs fini aux trois premières places de cette course. Il convient de

noter que Cam Lewis, Franck Proffit, Loïc Peyron, Skip Novack, Bruno Peyron (Orange I) et Ellen

Mac Arthur (King-Fisher) ont été les skippers de ces catamarans lors de The Race ou lors de

tentatives de record sur le Trophée Jules-Verne. En 2002, de nouveaux travaux ont été développés

par nos soins à l’Ecole Centrale Nantes afin de valider l’intégrité des structures du maxi-catamaran

de 37m Code B1 (Gornet, Marckmann 2003). Ce voilier navigue actuellement sous les couleurs

d’Orange-II. Ce catamaran de plus de 125 pieds est destiné aux grandes courses océaniques et est

actuellement l’un des plus grand catamaran du monde (figure 2).

Figure 1. Maillage du catamaran « Code O » sous les couleurs de Club Med (2001).

Figure 2. Catamaran « Code B1 » Orange II (2004).
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Depuis 1993 année où Bruno Peyron a établi le record du tour du monde en descendant sous la

barre des 80 jours (79 jours, 6 heurs et 16 minutes) sur le catamaran Commodore Explorer (ex Jet

Service V), le record du trophée Jules-Verne n’a pas cessé de tomber. Ce record correspondait en

1993 à une vitesse moyenne de 14,39 nœuds (345,35 milles par jour). Depuis 1993, plusieurs

skippers sur multicoques (trimaran ou catamaran) sont partis pour établir de nouveaux temps. En

1994 le regretté Peter Blake à sa première tentative bat le record en 74 jours et 22 heures et 17

minutes sur le Catamaran Enza de taille 22m. En 1997, Olivier de Kersauzon établit le record en 71

jours et 14 heures (Trimaran Sport Elec).

En 2002 Bruno Peyron était à nouveau le détenteur du trophée Jules-Verne sur le catamaran

« code 0 de 33m » au couleur de l’opérateur de téléphonie Orange (64 jours, 8 heures et 37 minutes

et 24 secondes). On peut également souligner qu’Ellen Mac Arthur et Olivier de Kersauzon ont

échoué dans cette course au chronomètre en 2002 respectivement sur un catamaran et un trimaran.

En 2004, Olivier de Kersauzon a repris le record sur le trimaran Géronimo dessiné par Marc

Van Peteghem et Vincent Lauriot-Prévost dont la fabrication a été réalisée par le chantier

Multiplast.

III.3 La route du Rhum

Depuis 1976, tous les quatre ans, la route du Rhum est un des grand rendez-vous des courses au

Large. Pour la première édition, Mike Birch sur son petit trimaran jaune (Olympus) coiffe sur le fil

en (23J 6h 59’35s) le grand monocoque de Michel Malinovski (Kriter).

Cette course a successivement été remportée par Marc Pajot en 1982 (Elf Aquitaine,18j 1h 38’

00), Philippe Poupon en 1986 (Fleury Michon VIII, 14j 15h 57’ 15s), Florence Arthaud en 1990

(Trimaran Pierre 1er , 14j 10h 08’ 28s), Laurent Bourgnon en 1994 (Primagaz, 14j 06h 28’ 29s) et

1998 (Primagaz, 12j 08h 41’ 6s). La route du Rhum 2002 a été remportée par Michel Desjoyeaux

(13j 7h 53’). Le record de vitesse de la traversée établi par Laurent Bourgnon en 1998 n’a pas été

amélioré lors de la dernière course.

La route du Rhum 2002 a été marquée par une tempête effroyable les 12 et 13 novembre 2002

qui a ravagé l’ensemble de la flotte des trimarans à l’exception de trois à savoir Géant, La

Trinitaine, Banque Populaire. Michel Desjoyeaux (Géant, Architectes Marc Van Peteghem et

Vincent Lauriot-Prévost, chantier CDK) est sorti vainqueur de cet affrontement devant Marc

Guillemot (La Trinitaine, Architecte, Nigel Irens, chantier Multiplast-Carat) et Lalou Roucarol

(Banque Populaire, Architecte Marc Lombard, chantier CDK).

Nous avons proposé en 2002 un modèle éléments finis destiné à valider les modifications

structurelles de ce trimaran Banque Populaire avant la course du Rhum. Ce modèle a permis

d’étudier les solutions technologiques de renforcement afin de valider les marges de sécurité de la

liaison flotteur coque centrale.
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Figure 3. Trimaran de 60 pieds BP3 « Banque Populaire ».

III.4 Les efforts hydrodynamiques

III.4.1 La progression dans la houle

La détermination des efforts hydrodynamiques sur un navire multicoque soumis à la houle est

indispensable pour effectuer un dimensionnement réaliste (Price et Bishop 1974, Molin 2002,2004

Faltinsen 1990). En effet, le dimensionnement du navire est directement lié aux pressions locales

exercées sur ses flotteurs. Dans le cas d’un voilier multicoque constitué de matériaux sandwich à

peaux stratifiées carbone époxy, toute la structure participe à la résistance de l'ensemble et un

dimensionnement précis de la plate-forme doit être effectué. Les sorties du code de calcul de

diffraction-radiation Aquadyn ont été modifiées pour pouvoir être utilisées comme données

d’entrée du programme d’éléments finis Samcef de la societe Samtech. Les pressions totales

exercées sur les coques sont données a chaque instant par Aquadyn (Delhommeau 1987) et les

contraintes dans la structure sont calculées à l’aide du logiciel éléments finis Samcef. Ces logiciels

permettent de réaliser les simulations des voiliers en considérant un couplage faible entre le fluide

et la structure (Delhommeau et al. 1980, 1981, Peseux 1989, Gornet et al. 2004).

III.4.2 Les surfaces portantes

Dans cette partie, nous rappelons les actions mécaniques créées par les dérives et les foils. Ces

appendices sont largement utilisés sur les voiliers de courses et les efforts mécaniques induits sont

parfois méconnus. Lorsque l’eau s’écoule sur une surface portante avec un certain angle

d’incidence avec la direction de l’écoulement, la pression diminue sur la face supérieure et

augmente sur la face inférieure du profil. La force appliquée par le fluide à la surface portante

résulte de cette différence de pression. L’optimisation des profils est généralement réalisée afin

d’obtenir une faible traînée et une forte portance. L’angle d’incidence du profil par rapport à
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l’écoulement est l’angle compris entre la corde du profil et la direction de l’écoulement. Il convient

de noter qu’un angle d’attaque nul produit de la portance sur un profil non symétrique. La

conception de Safran en composite repose généralement sur des profils classiques NACA 64-12 et

64-021 pour la dérive et le trimer (Sponberg 2000). Le problème de la cavitation de foil est décrit

dans (Astolfi 2000). Les écoulements autour des profils sont classiquement déterminés en

supposant le fluide incompressible avec ou sans possibilité de turbulence.

Rappelons ainsi que les foils courbes proposés par Marc Lombard sur le Sopra Group et le BP3

ont été adoptés par un grand nombre de trimaran de la classe ORMA. Ce gain de puissance et de

vitesse a naturellement entraîné des évolutions dans les efforts hydrodynamiques des bras de liaison

des trimarans.

En conséquence, les échantillonnages des bras de liaisons du trimaran BP3 ont dû être renforcés

avant la route du Rhum 2002 (Messager 2003, Gornet et al. 2004). En 2003, lors du challenge

Mondiale Assistance, une étude de la cause de la dégradation du nouveau bras de liaison a été

menée en collaboration avec l’architecte Marc Lombard en temps réel (Gornet, Marckmann 2003).

Le voilier initialement en tête de la course a fini troisième après avoir réparé en mer. Le modèle

éléments finis mixte, développé afin de déterminer précisément les efforts dans le bras du voilier,

est présenté figure 4. Le modèle éléments finis est constitué de poutres à cinématique de

Timoshenko associées à des éléments coques de Mindlin.

Figure 4. Maillage éléments finis du Trimaran de 60 pieds BP3 « Banque Populaire » lors des

réparations menées en vue de la route du Rhum 2002.
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III.4.3 Impacts hydrodynamiques

La modélisation d’un impact hydrodynamique sévère sur un navire rapide est actuellement un

problème ouvert. En effet, dans des conditions de mer sévère, lorsqu’il se produit des mouvements

de fortes amplitudes du navire, les efforts prépondérants à considérer sont dus aux pressions

d’impact classiquement nommées pressions de « slamming ». Lors de l’impact d’une carène sur

l’eau, les pressions dynamiques peuvent être suffisamment importantes pour créer des

endommagements susceptibles de mettre en péril l'intégrité de la structure. Dans le cas des voiliers

multicoques, les impacts répétés des vagues sur les carénages inférieurs des bras de liaisons

génèrent parfois des endommagements des structures sandwich.

Les travaux de recherches concernant la modélisation du phénomène de slamming sont réalisés

sous l’hypothèse d’un fluide parfait impacté par un solide rigide à vitesse constante. Ces

simplifications permettent alors d’obtenir des solutions asymptotiques (Cointe, 1987). Des études

simplifiées (J. Kvalsvold et al., 1995) montrent que les contraintes dans la matière sont fortement

influencées par les caractéristiques élastiques de la coque.

Les travaux de thèse de B. Donguy ont permis une meilleure modélisation du problème de

l'impact hydrodynamique et des phénomènes d’interaction fluide–structure en considérant des corps

déformables métalliques (Donguy 2002). Ma collaboration à ces travaux de thèse m’a permis

d’effectuer un premier pas dans la simulation de l’impact hydrodynamique traité par un couplage

fort entre les équations des modèles « fluide » et « structure » (de Langre 2001). Ces travaux ont

fait l’objet de trois conférences internationales (Donguy et al. 2001, Tourbier et al. 2002 et 2003) et

une nationale (Donguy et al. 2001). Les outils numériques développés sous Cast3M ont été validés

par une approche similaire développée à l’ENSIETA-DGA de Brest sous Abaqus (Constantinescu

et al. 2004).

Une des difficultés propres au problème de l’impact hydrodynamique est la détermination de la

surface mouillée du corps qui est a priori une inconnue. La méthode des tranches de (Faltisen et

Zhao 1991) a été appliquée par (Hermundstad et al. 1999) à l’impact sur des voiliers monocoques et

multicoques. Il existe quelques solutions analytiques en bidimensionnel ou en axisymétrique pour la

détermination de cette surface mouillée (Wilson 1989, Faltinsen et Zhao 1997). Dans le cas

tridimensionnel, le problème asymptotique, doit être résolu numériquement. La formulation

numérique utilisée par (Donguy 2002) permet de déduire les pressions et les forces s’exerçant sur le

corps lors de l’impact respectivement par application de l'équation de Bernoulli linéarisée et par

l’intégration de cette pression sur la zone de contact fluide-structure (Donguy 2002, Tourbier et al.

2002). L’impact de dièdres et de cônes a permis de valider l’approche numérique du couplage fort

entre le fluide et la structure par rapport à des solutions analytiques.
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Il convient de rappeler que le Slamming reste un phénomène important qui est classiquement

pris en compte dans le calcul des vedettes rapides à l’aide de règlements normatifs (DNV 1999). On

trouve cependant peu d’articles concernant les techniques de simulation de cet effet sur les navires

multicoques (Erling et Moan 2000). La simulation élément finis de catamaran à moteur est

présentée dans (Ojeda 2004). Les chargements subis par les navires sont généralement établis à

partir des règlements établis par les sociétés de classification (Masson 1997, DNV 2001, Besnier

2004).

III.5 Dimensionnement d’un catamaran

Les catamarans de course de plus de 110 pieds étudiés au Laboratoire sont construits en

matériaux composites sandwich. En service, leur plate-forme est principalement soumise à des

sollicitations de type flexion ou torsion. Ces voiliers sont constitués de sandwichs composés d’âmes

Nomex® et de peaux en carbone époxy. L’assemblage est réalisé par collage à l’aide de résine

compatible avec les matériaux en présence. Les peaux sont généralement constituées de matériaux

composites stratifiés en carbone époxy. Ces structures sandwich ont une grande rigidité en flexion

et torsion. L'âme de la structure sandwich résiste principalement aux contraintes de cisaillement, de

traction et de compression hors plan, les peaux inférieures et supérieures supportent quant à elles

les efforts dans leur plan. Les peaux résistent principalement aux contraintes de traction et de

compression induites par les moments de flexion. Elles doivent également résister à des

flambements locaux qui peuvent être générés par des impacts hydrodynamiques. L’âme doit résister

aux contraintes de cisaillement issues du glissement des deux peaux sous l’action des chargements.

III.5.1 Les efforts sur la structure

La validation de la conception d’un maxi catamaran repose sur une connaissance précise des

sollicitations sur le voilier et des caractéristiques mécaniques des âmes et des matériaux composites

carbone époxy le constituant. Les efforts extérieurs auxquels la structure du voilier est soumise sont

dus au vent et aux forces d’origine hydrodynamique.

À l’arrêt, lorsque le voilier est posé sur l’eau, il est soumis à l’équilibre de deux forces, celle de

la pesanteur, dont la résultante est appliquée au centre de gravité, à laquelle s’oppose la force

hydrostatique appliquée au centre de carène. La force propulsive d’origine vélique générera une

force de résistance d’origine hydrodynamique sur les coques et appendices du voilier. L’ensemble

mât-grément-voilure soumis aux effets du vent joue le rôle du moteur. Les coques assurent la

flottabilité et sont soumises aux efforts hydrostatiques, hydrodynamiques et d’anti-dérive. Les bras

de liaison qui solidarisent les deux coques doivent être étudiés de façon très précise car c’est par ces

éléments de liaison que transitent les efforts issus de la propulsion vers les coques en appuis sur la

mer. Le dimensionnement précis de cette partie du voilier est capital pour sa durabilité mais
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également pour sa compétitivité. En effet, le rapport entre le poids (« déplacement ») et la puissance

vélique est un critère essentiel pour que les performances demeurent intéressantes dans toutes les

conditions de vent et de mer qui seront rencontrées. Dans nos études, les efforts d’origine vélique

sont directement appliqués sur le maillage du voilier. Dans la réalité, les écoutes et les drisses sont

accrochées sur le pont via des winches de manœuvre et renvoyées par des systèmes constitués par

des poulies. L’action du vent dans les voiles se traduit par des efforts appliqués sur les coques ou

sur les bras de liaison. Les efforts suivants doivent être pris en compte : efforts de traction dans

l’étai, efforts de traction dans les haubans au vent, efforts de compression en pied de mât, efforts

d’anti-dérive hydrostatique qui s’oppose aux efforts de dérive vélique.

L’oscillation permanente de la surface de la mer est communément appelée la houle (Molin

2002). Elle est une conséquence de l’action du vent sur l’eau. L’échelle de Beaufort donne une

relation empirique entre la vitesse du vent et la hauteur observable des vagues (Gornet et al. 2004)

L’oscillation de la surface libre se propage à une célérité qui dépend à la fois de la période de

l’onde et du rapport de l’onde à la profondeur de l’océan. La plus grande partie de l’énergie

contenue dans la houle correspond à des périodes comprises entre une à trente secondes. En

conséquence, le voilier doit être dimensionné en tenant compte de la distribution des pressions sur

les coques dans la houle. Les pressions sont établies à partir du logiciel Aquadyn (Delhommeau

1987).

III.5.2 Description du modèle éléments finis

Le modèle Eléments Finis du catamaran Code B1 a été réalisé à partir des fichiers DAO (Gornet,

Marckmann 2003). Il est constitué principalement d'éléments finis coques multicouches. Le modèle

est constitué de 57 355 éléments de coques « composite » (figure 5). Ces éléments sont fondés sur

la cinématique de coque proposée par E. Reissner et R.D. Mindlin pour les matériaux homogènes

isotropes épais. Le modèle comporte 288395 degrés de liberté qui s’appuient sur de 164837 nœuds.

Il existe plus de 600 zones de stratification qui évoluent continuellement sur les coques et les bras

du voilier afin d’optimiser sa conception. Les flotteurs, les bras, la poutre avant, le longeron, la

martingale et les dérives ont été retenus dans le modèle éléments finis. Les structures internes et les

différentes ouvertures des cabines, trappes de visite et les puits de dérive sont également pris en

compte. Les coques et les bras sont raidis par un ensemble complexe de cloisons de planchers et de

lisses.

Un grand nombre de cas de chargements est évalué afin de créer une structure optimisée vis-à-

vis des différentes possibilités de configuration de navigation. Dans la suite, des illustrations issues

du dimensionnement du voilier dans la houle sont présentées les figures 5 à 9.
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Figure 5. Maillage éléments finis coques du Code B1 (plan Ollier).

III.5.3 Dimensionnement dans la houle

Pour réaliser le dimensionnement d’un voilier multicoque dans la houle, on considère que le

navire avance dans une houle orientée suivant sa diagonale. La longueur d'onde de la houle critique

correspond à la diagonale du voiler. Dans le cas du « code B1 », cette diagonale correspond à une

houle de période 5,03s. L'amplitude de cette houle doit être compatible avec la vitesse

d'avancement du catamaran. Les pressions hydrodynamiques correspondant à cette configuration

sont calculées à l'aide du logiciel Aquadyn. Les phases de la houle sont imposées sur la structure du

voilier afin de valider le dimensionnement des structures (figure 6). Ce type de chargement proposé

par l’Ecole Centrale est à rapprocher des cas de chargements conventionnels présentés par Det

Norske Veritas (DNV 1999). Le critère de Tsai est présenté sur l’ensemble de la structure lors

d’une avancée du voilier dans la phase de houle la plus dimensionnante (figure 7). Les contraintes

de cisaillement dans les âmes Nomex des deux bras du Catamaran sont présentées sur les figures (8

et 9). Le voilier présente un critère relativement uniforme à l’exception de quelques zones

fortement localisées. Ce type de simulation permet à l’équipe de conception de valider

l’optimisation de l’échantillonnage de la structure.
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Figure 6. Distribution des pressions sur la coque du catamaran Code B1 pour différentes phases de

houle.

Figure 7. Distribution du critère de Tsai maximum lors de l’avancée dans la houle diagonale.
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Figure 8. Distribution de la contrainte σ13 dans le Nomex de carénage

Figure 9. Distribution de la contrainte σ23  dans le Nomex de carénage
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III.6 Renforcement d’un bras de trimaran

III.6.1 Renforcement par pontage

Les stratifiés en carbone époxy constituant les peaux des structures sandwich doivent résister à

des flambements locaux qui peuvent être crées par des chargements mécaniques ou des impacts

hydrodynamiques. L’âme doit quant à elle résister aux contraintes de cisaillement provoquées par le

glissement des deux peaux sous l’action des multiples chargements. Une rupture en cisaillement de

l’âme générera un mouvement indépendant des peaux qui conduira à terme à des flambements

locaux et à leurs destruction. Dans cette partie, le modèle éléments finis tridimensionnel et

homogénéisé du renforcement en cisaillement hors plan du panneau sandwich par un pontage local

des peaux en carbone époxy est présenté figure 10.

Figure 10. Modèle élément finis tridimensionnel d’un renforcement en cisaillement par pontage.

Les pontages sont des renforcements locaux qui ont été employés notamment pour les bras de

trimaran de 60 pieds. Les structures internes d’un bras de liaison sont présentées sur la figure 11 par

l’architecte Vincent Lauriot-Prévost. Ce document fait suite aux réunions des architectes après la

course du Rhum 2002 (Blériot 2003). Ce type de solution employée sur les voiliers est considéré

comme un renforcement classique. La figure 10 représente un modèle éléments finis

tridimensionnel de pontage dont la zone milieu est constituée d’une âme en mousse. Ces mousses

sont très élastiques avec un faible module de cisaillement et ne se rompent généralement pas de

façon catastrophique sous des sollicitations de cisaillement. Il convient de noter cependant que la

mousse est beaucoup plus dense que le nid d’abeilles et son manque de stabilité en température

limite son utilisation. Sur la figure 10, les peaux en carbone sont reconstituées à partir d’une reprise

en scarf. La modélisation des modes de rupture d’un scarf a fait l’objet de nombreux travaux

scientifiques (Charalambides et al., 1998). La rupture d’une reprise en scarf est généralement dûe à

une forte contrainte de pelage (Brink et al. 1997).

L’influence du renforcement en cisaillement créé par un pontage, sur le comportement du

sandwich, peut être évaluée en utilisant l’homogénéisation du milieu tridimensionnel (figure 10).

Les caractéristiques mécaniques de la plaque de Love-Kirchhoff équivalente (Caillerie 1984) sont

déterminées par homogénéisation de la structure tridimentionnelle hétérogène afin de vérifier les

couplages mécaniques créés par le pontage et la reprise en scarf de plusieurs peaux (Gornet et al.

2004).
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Figure 11. Structure interne d’un bras de liaison d’un trimaran de 60 pieds renforcé par des

pontages. Illustration de l’architecte Vincent Lauriot-Prévost.

En effet, les couplages peuvent favoriser l’émergence de mode de flambement qui font l’objet de

nombreuses études pour les matériaux métalliques ou composites (Kee Palk et al. 1998, Librescu et

Hausse 2000,). Cette méthode a été utilisée récemment sur des plaques sandwich classiques

(Bourgeois 1997, Buannic et al. 2003, Hohe 2003).

Le comportement mécanique de la plaque équivalente est évalué par la résolution de six

problèmes élémentaires dont les chargements sont des déformations homogènes imposées sur le

contour du VER du pontage (figure 10). La formulation d’un problème d’homogénéisation a été

présentée dans le deuxième chapitre (cf. Chapitre 2). Le VER considéré n’est périodique que dans

une seule direction, les conditions de périodicité traduisent l’invariance de la structure dans cette

direction. L’application du champ de déplacement suivant pour les six cas élémentaires de

chargement permet de reconstruire par combinaison linéaire le comportement plan de la plaque

homogénéisée.
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Les conditions de périodicité sont prises en compte à l’aide de relations linéaires (cf. Chapitre 2).

Dans la base globale 
r r r
x y z, , . On pose la relation de comportement des plaques équivalentes de

Love-Kirchhoff sous la forme suivante.
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où γ représente les déformations de membrane et χ  représente celles de courbure. Les

expressions des efforts généralisés s’écrivent :
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Dans le cas d’une structure stratifiée de façon quelconque, il existe un couplage entre le

comportement mécanique membranaire et le comportement de flexion et de torsion. Ce couplage

est dû à la matrice √B[ ].

La structure sandwich de base est constituée d’une âme en Nomex® et de deux peaux en tissu

carbone époxy à deux directions de renforcement. Elle possède un comportement de plaque

homogénéisée avec un couplage faible qui s’écrit sous la forme suivante.
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La structure sandwich renforcée par un pontage et par une âme en mousse possède un

comportement de plaque homogénéisée plus fortement couplé que la structure initiale.
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La résistance au cisaillement hors plan est fortement accrue par la présence du pontage des

peaux et la détermination précise du comportement mécanique d’une réparation ne peut être

réalisée que par une approche fine du comportement mécanique de chacun des constituants (tissus,

âmes).
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CHAPITRE IV :

MODELISATION ET SIMULATION DU

COMPORTEMENT DES ELASTOMERES

Cette partie porte sur les deux modèles de
comportement élaborés pour l’étude des structures
élastomères soumises à des chargements de fatigue.
Le premier modèle est établi à partir de la
mécanique de l’endommagement et le second à
partir de la théorie de l’altération de réseau. Ces
modèles sont mis en oeuvre dans le code éléments
finis ABAQUS afin de simuler le comportement des
structures en élastomères destinées à des fonctions
anti-vibratoires. Ces travaux sont réalisés pour
mieux comprendre les phénomènes de fatigue
survenant dans ces structures.
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IV.1 Introduction

Dans le domaine automobile, les suspensions moteur, les suspensions de ligne d’échappement, et

les liaisons au sol sont les principaux éléments antivibratoires en caoutchouc qui doivent être

validés sous des chargements de fatigues. Les industriels concepteurs et fabricants de pièces

élastomères sont contraints de travailler de plus en plus vite sous la pression de leurs donneurs

d'ordre. Ils disposent de moins en moins de temps pour déterminer la tenue mécanique à long terme

des matériaux et des structures par des études expérimentales. En conséquence, la simulation de la

tenue en fatigue des structures élastomères est dorénavant un axe stratégique de recherche pour ces

industries.

C’est dans ce contexte industriel que Gilles Marckmann, Erwan Verron et moi-même avons

fondé en 1999 l’équipe élastomère de l’Ecole Centrale Nantes. Ce pôle de compétence a été

initialement créé afin de réaliser des travaux de recherches commandités par la société Modyn du

groupe Trelleborg qui est le premier groupe mondial de conception et de fabrication de systèmes

anti-vibratoires pour l’industrie automobile.

Les résultats présentés dans ce chapitre sont extraits des travaux de thèse de G. Chagnon

soutenue en 2003. Ils concernent plus particulièrement l’élaboration de lois de comportement

adaptées aux élastomères. Le dimensionnement de structures soumises à des chargements de fatigue

est l’objectif ultime de toutes nos recherches.

L’étude des mécanismes de dégradation de ces matériaux à l’échelle microscopique et

macroscopique fait l’objet des travaux de thèse de Elisabeth Ostoja-Kuczynski et Jean-Benoît Le

Cam. Ces travaux sont co-dirigés par E. Verron et par moi-même. Ils font partie d’études menées au

sein du Groupe de Travail sur la Fatigue des Elastomères (GTFE) regroupant des industriels et leurs

consultants universitaires.

Outre notre équipe, le GTFE comprend celle de C. Stolz au LMS (Ecole Polytechnique), du

centre de transfert Cetim Nantes, et des industriels Allevard Rejna Autosuspensions, Trelleborg et

enfin du groupe PSA.

Les travaux de thèse dirigés par E. Verron et par moi-même sont réalisés en collaboration avec

les sociétés Allevard Rejna, Trelleborg et le Cetim Nantes au travers de conventions Cifre. Ils

portent plus particulièrement sur la réalisation d’essais mécaniques de fatigue, sur l’élaboration de

modèles de comportement et sur la simulation éléments finis de structures en élastomères. Les

simulations éléments finis des essais de fatigue et l’expertise des mécanismes de rupture à

différentes échelles font l’objet du chapitre 5.

Les approches développées au Laboratoire pour modéliser le comportement mécanique des

élastomères sont exposées ci-après. Ces matériaux présentent, pour un niveau de déformation
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donné, un phénomène d’adoucissement au cours des cycles de fatigue. La chute de rigidité entre le

premier cycle et le second (figure 1) est couramment dénommée « Effet Mullins (1948) ». Afin de

pouvoir simuler correctement le comportement des structures en élastomère, il faut être capable de

créer des modèles susceptibles de décrire au mieux cet effet.

Nos travaux sur la fatigue des élastomères ont conduit à l’élaboration et l’implantation dans le

code de calcul éléments finis ABAQUS (Hibbitt et Karlsson 1999) de deux modèles de

comportement qui approchent au mieux ce phénomène. Le premier modèle est fondé sur la

mécanique de l’endommagement et le second sur les mécanismes d’altération du réseau

macromoléculaire. Ces travaux ont fait l’objet de conférences et d’articles dans des revues

(Marckmann et al. 2002, Chagnon et al. 2004) ou dans l’ouvrages de synthèse (Constitutive Models

for Rubber III). Nos travaux sur les modèles de comportement sont actuellement cités dans

(Dorfmann et Ogden 2003, Horgan et al. 2004, Cheng et Chen 2003, Tomita et al. 2004).

IV.2 Les caoutchoucs

On distingue classiquement les élastomères naturels ou caoutchouc et les élastomères

synthétiques.

Dans son état naturel, le latex produit par l’Hévéa Brasiliensis après incision de son écorce est un

fluide dont le comportement est viscoélastique. L’élaboration du caoutchouc naturel à partir de ce

produit est réalisée par vulcanisation. Les élastomères de synthèses capables de remplacer les

caoutchoucs naturels sont apparus à partir de la seconde guerre mondiale. Les principaux

élastomères de synthèses sont les Styrene Butadiene Rubber (SBR) et les copolymères Ethylene

Propylene Rubber (EPR).

Dans la majorité des applications industrielles, les caoutchoucs naturels sont chargés par des

particules solides, de noir de carbone, carbonate de magnésium, kaolin, silice… Ces charges et

adjuvants confèrent au produit final les propriétés mécaniques nécessaires à l’application visée. Ces

compositions sont jalousement gardées par les industriels qui mettent en œuvre ces matériaux et ces

produits sous couramment appelés élastomères chargés (Miles et Briston 1968). Les élastomères

chargés sont plus particulièrement reconnus pour avoir un comportement mécanique élastique non

linéaire, viscoélastique, et être sensible à l’effet Payne (1963) et Mullins (1948, 1969). Les travaux

menés par notre équipe ont conduit à l’élaboration et à la mise en œuvre, dans le cadre éléments

finis, de deux modèles de comportement.
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Figure 1. Essais de traction cyclique sur un caoutchouc contenant 30% de charges (contrainte

adimensionnée).

IV.3 La mécanique de l’endommagement

Depuis une vingtaine d’année, la mécanique de l’endommagement des milieux continus s’est

largement développée à partir des concepts introduits initialement par (Kachanov 1958) puis par

(Robotnov 1969). La mécanique de l’endommagement a été initialement développée pour les

matériaux métalliques (Leckie et Hayhurst 1974, Lemaitre J. et Chaboche J.L. 1978, Murakami et

Ohno 1980). Une synthèse bibliographique des algorithmes d’intégration numérique dédiés aux

modèles de comportement non-linéaire est disponible dans (Simo et Hughes 1998). Les applications

aux bétons et aux composites ont naturellement suivi (Mazars 1982, Mazars et Pijaudier-Cabot

1989, Ladevèze et Le Dantec 1992, Allix et al. 1994, Gornet et al. 1997, Ladevèze et al. 1998,

Gornet et al. 2000).

Récemment, l’application au domaine des élastomères de la mécanique de l’endommagement a

fait l’objet de nombreuses publications (Govindgee et simo 1991, 1992, De Souza Neto et al. 1994,

Miehe 1994, Kaliske et Rothert 1999, Muhr et al. 1999, Holzapfel et al. 1999, Miehe et Keck 2000,

Bikard et Desyer 2001, Aubard et al. 2002,Ogden et Roxburgh 2000, Chagnon et al. 2004).

Le formalisme de la thermodynamique des processus irréversibles est l’outil qui permet

d’élaborer des modèles de comportement. Contrairement à la mécanique de la rupture qui postule

de l’existence d’une fissure, la mécanique de l’endommagement fait intervenir les défauts au

travers de l’évolution de variables internes. Ces approches sont parfois difficiles à utiliser dans le

cadre éléments finis car les modèles doivent être utilisés dans un domaine restreint qui assure

l’unicité de la solution (Ball 1977, Davet 1985). La simulation jusqu’à la phase ultime de la rupture

nécessite parfois d’introduire des limiteurs de localisation (Gornet 1996). Des modèles spécifiques

sont établis afin conserver le caractère prédictif de ces modèles sur toute les plages d’utilisation.
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L’élaboration de modèles de comportement dédiés aux élastomères à partir de la mécanique de

l’endommagement nous a permis de conduire des simulations réalistes de structure en élastomère

soumises à l’effet Mullins (Marckmann et al. 2002, Chagon 2003, Chagnon et al. 2004).

IV.4 Modèle hyperélastique avec endommagement

Le modèle M1 (Chagnon 2003, Chagnon et al. 2004) est basé sur la donnée d’une densité

d’énergie de déformation qui est accommodée à l’effet Mullins à partir de l’évolution d’une

variable interne d . La première force de ce modèle est de pouvoir s’appliquer à toutes les densités

d’énergie hyperélastique classiques issues des modèles de comportement phénoménologiques.

Notre approche peut être couplée aux séries de Rivlin et ses variantes (Isiharar et al. 1951,

Biderman 1958, Tschoegl, 1972, James et al. 1975, Haines et Wilson 1979, Yeoh 1990, Bechir et

al. 2002) ou à toute formulation en invariant (Gent et Thomas 1958, Hart-Smith 1966, Knowles

1977, Gent 1996).

Les séries de Rivlin permettent de décrire correctement le comportement des élastomères,

cependant il faut veiller à utiliser un nombre de paramètres raisonnables. Les modèles de (Hart-

Smith 1966) et (Gent 1996) décrivent le comportement global d’un élastomère avec respectivement

deux et trois paramètres. Il convient de noter que ce modèle (Gent 1996) est équivalent au modèle

huit chaînes (Arruda et Boyce 1993). Pour ce dernier, les paramètres peuvent être interprétés à

l’aide de considérations statistiques sur le comportement des chaînes d’élastomères.

Contrairement à un endommagement classique, l’effet Mullins peut être en partie annulé avec le

temps ou par un apport de chaleur. Cet effet n’a pas été pris en compte dans le modèle, mais dans le

cas de simulations thermomécaniques, cet aspect devrait être considéré.

L’effet Mullins est dû en partie au réarrangement du réseau moléculaire et en conséquence cet

endommagement ne doit pas différer selon le mode de sollicitation (Bergström et Boyce 1999).

IV.4.1 Formulation thermodynamique

L’énergie de déformation W  peut être décrite comme le produit de la réduction de surface
1−( )d de l’énergie de déformation du matériau vierge W

0
.

W d W I I= −( ) ( )1
0 1 2

,

I1  et I2 sont les des deux premiers invariants du tenseur des dilatations de Cauchy Green gauche.

Le modèle de comportement est bâti à partir de la thermodynamique des processus irréversibles.

L’inégalité de Clausius-Duhem permet de respecter le second principe de la thermodynamique et de

développer les lois constitutives du modèle de comportement.

σ: « /D W D trD− ≥ ∀ =0 0,



Chapitre IV. Modélisation et simulation du comportement des élastomères

Page 75

où D représente le tenseur des déformations qui respecte la condition d’incompressibilité. Après

manipulation classique de l’inégalité de Clausius-Duhem, on obtient la loi de comportement en

fonction de l’énergie de déformation W0.

σ
∂
∂=− + −( )pI d B
W
B

1 2 0  avec la dissipation d’origine mécanique − ≥Y dd
« 0

où pI est un tenseur sphérique arbitraire qui provient de la condition d’incompressibilité propre

aux élastomères. Cette équation permet de relier la contrainte courante de Cauchy σ  affectée de
l’endommagement d  à l’énergie de déformation et à l’état actuel des deux premiers invariants ( I I

1 2
, )

du tenseur des dilatations de Cauchy Green gauche B F F
T

= . Où F  représente le gradient de la

transformation.

I Tr B
1
= [ ]  et I tr B tr B

2

2 21
2

= [ ] −














La force thermodynamique Y
d
 est la variable duale de l’endommagement d. Elle est définie par

la formule.

− =Y W
d

d ∂
∂  et en conséquence, Y Wd= 0

L’effet Mullins est supposé dépendre uniquement de la déformation maximale (Mullins 1969).

En conséquence, la construction de la loi d’évolution nécessite le choix d’une mesure scalaire de
l’état de déformation. Notons α t( ) cette mesure, la loi d’évolution de la variable d’endommagement

est définie classiquement à partir des notations proposées par Simo (1987). Le critère de dommage

(Simo 1987, Miehe 1995) se réduit à une région de l’espace des déformations donnée par la
fonction φ αα,( ).

Avec :

α α τ
τ

t Max
t( )= ( ) ∈ −∞] ],

 et φ αα α α,( )= − ≤0

La surface de dommage est définie par φ=0 et sa normale par n
B

=∂φ
∂ . L’évolution irréversible de

la loi d’évolution du dommage peut être proposée sous la forme suivante :

« « ,d h d= ( )α α  si φ=0 et ∂φ
∂B

B: «>0.

où la fonction h  caractérise l’évolution de l’endommagement. Dans nos travaux, nous avons
identifié sur des caoutchoucs une loi de la forme h α( )qui représente la fonction d’évolution de

l’endommagement. Par construction, la variable d’endommagement n’évolue qu’en charge et

lorsque l’état de déformation est maximal.
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Il est nécessaire de choisir une fonction d’évolution de l’endommagement qui permet de décrire

au mieux les essais mécaniques réalisés. La fonction d’évolution est classiquement construite à
partir de la force thermodynamique associée Y Wd= 0 . Soit α= ( )f W

0
, la mesure de déformation, la loi

d’évolution de l’endommagement s’écrit :

  
« « «

, , , ,
d h f W f W I h f W f W I

W I W I
= ( ) + ( )o o

0 0 1 0 0 2
0 1 0 2

Dans le cas des élastomères, il semble plus approprié de décrire l’évolution de

l’endommagement à partir de l’état de déformation (Govindgee et Simo 1991, 1992, Miehe et Keck

2000). Pour établir une loi d’évolution de ce type, l’état de déformation est mesuré par une fonction
scalaire g  ne dépendant que des invariants I

1
et I

2
.

En suivant la même méthode pour la mesure de déformation α= ( )g I I
1 2
,  que celle qui est

classiquement utilisée pour le modèle de double réseau, on montre que la loi d’évolution de

l’endommagement s’écrit :

  
« , « , «

, ,
d h g I I g I h g I I g I

I I
= ( ) + ( )o o

1 2 1 1 2 2
1 2

En considérant les inégalités empiriques W
I0
1

0
,

>  et W
I0

2

0
,

>  proposée par Batra (1975, 1976) et

présentés dans Beatty (1987), le rapprochement des deux expressions de la fonction d’évolution de

l’endommagement permet d’établir les conditions que doit vérifier g . On obtient alors les

conditions suivantes :
g est définie sur 3 3, ,+∞] [× +∞] [
g est dérivable par rapport aux variables I

1
 et I

2
 sur 3 3, ,+∞] [× +∞] [

g
I,
1

0>  et g
I,

2

0>

Le choix g I I
1 2

3 3 0= =( )=,  assure que la mesure est nulle pour un état non déformé

IV.4.2 Forme intégrée du comportement

La loi d’évolution d’endommagement peut donc s’écrire en fonction des invariants de dilatations
I
1
 et I

2
. De nombreux auteurs choisissent de définir la loi d’évolution par cette approche

(Govindjee et Simo 1991,1992, Miehe et Keck 2000). De plus, il convient de noter que l’on peut

écrire la loi de comportement sous une forme intégrée. La loi d’évolution de l’endommagement
peut être intégrée simplement en considérant qu’il n’y a pas d’endommagement initial d d= ( )ƒα .

La loi de comportement s’écrit alors sous la forme suivante :

σ α
∂
∂

∂
∂

∂
∂=− + − ( )( ) +









 −













pI d
W
I

I
W
I

B
W
I

B1 2 20

1
1
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IV.4.3 Identification de l’effet Mullins

On considère dans la suite une mesure de déformation basée sur les deux premiers invariants du

tenseur des dilatations B. La forme de la fonction g  est choisie en fonction du premier invariant I
1
.

La mesure de déformation retenue correspond à la variation de la longueur de la diagonale d’un

cube de matière.

α= −I
1

3 1/

La fonction de dommage ƒd α( ) est déterminée à partir des résultats expérimentaux de traction

uniaxiale et de glissement pur. L’intérêt de notre approche est de pouvoir proposer une loi
d’évolution du dommage indépendamment de la forme de l’énergie de déformation W

0
. En

conséquence, elle peut être adaptée en fonction du matériau retenu pour l’identification.

L’évolution stylisée de la contrainte de « Piola-Kirchoff 1 (π ) » en fonction de l’élongation
principale λ

1
 lors d’un essai de traction à faible nombre de cycles est présentée sur la figure 2. La

relation contrainte-déformation se réduit à une succession de courbes de charges associées à

différents maxima de déformation. Deux courbes maîtresses contrainte/déformation peuvent être

identifiées sur la figure 2 à savoir, la courbe de première charge (I,II,III) et les courbes de seconde

charges (I’,II’,III’).

Sur la courbe de première charge, la contrainte courante π
p
 est reliée à la contrainte du

matériau vierge donnée π
0
 par la relation π π

p p
k=

0
.

k d
p
= − ( )1 ƒα

k
p
 est une fonction décroissante de la mesure de déformation.

La figure 2 représente trois niveaux d’élongation λ
I
. Sur la ième courbe de seconde charge

délimitée par son interaction avec la courbe de première charge en λ
I
, il existe un coefficient de

proportionnalité pour deux courbes de seconde charge indiquées respectivement i et j. (i < j), les

contraintes nominales correspondantes sont simplement reliées par un coefficient multiplicateur

(figure 2).

π
π

s

j

s
i

s

j

s
i

k
k

=  avec ks
i s

i
=π

π0

Cette propriété est utilisée pour construire la loi d’évolution d’endommagement (Chagnon

2003).
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Figure 2. Évolution schématique de la contrainte de Piola-Kirchoff 1 (π=F S/
0
) en fonction de la

déformation principale λ
1

La procédure d’identification est établie à partir de la courbe expérimentale 
k
k

s
i

s
1
 fonction de

α= −I
1

3 1/ . Les courbes ont une forme exponentielle décroissante et l’on identifie la relation

expérimentale suivante.

k
k

a b es
i

s

c

1
1= + −{ }− α

Où a,b et c sont trois paramètres du matériau à identifier. En considérant l’état initial du matériau
comme non endommagé (d=0 et k

s
i=1 pour I

1
3= ), l’équation d’évolution de l’endommagement se

met sous la forme suivante :

d d e= −










∞

−
1

α
η

Il convient de rappeler que cette forme de loi d’évolution a été proposée sans justification dans

(Miehe 1995) et que notre approche a permis de montrer qu’elle etait justifiée pour les caoutchoucs
naturels chargés que nous avons identifiés. Les paramètres d

∞
 et η sont liés aux paramètres

précédents par la relation d bk
s∞

= 1 et η=1/c .

La limite du modèle est assurée par la condition d≤1. Dans le cas précédent, la limite du modèle

est définie par une condition sur l’invariant de déformation.

I
d

d1
31

1
≤ + −























∞

∞

ηln
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Eut égard au caractère confidentiel des résultats nous avons été conduits à présenter des

paramètres adimensionalisés des modèles dans les documents (Chagnon 2003, Chagnon et al.

2003).

IV.4.4 Densités d’énergie et simulations éléments finis.

La simulation d’une structure en caoutchouc naturel chargé nécessite le choix d’une densité

d’énergie hyperélastique. Deux approches sont classiquement proposées dans la littérature. La

première consiste à modéliser le comportement macromoléculaire du matériau (approche

statistique). La seconde propose d’identifier des fonctions mathématiques candidates à une

identification (approche phénoménologique). À l’exception de la viscoélasticité, deux phénomènes

majeurs sont à prendre en compte dans les élastomères : l’effet Mullins et le raidissement de la

courbe de première charge (figure 1). Les modèles de comportement les plus pertinents, dans une

large gamme de déformation, pour reproduire ces phénomènes sont les modèles

phénoménologiques de Yeoh (1990), Hart-Smith (1966), Gent (1996) et le modèle statistique

proposé par Arruda et Boyce (1993). Dans la suite, les densités d’énergie utilisées lors de nos

simulations sont rappelées.

La densité d’énergie Néo-hookéen justifiée par une probabilité gaussienne de répartition des

chaînes du réseau d’élastomère proposée par Guth et Mark (1934), ne permet pas de reproduire le

raidissement en grande déformation.

W nk I= −( )1
2

3
1

θ

où n  représente la densité de chaînes par unité de volume, k  la constante de Boltzmann et θ  la

température. Les densités d’énergie classiquement utilisées pour tenir compte du raidissement sont

basées sur des polynômes ou des fonctions exponentielles croissantes.

La densité d’énergie proposée par Hart-Smith (1966) utilise une exponentielle pour traduire le

phénomène de raidissement du matériau.

W C C I dI C I= −( )

 


 + −( )∫1 3 1

2

1 2 2
3 3exp  

où C
1
, C

2
 et C

3
 sont trois constantes à identifier.

La densité d’énergie proposée par Arruda et Boyce (1993) est justifiée par une approche

statistique non gaussienne. Ils ont réparti la densité de chaîne (Kuhn et Grün 1942) de façon

équiprobable dans les directions des diagonales d’un cube.

W C N
Nr

chain= +








 

λ
β β

βln
sinh

 avec β λ= [ ]−L N
chain

1 /  ou L−1 est la fonction de Langevin définie par

L x x x( )= ( )−coth /1
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Avec λ
chain

I=
1

3/ , le paramètre C
r
 peut être justifié par la théorie gaussienne C nk

r
= θ . N  décrit le

raidissement et peut se déterminer par la position du changement de pente dans le graphe des

contraintes de Mooney (Morris 1963).

Des simulations éléments finis menées avec les densités d’énergie de Hart-Smith (1966) et Zniga

et Beaty (2002) sont présentées dans (Chagnon et al. 2003). Les simulations éléments finis

présentées sur les figures 3, 4 et 5 sont réalisées pour la densité d’énergie de Yeoh. Les paramètres

de ce modèle sont présentés dans le tableau 1.

W C I C I C I0 10 1 20 1
2

30 1
3

3 3 3= −( )+ −( ) + −( )

Tableau 1. Paramètres de la densité d’énergie de Yeoh et du modèle d’endommagement

M1.

Paramètres Valeurs

C10 3,99e-2 MPa

C20 -4,05-4 MPa

C30 1,31e-4 MPa

d∞ 1,744

η 3,85

Figure 3. Simulation d’un essai de traction et simulation d’un essai de cisaillement pur, ()

Modèle, (…) courbes expérimentales.
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Figure 4. Simulation éléments finis d’une éprouvette carrée perforée : (a) Maillage, (b)

Endommagement après un cycle dans la direction 2, (c) Endommagement après un cycle dans la

direction 2 suivi d’un cycle dans la direction 1, (d) Endommagement après un cycle suivant la

bissectrice de 1 et 2.

Figure 5. Force en fonction du déplacement imposé. Déformée d’un support moteur Trelleborg et

niveau d’endommagement suite à une charge de compression (endommagement maximum : 25%).

IV.5 Modèle hyper élastique moléculaire avec altération de réseau

Le modèle M2 (Marckmann et al. 2002, Chagnon 2003) est basé sur la densité d’énergie du

modèle « huit chaînes » proposé par Arruda et Boyce (1993). Cette densité d’énergie repose sur une

approche statistique du comportement des chaînes (Treolar 1954, Wang et Guth 1952, Treolar et

Riding 1979, Wu et van der Giessen 1993). Le modèle décrit un volume élémentaire de matière

comprenant différentes chaînes. L’énergie de déformation est obtenue en sommant les réponses de

toutes les chaînes. Pour ce modèle, les chaînes sont placées dans les directions de l’espace

correspondant aux diagonales d’un cube (figure 6).
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Figure6. Modèle « huit chaînes ». Approche statistique non-gaussienne dont la densité de chaînes

est répartie de manière équiprobable dans les directions des diagonales d’un cube.

Le modèle « huit chaînes » correspond à un comportement isotrope du matériau homogène

équivalent ; ceci est induit par la disposition des chaînes. Les équations des modèles sont :
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où π i  représente les composantes du tenseur des contraintes de Piola Kirchhoff 1. L  est la
fonction de Langevin. Les constantes matérielles sont donc CR et N . N  traduit la limite

d’extensibilité des chaînes. CR  représente le module à l’origine du matériau. La figure 7 présente

une simulation des trois essais simples : traction uniaxiale, cisaillement pur et traction biaxiale avec

le modèle « huit chaînes ».
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Figure 7. Représentation des différents essais simples pour le modèle « huit chaînes » (avec CR=0.1

et N=6.5).

Le modèle d’accomodation (effet Mullins) est établi à partir de l’évolution de la longueur des

chaînes en fonction de la déformation maximale. Ce modèle est fondé sur le fait que lorsqu’un

élastomère est étiré, ses chaînes tendent à se mettre dans la direction de traction, ce qui provoque la

rupture des liaisons faibles (Marckmann et al. 2002, Marckmann 2003, Chagnon 2003). Cette

rupture engendre l’allongement des chaînes par accroissement du nombre de monomères entre deux

points de réticulation et la réduction de leur nombre (figure 8). Une loi d’évolution

phénoménologique polynomiale ou exponentielle est utilisée pour décrire l’évolution du nombre de

monomères par chaîne. La densité de chaînes par unité de volume est déduite de l’évolution du

nombre de monomères par chaîne sachant que le nombre de monomères par unité de volume reste

constant au cours du temps.

Ainsi N  et n  sont exprimés en fonction de l’élongation moyenne des chaînes λ . Cette

élongation peut être considérée comme un critère permettant de quantifier l’état de déformation

maximale subi par le matériau lors de son histoire. Rappelons que l’effet Mullins est classiquement

décrit comme une fonction de l’élongation maximale par manque de critère bien définis. Bergström

et Boyce (1999) ont également utilisé l’élongation moyenne des chaînes pour décrire le facteur

d’amplification de déformation afin de modéliser la réponse hystérétique des élastomères.

En conclusion, pour décrire l’effet Mullins les paramètres du modèle « Huit
chaînes » N N= ( )λmax , et n n= ( )λmax  et par conséquence, le paramètre C n kTr λ λmax max( )= ( )  varient en

fonction de l’élongation maximale sous l’hypothèse que le produit M n  reste constant.

Les simulations d’un essai de traction et de cisaillement pur sont présentées respectivement

sur les figures 9 et 10.

Traction biaxiale

Cisaillement pur

Traction uniaxiale
C

on
tr

ai
nt

es

Déformations



Chapitre IV. Modélisation et simulation du comportement des élastomères

Page 84

chain interactions

Figure 8. Réorganisation des chaînes lors d’un étirement
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Figure 9. Comparaison du modèle d’accommodation aux résultats expérimentaux sur un essai de

traction pour le modèle d’accommodation en élongation de chaînes.
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Figure 10. Comparaison du modèle d’accommodation aux résultats expérimentaux sur un essai de

cisaillement simple pour le modèle d’accommodation en élongation de chaînes.
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CHAPITRE V :

RUPTURE EN FATIGUE DES ELASTOMERES

Cette partie porte sur les essais mécaniques de
fatigue réalisés sur des éprouvettes élastomères.
Deux éprouvettes de révolution sont plus
particulièrement étudiées, elles sont baptisées
Diabolo et AE. La première est un plot en
élastomère et correspond à un état de contrainte
quasi-unidimensionnel. La seconde, fortement
échancrée, permet d’atteindre des états de
chargement multiaxiaux. Ces essais mécaniques sont
réalisés pour déterminer les limites d’endurance de
ces matériaux lors de chargements de fatigue. Des
études complémentaires des phénomènes de
dégradation à l’échelle microscopique sont réalisées
au Microscope Electronique à Balayage. Les
éprouvettes soumises à différents états de fatigue
sont sollicitées statiquement au sein du MEB afin
d’observer les mécanismes de dégradation à
l’échelle microscopique. Cette démarche multi-
échelle permet de mieux appréhender les
mécanismes de rupture en fatigue des structures
élastomères antivibratoires.
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V.1 Introduction

Les élastomères sont aujourd’hui très largement utilisés dans l’industrie. Le succès de cette

utilisation est dû à leurs propriétés mécaniques spécifiques qui en font un matériau adapté à de

nombreuses situations. En effet, ils sont utilisés pour leur capacité à filtrer des vibrations, pour leur

flexibilité, pour leur comportement en friction, pour réaliser des étanchéités, pour la réalisation de

liaisons souples capables de reprendre des dilatations thermiques importantes, pour la protection

aux agents extérieurs, et aussi pour absorber et restituer de l’énergie. Aujourd’hui les élastomères

les plus connus sont le caoutchouc naturel, le latex, le SBR, le silicone, l’EPDM et le polyuréthane.

Les études concernant la tenue en fatigue des matériaux élastomères sont l’objet à ce jour de peu de

publications car elles sont menées dans un environnement industriel très concurrentiel (Greensmith

et Thomas 1955, Greensmith 1956, Beatty 1964, Lake 1975, Garud, 1981, Lake 1983, Fatemi et

Socie 1988, Bannantime 1992, Socie 1993, Lake 1995, McDiarmind 1991, Mars 2001, Flamm et al.

2003, Reese et Böl 2003).

Ce chapitre porte sur les études des mécanismes de dégradation de ces matériaux à l’échelle

microscopique et macroscopique lorsqu’ils sont soumis à l’action de sollicitations de fatigue. Ces

travaux, sont réalisés dans le cadre de deux thèses (Cifre).

La première, débutée en juillet 2002, est réalisée par Elisabeth Ostoja-Kuczynski dans le cadre

d’une collaboration avec le groupe Trelleborg. Elle porte sur le développement d’essais mécaniques

de fatigue et sur l’étude des phénomènes macroscopiques entraînant l’initiation de la fissuration

dans les élastomères.

La seconde, débutée en janvier 2003, est menée par Jean-Benoît Le Cam en collaboration avec la

société Allevard-Rejna et le Cetim Nantes. Elle porte plus particulièrement sur la réalisation

d’essais mécaniques d’initiation de la fissuration à l’échelle microscopique. Avec pour objectif final

l’élaboration d’un critère de fatigue pertinent qui puisse être utilisé facilement par les concepteurs

de structures élastomères.

Ces travaux de thèse menés à l’Ecole Centrale Nantes au sein du Groupe de Travail sur la

Fatigue des Elastomères sont co-dirigés par E. Verron et moi-même.

Les résultats présentés dans ce chapitre ont fait l’objet de plusieurs articles et conférences

(Ostoja et al. 2003, Le Cam et al. 2004).

Ces travaux font appel à la mécanique de l’endommagement et à la mécanique de la rupture qui

sont les deux concepts que j’utilise en recherche et que je transmets dans le cadre de mes

enseignements en DEA (Master) à l’Ecole Centrale Nantes depuis 2000.
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V.2 La mécanique de la rupture

Les premiers travaux concernant la mécanique de la rupture ont été développés par A. Griffith en

1920. ils portaient sur l’énergie de création d’une fissure (Griffith 1920). Des projets scientifiques

dédiés à la fatigue des métaux et des élastomères furent menés aux Etats-Unis avant et durant la

seconde guerre mondiale. De 1943 à 1953 plus de deux cents navires construits pour les besoins de

la guerre furent endommagés ou brisés complètement par des ruptures fragiles. On peut également

évoquer la rupture à haute altitude de deux avions Comet en 1950. La majorité de ces ruptures prit

naissance en des points de concentration de contraintes. Ces quelques exemples sont choisis parmi

un grand nombre de catastrophes ayant pour cause la propagation de fissures. La mécanique de la

rupture et en particulier l’étude de la simulation de propagation de défaut dans les matériaux

métalliques par des méthodes numériques innovantes reste un thème d’actualité (Moës, et al. 1999,

Gravouil et al. 2002, Moës, et al. 2002).

Pour les caoutchoucs, la publication des études ne débute réellement qu’avec l’article de Rivlin

et Thomas (1952). À l’instar des travaux de Rice (1968) dans le domaine de la mécanique de la

rupture des matériaux métalliques, il est communément admis que Rivlin et Thomas sont les

pionniers et pères fondateurs de la mécanique de la rupture appliquée aux matériaux élastomères.

Rice (1968) reconnaît que le lien entre le taux de restitution d’énergie et les facteurs d’intensité de

contrainte est à mettre au crédit de Thomas (1955), (Greensmith et Thomas 1955, Greensmith H.W.

1956).

Rivlin et Thomas proposent pour la première fois en (1952) un critère de rupture dédié à

l’analyse des élastomères, basé sur l’énergie de déchirement (Griffith 1920).

Dans les années qui suivirent, de nombreux chercheurs ont étudié simultanément la rupture des

élastomères sous des sollicitations quasi-statiques (Thomas 1958, 1960) ou de fatigue (Greensmith

1964, Lake et Lindley 1964). Il convient de rappeler que les travaux concernant la propagation de

fissures dans les matériaux métalliques datent de la même période (Paris et al. 1961, Paris et

Erdogan 1963). Aujourd’hui, l’énergie de déchirement destinée à caractériser la propagation des

macro-fissures est un paramètre uniquement maîtrisé dans le cas d’un comportement dont

l’ensemble des dissipations est confiné dans la création de la fissure. Les essais de fatigue font

l’objet de normes d’essais (ASTM D4482-99, ISO 34-1, ISO 34-2). De larges synthèses des travaux

réalisés avec cette approche sont disponibles dans la littérature (Gent 1992, Thomas 1994, Lake

1995). Des synthèses des théories ou de procédures expérimentales relatives à la mécanique de la

rupture des matériaux métalliques sont présentées dans (Bui 1978, Broek 1988, Recho 1995,

Leblond 2003). L’effet d’échelle lors de la rupture des structures est cependant un effet non

négligeable qui est peu abordé pour les élastomères (Bazant 2004).

La plupart des études sur les élastomères sont restées confinées dans le secteur industriel du

pneumatique. Michelin et Goodyear travaillant avec l’Université d’Akron ont vraisemblablement
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développé des compétences restées confidentielles sur la durabilité des pneus. Dans le domaine du

pneumatique, l’objectif essentiel est de prévoir à partir d’une fissure initiée par un choc ou un

caillou le risque d’éclatement potentiel. Il existe donc différents problèmes lorsque l’on souhaite

appliquer cette stratégie aux systèmes anti-vibratoires.

Pour nombre de composants anti-vibratoires, l’initiation d’une fissure conduit systématiquement

à une rupture de la pièce. La détection de ce type de défaut sert généralement à définir la fin de vie

de la pièce mécanique testée. L’étude de la propagation d’une fissure au sein d’une pièce

antivibratoire présente l’intérêt de valider jusqu’à la phase ultime de la rupture la structure en

élastomère (Charrier et al. 2003). Cependant, pour nombre de composants anti-vibratoires,

l’apparition d’une première fissure doit être le critère utilisé pour la validation de l’élaboration de la

structure.

En conséquence, une autre approche de la fatigue des élastomères a été impulsée par les

industriels travaillant dans le domaine de l’antivibratoire automobile : l’analyse et la prédiction de

l’initiation des fissures. Les essais mécaniques présentés dans la suite sont menés avec pour objectif

de valider des composants anti-vibratoires en réalisant des simulations réalistes jusqu’à la phase

ultime de la rupture. La phase de simulation de ces essais mécaniques de fatigue nécessite de faire

le choix d’une loi de comportement réaliste afin de définir l’évolution du champ de contraintes. La

prise en compte dans le comportement hyperélastique de l’élastomère de l’effet Mullins, de

l’hystérésis et de la viscoélasticité long terme semble obligatoire. Il est important de savoir dans

quelle mesure, chacun de ces phénomènes physiques influe sur le champ de contrainte local et sur

sa multiaxialité.

V.3 Les essais de fatigue sur caoutchouc

Les essais mécaniques de fatigue présentés dans cette partie sont issus de (Ostoja et al. 2003).

Ces essais sont exécutés sur des éprouvettes axisymétriques entaillées (Beatty 1964, Lu 1991,

André et al. 1997, Bathias et al. 1998). Ils sont conduits pour des trajets de sollicitations simples ou

combinés, de traction, compression ou torsion (figures 1 et 2). Tous ces essais mécaniques sont

effectués dans une enceinte climatique afin de contrôler les échanges de température. Ces études

expérimentales sont menées par Elisabeth Ostoja-Kuczynski dans le cadre de sa thèse.

Ces essais mécaniques de fatigue sont commandés par des déplacements ou des forces imposées

pour différents rapports de chargement R U
U

= min

max
 R F

F
= min

max
.

La classification des essais mécaniques de fatigue est principalement établie en fonction du

caractère relaxant ( R=0) ou non-relaxant ( R≠0). Il convient de rappeler que sous réserve d’utiliser

un critère de fin de vie pertinent pour les élastomères, ces essais mécaniques permettent de créer

des courbes de Wöhler (figure 3) utiles aux concepteurs de structures en caoutchouc. Ces courbes,

classiques pour les matériaux métalliques, sont établies pour des essais de fatigue unidimensionnels
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(Lemaitre et Chaboche 1988). Elles sont obtenues en déterminant le nombre de cycles à rupture ou

à l’initiation d’une fissure en fonction d’une mesure du niveau de chargement. Un diagramme de

Haigh permet également de représenter les lignes d’iso durée de vie et de montrer l’influence du

chargement moyen (André et al. 1996). Dans le cas des matériaux métalliques, la modélisation des

lignes d’iso-durée de vie pour un nombre de cycles N est représentée par des droites de Goodman

ou des paraboles de Gerber.

Les essais mécaniques de fatigue que nous réalisons permettent d’établir une base de données

sur les caoutchoucs et à apporter des réponses aux questions classiquement posées lors de l’étude

d’un nouveau matériau en fatigue.

Quelle est l’influence de la contrainte moyenne de chargement lors des cycles de fatigue ?

Quelle est la règle de cumul pertinente, le cumul linéaire ou non linéaire si l’influence de l’ordre

des cycles de chargement est primordiale ? Peut-on appliquer le comptage classique des cycles

Rainflow ou un autre type de comptage de cycle adapté aux élastomères doit-il être développé.

Quelle est la fréquence et la température de la matière lors de l’essai ? Quelle est l’influence de

d’auto-échauffement du matériau sur le mode de rupture en fatigue ? Quelle est l’approche la plus

pertinente pour établir un critère de rupture en fatigue ? Faut-il utiliser une approche en contrainte,

en déformation, en énergie, en endommagement ? Peut-on développer un critère innovant et facile à

mettre en œuvre ?

Les études expérimentales de fatigue ont pour objet de dégager un critère original en post-

traitement d’un logiciel de simulation numérique Eléments Finis, permettant ainsi de prédire

l’initiation de fissures dans des structures complexes soumises à des chargements multiaxiaux.

Figure 1. Schéma du banc d’essai de fatigue en traction-compression-torsion.
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Figure 2. Schéma des éprouvettes en caoutchouc de géométrie Diabolo et AE.
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Figure 3. Courbe de Wölher d’un caoutchouc établie à partir des essais mécaniques sur

éprouvettes Diabolo.

Depuis quelques années, il y a un regain d’activité de recherche dans le domaine de la fatigue

des caoutchoucs en France, même si comme nous l’avont dit une grande partie de ces travaux reste

confidentiel (Martin Borret 1998, Diani 1999, Robisson et al. 1999, Robisson 200, Micel-Ponnelle

2001, Demora et Cantournet, 2001, Cantournet Saintier 2001, Bennai et al. 2003, Layouni et al.

2003, Gentot 2003). Des critères de fin de vie sont proposés dans la littérature (Mars 2001,

Abraham 2001, Raoult et al. 2002). Ils correspondent respectivement à une perte de 15% de la force

mesurée à partir d’un nombre de cycles effectués et à la rupture de l’échantillon. Le dépouillement

des essais à partir de ces critères ne semble pas approprié à nos matériaux. En conséquence, un

critère de fin de vie, fondé sur l’évolution de la raideur de l’éprouvette est proposé.
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Nous proposons d’utiliser la perte de raideur des éprouvettes comme un critère d’évolution du

dommage (figure 2). Il convient de rappeler que la décroissance de la raideur est due à la

viscoélasticité de l’éprouvette tant qu’il n’y a pas de croissance de défaut. L’évolution de la raideur

en fonction du nombre de cycles lors d’une réponse viscoélastique est identifiée sous la forme

suivante.

( ) ( ) BNKNK += log0

où K0  et B sont deux paramètres à identifier pour un matériau donné. La dérivation de

l’équation précédente permet de construire un critère de perte de raideur.

N

K

dN

dK 0=

En conséquence, dès que la relation cte=⋅
dN

dK
N  n’est plus vérifiée la fin de vie de l’éprouvette

est prononcée.

Lors des essais de fatigue, pour éviter de superposer un dommage thermique au dommage

mécanique, la vitesse de sollicitation est contrôlée de manière à ne pas élever la température de

peau de l’éprouvette de plus de 20°C, la température de l’enceinte de l’essai étant quant à elle

stabilisée à 23°C.

V.3.1 La fatigue des éprouvettes Diabolo

Cette partie est consacrée à l’étude du comportement mécanique en fatigue des élastomères sous

un chargement uniaxial. La géométrie de l’éprouvette retenue est identique à celle qui est proposée

par Beatty (1964). L’éprouvette est axisymétrique et admet un rayon de courbure important, ce qui

lui vaut le nom de Diabolo (figure 2). Le rayon de courbure permet d’obtenir une déformation

locale au centre de l‘éprouvette supérieure à la déformation nominale imposée. L’éprouvette

Diabolo permet de localiser en son centre la fissure de fatigue lors de sollicitations de traction

relaxante (figure 4).

Les essais effectués permettent de valider l’évolution des ruptures en fonction du nombre de

cycles. Des évolutions de l’endommagement sous chargement de fatigue à déplacements imposés

sont présentés sur les figures 4 et 5. Dans le cas des chargements relaxants une cavitation en tête de

l’éprouvette est également observée (figure 6). Des modèles dédiés à la simulation de la cavitation

sont présentés dans (Gent 1990, Horgan 1995). Ils peuvent être utilisés pour établir des critères de

rupture cependant, ils ne permettent pas d’expliquer toutes les ruptures. Une simulation du

développement de l’effet Mullins sur une éprouvette Diabolo soumis à un chargement de traction,

torsion est présentée figure 7.
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Figure 4. Essais de fatigue en traction relaxante : évolution de la raideur et des modes de rupture

en fonction des cycles de chargement.
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Figure 5. Essais de fatigue en traction non-relaxante : évolution de la raideur et des modes de

rupture en fonction des cycles de chargement.

Figure 6. Essais de traction relaxante. Zones de rupture. Micrographie de l’éprouvette rompue. La

micrographie présente de gauche à droite, la zone d’initiation, de propagation et le ligament final.
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Figure 7. Développement de l’effet Mullins dans un plot diabolo soumis à des chargements de

traction-torsion. Ces simulations des essais de fatigue sont réalisées pour quelques cycles de

chargements avec le modèle d’endommagement M1 associé à une densité d’énergie de Yeoh (cf.

Chapitre IV).

V.3.2 La fatigue des éprouvettes AE

Cette partie est consacrée à l’étude du comportement en fatigue des élastomères sous des

chargements multiaxiaux. Ces études expérimentales, basées sur un grand nombre de trajets de

chargements, permettent d’analyser localement l’influence de la multiaxialité (André et al. 1997,

Legorju et al. 1997, Robisson 2000, Mars 2001). Il convient de noter que le réseau de fissures qui

se développe lors des essais de fatigue est fonction de la nature des sollicitations. Les réseaux de

fissures qui se développent sous des sollicitations de torsions relaxantes ou non relaxantes, sont

présentés figures 8 et 9. Les résultats sont proches de ceux présentés dans (André et al. 1997).
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Figure 8. Initiation de rupture lors d’essais relaxants de torsion.
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Figure 9. Initiation de rupture lors d’essais non-relaxants de torsion.

V.4 Étude des micro-mécanismes de ruptures

Cette partie présente des analyses fractographiques d’éprouvettes en caoutchouc naturel

renforcées par des noirs de carbone. Ces éprouvettes sont préalablement fissurées sous un

chargement de fatigue à température ambiante (Le Cam et al. 2003, Le Cam et al. 2004). Ces

travaux sont réalisés par Jean-Benoît Le Cam pour la société Allevard Rejna Autosuspensions dans

le cadre de sa thèse de doctorat.

Pour mieux comprendre les mécanismes de propagation de fissures sous des chargements de

fatigue (Ostoja et al. 2003), il est nécessaire de connaître l’état microstructural de la matière autour

du fond de la fissure. Une technique permettant d’identifier le dommage crée devant le front de la

fissure et qui participe à l’avancée de celle-ci a été mis en évidence à l’aide d’éprouvettes sollicitées

en traction statique dans un microscope électronique à balayage (MEB).
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Les études sont réalisées sous un faisceau d’électrons secondaires après métallisation de

l’échantillon d’élastomère. Il convient de rappeler que le dispositif de micro-analyse X du MEB,

permet de recenser les éléments présents sur les surfaces analysées. Des micro-découpes, réalisées

au fond de la macro fissure (figure 11), révèlent la nature de la micro-structure dans la zone autour

du fond de la fissure. Les micro-découpes sont réalisées à l’aide de l’énergie fournie par la

concentration du faisceau électronique du MEB sur la zone d’observation. Ces observations

montrent que le mécanisme d’endommagement par fatigue en fond de fissure est la cavitation issue

de la décohésion entre la matrice polymère et les oxydes.

V.4.1 Initiation et propagation du front de fissure macroscopique

Il paraît nécessaire de connaître l’état microstructural de la matière au fond de la macro fissure

pour développer dans l’avenir des approches multi-échelles de simulation des mécanismes de

rupture.

Les mécanismes microscopiques qui sont mis en jeu lors de la propagation de la fissure

macroscopique sont révélés par des analyses fractographiques des faciès de rupture réalisées par

microscopie électronique à balayage. Ces analyses mettent en évidence les évènements

caractéristiques en fonction du type de sollicitations et du matériau considéré (Choudhury. et

Bhowmick 1990, Fukahori 1991, Bhowmick 1995). Ces observations précisent la source de

l’initiation de la macro fissure et retracent le chemin de propagation. Dans les bas polymères, les

mécanismes de propagation de fissure ont été largement étudiés et des micro-cinétiques de

fissuration ont été proposées (Argon et Salama 1977, Hui et al. 1992, Sha et al. 1997, Tijssens

2002).

Dans une première phase, une technique expérimentale, qui permet d’identifier le dommage

prépondérant pour des caoutchoucs naturels chargés soumis à des sollicitations de fatigue, est mis

en place. Les fissures sont initiées à partir d’essais de fatigue tels que ceux qui sont présentés sur les

figures 3 et 4.

Les éprouvettes fissurées et étirées sont dépolluées dans un bain de solution neutre soumis aux

ultrasons. Le matériau n’étant pas suffisamment conducteur, l’éprouvette étirée est métallisée à l’or

(couche de 90 nm d’épaisseur). Elle est ensuite introduite dans la chambre du MEB pour y être

analysée à partir des électrons secondaires. La figure 10, représente le dispositif expérimental de

traction statique composé de tiges filetées et d’écrous pour écarter les inserts métalliques de

l’éprouvette en caoutchouc. Pour observer le voisinage et le fond de la macro fissure, on impose à

l’éprouvette la même élongation qu’en fatigue (λ=1,33). La figure 11 montre que pour le cas de

chargement de fatigue étudié, la fissure est apparue au centre de l’éprouvette et à proximité de son

plan de joint.
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Figure 10. Montage de traction de l’éprouvette pour observation sous MEB.

V.4.2 Description macroscopique des endommagements

Le matériau utilisé pour les essais de fatigue est un caoutchouc naturel renforcé par des charges

(Noir de carbone). Le tableau 1 résume sa composition chimique ainsi que quelques caractéristiques

mécaniques.

Tableau 1. Formulation et caractéristiques mécaniques du matériau

NR 100,00
Oxyde de zinc 9,85
Plastifiant 3,00
Noir de carbone 34,00
Acide stéarique 3,00
Antioxydant 2,00
Accélérateurs 4,00

Densité 1,13
Dureté shore A 58,00
Contrainte à rupture (Mpa) 22,90
Allongement à rupture (%) 635,00

Formulation (pce)

Caractéristiques mécaniques

La figure 11 représente l’éprouvette et sa vue schématique. Le procédé d’élaboration de celle -ci

est le moulage par injection et le plan de joint est visible (figure 11). Sur cette figure, quatre zones

d’état de surface différentes sont présentes autour de la fissure. La zone A qui est la moins étirée

bénéficie du rétreint des chaînes rompues lors de la propagation. La zone B est très étirée, de

nombreuses craquelures sont présentes. La zone C correspond à une partie moins étirée puisque la



Chapitre V. Rupture en fatigue des élastomères

Page 100

section de l’éprouvette dans cette zone est croissante jusqu’aux inserts. La zone D se situe de part et

d’autre de la fissure. Des micro-cavités de surface sont présentes jusqu’à 0,2 mm du bord de la

fissure. Ces micro-cavités sont de l’ordre de quelques centaines de nanomètres.

La figure 12 montre les longs filaments formés par la matière étirée qui constitue le fond de la

fissure macroscopique. Les micrographies montrent qu’il y a des oxydes entre les filaments

(particules blanches).

Figure 11. éprouvette étirée, avec la fissure ouverte de 5 mm en vertical. Les quatre zones d’état de

surface différentes autour de la fissure.

Figure 12. Filaments au fond de la fissure
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Figure 13. Filaments au fond de la fissure

V.4.3 Mécanisme d’endommagement à l’échelle microscopique

L’observation du fond de la fissure macroscopique (figures 12 et 13) met en évidence les

différentes zones issues de la micro-fissuration. Pour comprendre le mode de formation de ces

zones, il faut identifier les mécanismes d’endommagement qui permettent à la fissure

macroscopique de se propager. Il faut donc connaître l’état de la microstructure qui précède le front

de fissure macroscopique. En conséquence, des micro-découpes perpendiculaires au sens

d’étirement dans le fond de la fissure sont réalisées pendant l’observation au MEB (figure 13) afin

de révéler la microstructure.

La figure 13 présente le fond de la fissure après la micro-découpe. La zone de découpe est

encerclée sur la figure 14b. La découpe, de l’ordre du dixième de millimètre, a été pratiquée dans la

partie du fond de la fissure la plus étirée à l’aide du faisceau d’électron secondaire du MEB.

La (figure 14a) montre qu’un oxyde est présent dans une zone ellipsoïdale découverte par la

micro-fissure. La concentration du faisceau sur la zone fléchée de la (figure 14a) a permis d’initier

une micro-fissure qui s’est propagée de droite à gauche en découvrant une cavité, fléchée sur la

(figure 14b). En maintenant le faisceau concentré dans cette zone, de nouvelles fissures sont

apparues et se sont propagées.

Dans tous les cas, les fissures s’ouvrent sur des cavités qui contiennent pour la plupart un oxyde.

Pour conclure, de la (figure 14b) à la (figure 14d), le faisceau électronique a été concentré de

manière à provoquer la coalescence du trou découpé avec une fissure existante.
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Figure 14 (a). Départ de la découpe, formation d’une fissure ; (b) Coalescence de deux fissures ;

(c) La fissuration continue dans l’épaisseur de l’éprouvette ; (d) Dernier cliché avant le cliché de

la figure 13

Ces observations montrent que lors des essais de fatigue menés sous des sollicitations de traction

relaxante, le mécanisme d’endommagement permettant la propagation de fissure est la cavitation

qui résulte de la décohésion de la matrice et des oxydes dans la zone précédant le front. Les parois

des cavités découvertes sont peu à peu étirées et participent à la formation des filaments. De part et

a b

c d

Concentration
du faisceau
d’électrons

Cavité découverte

Filament

Découpe

La coalescence de notre découpe
et de la fissure existante se fait en
découvrant de multiples cavités

Fissure
existante

Micro-fissure
existante

Charge dans la

cavité



Chapitre V. Rupture en fatigue des élastomères

Page 103

d’autre des filaments formés, il reste des parties planes correspondant au « fond » des cavités

découvertes. Au cours de l’essai cyclique, les filaments les plus étirés cèdent et se relaxent.

Il faut noter que, lorsque le faisceau électronique est concentré sur les filaments fortement étirés,

ces derniers ne se rompent pas, même si le temps d’exposition au faisceau est augmenté. Étant

donné que la puissance du faisceau électronique demeure inchangée pendant l’observation, cela

semble indiquer que la microstructure des filaments est différente de celle des zones qui les

séparent.

V.5 Les critères de ruptures

Il existe un nombre important de publications décrivant les surfaces rompues des élastomères

sous des chargements statiques ou de fatigue (Choudhury et Bhowmick 1990, Bhowmick 1995,

Wang et al. 2002). Ces études s’intéressent au phénomène de propagation de fissures dans les

élastomères et décrivent l’influence du chargement mécanique et de l’environnement sur les

évènements caractéristiques des faciès de rupture.

Un grand nombre d’articles désigne la cavitation comme la cause principale de l’amorçage de

fissures dans ces matériaux (Gent et Lindley, 1958). Les cavités peuvent apparaître au sein de la

matrice élastomère (Gent et Tompkins, 1969), au voisinage des charges renforçantes (Oberth et

Bruenner, 1965, Robisson, 2000) ou autour des éléments additifs faiblement liés à la matrice

(Layouni et al., 2003). En fait, si théoriquement des cavités peuvent naître au sein de la matrice

homogène, il semble que celle-ci soit initialement peuplée de vides de très petite taille qui évoluent

lors du chargement (Gent, 1990). Toutes ces observations posent évidemment la question de la

taille des défauts intrinsèques dans les élastomères et de l’état de référence de la matière (Kakavas

1991, Mars et Fatemi 2002).

De nombreux critères fondés sur les élongations maximales ( λmax ) ou sur les densités d’énergie

de déformation sont utilisés actuellement dans l’industrie (Mars 2001). Des simulations de ce type

sont présentées sur des éprouvettes Diabolo soumises à des déplacements imposés (figures 14, 15 et

16).
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Figure 14. Simulations du critère en extensions maximales ( λmax ) pour des chargements de traction

à déplacement imposé en λglobal=1 1. , λglobal=1 4.  et λglobal=3.

                       

Figure 15. Simulations du critère (SED) pour des chargements de traction à déplacement imposé

en λglobal=1 1. , λglobal=1 4.  et λglobal=3.
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Figure 16. Simulations du critère (CED) pour des chargements de traction à déplacement imposé

en λglobal=1 1. ,  et λglobal=3.

La présence de cavités dans les caoutchoucs après des chargements de fatigue est mise en

évidence par un grand nombre d’auteurs, mais l’évolution des phénomènes microscopiques liés au

développement des fissures de fatigue n’est pas clairement établie. Des éléments de réponse sont

proposés dans (Legorju-Jago et Bathias 2002). Ces auteurs ont mis en évidence l’importance du

phénomène de cavitation lors de la propagation de fissures internes sous forte pression

hydrostatique. En conséquence, nous avons proposé un scénario de propagation de croissance des

cavités lors de la propagation des fissures de fatigue sous un chargement uniaxial. Cette procédure

d’essais réalisée dans un Microscope Electronique à Balayage (Le Cam et al., 2004) vient d’être

rappelée.

Même si la cavitation constitue un des phénomènes majeurs d’endommagements en fatigue,

d’autres phénomènes physiques se révèlent tout aussi importants, notamment la cristallisation sous

contrainte qui tend à augmenter la durée de vie (André et al., 1999, Trabelsi et al., 2002).

Comme une majorité de travaux expérimentaux le laisse entendre, la création et la croissance de

cavités au sein d’un élastomère sont des phénomènes permettant d’expliquer leur rupture en fatigue.

Du point de vue théorique, de nombreuses publications s’attachent à établir des critères permettant

de prédire l’apparition ou la croissance des cavités dans les caoutchoucs en fonction, du type de

chargement et de la nature de la cavité (Ball 1982, Hou et Abeyaratne 1992, Chang et Pan 2001,

Diani 2001, Fond 2001). Ball (1982) modélise l’apparition soudaine d’un vide dans une sphère

élastique non-linéaire sous chargement hydrostatique. Hou et Abeyaratne (1992) étendent ces

résultats aux chargements quelconques. Enfin les résultats récents de (Chang et Pan 2001) et de

Diani (2001) présentent des critères de croissance irréversible des cavités dans les matériaux

hyperélastiques. Finalement, un état de l’art est proposé par Fond (2001).

Si le phénomène de cavitation est prépondérant dans les élastomères, il n’est pas suffisant pour

expliquer la croissance des macro-fissures et la rupture en fatigue. La prise en compte du niveau de
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déformation et de l’état de contrainte complet (sphérique et déviatorique) semble nécessaire (Mars,

2001). En conséquence, le développement des modèles de cavitation permet de proposer des

critères locaux d’endommagement utilisables en simulation numérique. Cependant, il convient

d’être capable de déterminer l’influence des défauts de la microstructure sur la localisation de

l’endommagement au moyen de quantités continues calculées sur la structure homogène

équivalente.

Pour effectuer le lien entre la structure réelle contenant des défauts et sa modèlisation homogène,

la mécanique d’Eshelby (ou mécanique dans l’espace du matériau) peut être employée (Maugin

1993). Cette théorie s’appuie sur les travaux d’Eshelby (1951, 1975) et Chadwick (1975) qui

définissent le tenseur moment d’énergie. Ce tenseur, intégré autour des défauts, généralise les

résultats bien connus pour les intégrales J, L et M en mécanique de la rupture (Rice, 1968, Bui,

1978). Les ouvrages récents de Maugin (1993), Kienzler et Herrmann (2000), et Gurtin (2000) ont

développé la théorie générale de la mécanique dans l’espace du matériau. Les forces

configurationnelles associées à cette approche ont été utilisées récemment dans le cadre des

éléments finis pour étudier des milieux contenant des fissures et inclusions (Steinmann, 2000,

Steinmann et al., 2001, Gross et al., 2003). L’utilisation du tenseur moment d’énergie proprement

dit pose encore des difficultés puisque sa signification physique n’est pas encore clairement établie

(Kienzler et Hermann, 1997, Atkinson et Aparicio 1999). Neanmoins, la prise en compte de ces

propriétés locales semble très prometteuse pour la mise en œuvre de critères de rupture ou de

croissance de défauts dans les élastomères.
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