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La Science ne renverse pas à mesure ses édifices, mais elle y ajoute sans cesse de nouveaux étages et, à
mesure qu’elle s’élève davantage elle aperçoit des horizons plus élargis,
par Marcelin Berthelot (1827–1907), chimiste, essayiste, historien des Sciences et homme politique fran-
çais.

Si le 1er janvier apparaît le premier outil de silex, il faudra attendre le 15 octobre pour que l’Homme
découvre le feu, ouvrant la voie à des outils plus élaborés. Avec la révolution néolithique, l’agriculture
commence le 30 décembre à 17 heures. C’est le 31 décembre à 23 heures et 30 minutes que la machine à
vapeur est mise au point. L’énergie nucléaire est libérée à 23 heures 54 minutes et 35 secondes, précédant
la micro-électronique de quelques secondes. Quant aux progrès les plus considérables, ils sont à venir dans
les cinq prochaines minutes,
Les Enjeux du Progrès. R. Leguen, 1983.

à Véronique, qui m’a toujours soutenu et encouragé dans cette aventure.
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Avant-propos

J
e tiens à remercier en premier lieu Alain Combescure, Jean-Philippe Ponthot et Han Zhao d’avoir accepté de
rapporter ce travail, en plus de leurs nombreuses activités et responsabilités. Je remercie Djimedo Kondo,

Serge Kruch et Jean-Luc Lataillade de l’intérêt qu’ils ont porté à mon travail et d’avoir accepté de siéger dans
ce jury en qualité d’examinateurs. Merci à Pascal Drazétic de m’avoir ouvert la voie de la recherche en DEA et
d’avoir dirigé ma thèse. Je remercie Éric Markiewicz qui m’a encouragé à préparer cette Habilitation à Diriger
des Recherches et qui a accepté de la promouvoir. Sans oublier mes collègues de l’Onéra et de l’université de
Valenciennes qui m’ont apporté leurs connaissances, des conseils, leur soutien. Bien sur, une pensée particulière
pour toutes les personnes que j’ai eu l’occasion de rencontrer lors de projets et autres conférences et m’ont
permis d’échanger et de faire avancer ma réflexion sur l’ensemble de mes recherches. Je remercie enfin les
doctorants, étudiants en Master pour leur contribution et pour le plaisir que j’ai eu à les co-encadrer.

En 1993, je me suis intéressé en DEA à la caractérisation de loi de comportement viscoplastique et à
l’identification de paramètres par des méthodes d’optimisation non-linéaires. En 1995, les conclusions du projet
européen ‘IMT Crashworthiness for Commercial Aircraft’ ont orienté le sujet de ma thèse vers le comportement
des assemblages. Durant les trois années suivantes passées à l’Onéra, j’ai contribué au développement de
méthodes de caractérisation (numérique et expérimentale) des fixations et à l’implantation d’un élément fini
de liaison dans un solveur explicite. Ingénieur d’études dans une société de service après ma thèse, j’ai ensuite
collaboré au dimensionnement de sièges automobiles.

Ingénieur de recherches à l’Onéra depuis 1999, mes activités ont concerné la vulnérabilité des structures
sous sollicitations hautes énergies. Celles-ci se sont inscrites dans le cadre de projets européens, de groupes
GARTEUR, de projets nationaux ou régionaux, d’études amonts supportées par l’industrie et/ou les services
officiels et sur fonds propres Onéra. Ces projets et études ont naturellement contribué aux recherches présentées
dans ce mémoire.

Dès 1999, j’ai été impliqué dans des projets amonts intéressant le couplage fluide/structure : l’impact oiseau,
les chocs hydrodynamiques et les explosions. L’objet de ces travaux visait à étudier les chargements appliqués
aux structures soit par une modélisation du fluide (éventuellement en interaction avec la structure), soit par des
chargements équivalents. Le premier groupe GARTEUR sur l’impact oiseau (AG-24) concernait les substituts
d’oiseaux et leur modélisation par éléments finis à l’aide de l’approche lagrangienne, couplée Lagrange/Euler
et particulaire (SPH). Une étude financée par la DPAC s’est particulièrement focalisée sur la caractérisation
des substituts d’oiseaux. Le second GARTEUR (AG-30) intéressait l’optimisation de structures en matériaux
composites et cherchait à élargir la problématique aux impacts de pierres, glace et débris de pneumatiques. Le
projet européen SEAWORTH concernait quant à lui la modélisation du ‘slamming’ 1 sur les coques de navires.
J’ai aussi été impliqué dans des projets d’études amonts financés par la DGA qui concernaient la vulnérabilité
de blindés aux explosions de mines et celle de coques de sous-marins aux bombardements.

Les méthodes de caractérisation des assemblages rivetés développées durant ma thèse ont été étendues à
la dynamique rapide lors du projet européen CRAHVI. Le projet national Prédit m’a donné l’opportunité de
m’intéresser aux soudures par point. La nouvelle méthode de caractérisation développée durant ce projet a été

1. Phénomène pouvant affecter différents éléments du navire et entrainer des problèmes de vibration nuisibles au confort ou
des dommages à la structure du navire.
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vi Avant-propos

par la suite élargie aux vitesses de déplacements dynamiques sur fonds propres Onéra et dans le cadre de projets
supportés par la région Nord-Pas-de-Calais (NASPA, CISIT). Une collaboration avec le Département DMSM
m’a permis d’aborder le cas des soudures par friction et malaxage. Dans ces différents projets, j’ai étudié ces
assemblages aux chargements purs et mixtes de traction et de cisaillement. Les dispositifs expérimentaux mis
en œuvre ont permis de caractériser leur comportement et d’analyser des critères de rupture pour le calcul de
structures. En parallèle, je continue à explorer le thème de la caractérisation des matériaux par la méthode
des champs virtuels, pour étendre les techniques numériques de caractérisation des assemblages aux soudures,
en particulier les points soudés par friction et malaxage.

Une étude Airbus m’a ‘replongé’ dans les méthodes de modélisation des fixations en calcul des structures.
J’ai développé dans ce cadre un outil métier pour déterminer les propriétés mécaniques de ces fixations. La
question des effets de fragilisation structurale dus aux trous d’assemblage s’est posée au terme de ma thèse.
Cette recherche a pu être réalisée sur financement propre Onéra et dans le cadre de projets financés par la
région Nord-Pas-de-Calais et la DGA. Une variable caractéristique de ces effets d’entaille a été proposée. Celle-
ci s’appuie sur un champ de concentration des déformations et son évolution au cours de la transformation
mécanique. Une approche multi-échelles a été mise en œuvre pour modéliser cette évolution. Cette approche
non-locale repose sur l’homogénéisation périodique et le formalisme TFA pour évaluer les champs mécaniques
locaux. Les derniers développements concernent un élément fini de plaque perforée pour le calcul de structures
qui est actuellement implanté dans un solveur implicite pour des transformations élastiques.

Par ailleurs, je suis impliqué dans un projet EDA qui concerne la résistance de tissus composites souples
aux impacts balistiques et pour lequel des méthodes multi-niveaux et multi-échelles sont développées en
collaboration avec le Département DMSC. J’interviens aussi dans des études pour l’industrie aéronautique
en rapport avec l’impact de débris de pièces composites sur des structures également faites en matériaux
composites. Une autre étude en cours vise à modéliser la propagation de fissures par des méthodes éléments finis
étendues et la transition ductile/fragile des métaux sous choc. Un projet en collaboration avec le Département
DMSM sur des nouveaux matériaux par empilement de tubes pour le blindage de turbomachines et la rétention
d’aubes de turbine est en cours de montage. Enfin, un nouveau projet européen devrait démarrer en 2011 sur
le sujet de l’amerrissage.

Le manuscrit qui suit est organisé en trois parties :
La première est constituée de mon curriculum vitæ qui détaille : mon état civil et mes parcours universitaire

et professionnel, une synthèse de mes activités liées à la recherche, mes activités liées à la promotion et à
l’encadrement de la recherche, celles liées à l’enseignement et une liste de publications.

La deuxième partie de ce mémoire est une synthèse de mes activités scientifiques. L’introduction générale
décrit le contexte de mes travaux et présente les problèmes abordés dans le mémoire. Les trois chapitres
suivants traitent principalement de mes contributions. Le premier chapitre concerne le chargement dynamique
résultant de l’explosion d’un engin. Le deuxième aborde la caractérisation des assemblages pour le calcul des
structures sous deux aspects que sont l’expérimentation et le ‘virtual testing’. Le dernier chapitre intéresse
la modélisation des assemblages en calcul des structures. Une grande partie de la recherche concerne plus
particulièrement la considération des effets d’entaille (les trous d’assemblage) en calcul de structure. Les
conclusions et perspectives de mes recherches clôturent la deuxième partie.

La troisième partie du mémoire regroupe une sélection de publications significatives et représentatives de
mes travaux de recherche qui couvre les différents aspects abordés dans la seconde partie de ce manuscrit.
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Titres universitaires 3

Bertrand Langrand, né le 21 novembre 1970 à Cambrai (59), de nationalité française. Maître de
recherche et Ingénieur spécialiste à l’Office National d’Études et de Recherches Aérospatiales (Onéra), dans
l’Unité de recherche Résistance et Conception des Structures (RCS) du Département Mécanique du Solide et
de l’Endommagement (DMSE), puis dans l’Unité de recherche Conception et Résistance Dynamique (CRD)
du Département Aéroélasticité et Dynamique des Structures (DADS).

Coordonnées professionnelles
Onéra/DADS/CRD
5 boulevard Paul Painlevé, Lille (59 045)
Tél. +33(0)3.20.49.69.79 – Fax +33(0)3.20.49.69.55
e-mail : bertrand.langrand@onera.fr

1.1 Titres universitaires

Mes études supérieures de deuxième et troisième cycles ont été réalisées à l’Université de Valenciennes et
du Hainaut-Cambrésis qui m’a décerné les diplômes suivants :

1995–1998 Thèse de Doctorat en Génie Mécanique intitulée, Contribution à la caractérisation numérique et
expérimentale des assemblages structuraux rivetés sous sollicitation dynamique, à l’Onéra et au LAMIH 1,
Directeur : Pr. Pascal Drazétic, Encadrant Onéra : Éric Deletombe. Soutenue le 18 septembre 1998.
Mention Très Honorable avec Félicitations du Jury 2.

1993–1994 Diplôme d’Études Approfondies de Mécanique Énergétique, option Solides, sur la Caractérisation
de loi de comportement viscoplastique de matériaux métalliques – Identification de paramètres par des
méthodes d’optimisation non-linéaires, à l’Onéra et au LAMIH, Encadrant LAMIH : Dr. Pascal Drazétic,
Encadrant Onéra : Dr. Pascal Geoffroy. Mention A-Bien.

1991–1993 Maîtrise de Sciences et Techniques en Productique, option Conception Mécanique Assistée par
Ordinateur.

1989–1991 Diplôme d’Études Universitaires Générales en Sciences et Structures de la Matière (Série A),
option Sciences Physiques pour l’Ingénieur.

1.2 Responsabilités scientifiques et techniques

Depuis mon entrée en 1999, l’Onéra m’a confié progressivement la responsabilité de certaines études depuis
l’élaboration de l’offre au client, jusqu’à la réalisation scientifique et technique. Mes activités de recherche
intéressent particulièrement le domaine de la vulnérabilité des structures face à des situations d’impact, crash
ou explosion. Elles sont réalisées dans le cadre de projets amonts à caractère recherche 3 et dans le cadre du
Laboratoire commun Onéra-DADS/CNRS/UVHC-LAMIH : Dynamique Rapide des Structures et Collisions
(DRSC).

1. Laboratoire d’Automatique, de Mécanique et d’Informatique industrielles et Humaines. UMR-8530 CNRS/Université de
Valenciennes et du Hainaut-Cambrésis.

2. Rapporteurs : Pr. Khémaïs Saanouni (Univ. Troyes), Pr. Jean-Claude Masson (Directeur Scientifique et Technique de
l’IRCN) ; Examinateurs : Dr. Éric Markiewicz (Maître de Conférences, Univ. Valenciennes), Dr. Pascal Geoffroy (Maître de
Recherche, Directeur du DMSE), M. Éric Deletombe (Maître de Recherche, Responsable du DMSE/RCS) ; Invités : Dr. Louis
Anquez (Responsable des activités composites, Dassault Aviation, Saint-Cloud), Dr. Eberhard Haug (Directeur Scientifique, ESI-
Group, Rungis), Dr. Michel Mahé (Responsable du Département Simulations Numériques Avancées, Airbus-France, Toulouse).

3. Études amonts/recherche à long terme financées par des fonds propres, régionaux, ministériels et/ou européens. Études
pluriannuelles financées par l’industrie et/ou les services officiels.
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1.2.1 Études amonts

Je suis responsable de la fiche de ressource générale Onéra : méthodes numériques pour études systèmes.
Je contribue également à la réalisation des travaux de recherche des fiches de ressource générale consacrées
aux assemblages (responsable : David Delsart), à l’expérimentation en dynamique rapide (responsable : Jacky
Fabis) et aux impacteurs (responsable : Roland Ortiz). Dans ce cadre, je collabore avec d’autres départements
de l’Onéra, en particulier le Département Matériaux et Structures Métalliques (DMSM) sur la problématique
des assemblages soudés par friction et malaxage (FSW), des matériaux architecturaux par empilement de
tubes ou de sphères, et des méthodes multi-échelles.

1.2.2 Études pluriannuelles

Les études ayant contribué aux activités de recherche présentées dans ce mémoire sont mentionnées ci-après.

Explosions
– mines à effets de souffle : DGA/SPART, DGA/ETAS ; DGA, GIAT,
– vulnérabilité des coques de sous-marins aux explosions : DGA/SPN, DCNS.

Assemblages
– expérimentations (rivets, PSE 4) : EU/CRAHVI ; SONACA ; EUCLID ; Prédit,
– méthodes numériques et modèles : Airbus-France ; EU/CRASURV ; EU/CRAHVI,
– formabilité des cordons FSW 5 : Airbus-Germany, EADS-IW, DLR (ADO-FSW).

Impacts
– hydrodynamiques : EU/SEAWORTH ; EADS-Eurocopter,
– grandes vitesses : DGA, GIAT ; EU/CRAHVI ; EU/GARTEUR-AG24 ; Airbus-France, Airbus-Germany,

EADS-IW, DLR (ADO-COFUCAS) ; DGAC, Airbus-France (CROR),
– chocs à l’oiseau : DPAC ; EU/GARTEUR-AG30.

Dans le cadre de ces études (pluriannuelles ou amonts), je suis amené à présenter au Comité d’Évaluation
et d’Orientation Scientifique de l’Onéra (présidé par le Pr. Pierre Ladevèze) l’avancement de ces recherches :
en 2000 sur la caractérisation des assemblages, en 2004 sur les approches multi-échelles et en 2009 sur la
modélisation des assemblages.

1.2.3 Carrière professionnelle

2008 Nomination maître de recherche niveau 1 à l’Onéra.

2008 Ingénieur d’étude et de recherche spécialiste, classification niveau 5 à l’Onéra.

2006 Ingénieur d’étude et de recherche senior, classification niveau 4 à l’Onéra.

2002 Ingénieur d’étude et de recherche senior, classification niveau 3 à l’Onéra.

1999 Ingénieur d’étude et de recherche junior, classification niveau 2 à l’Onéra.

1998 Ingénieur d’étude : Mission, Conseil, Assistance et Ingénierie, Paris.

1995 Chercheur sur contrat à l’Onéra.

1.3 Activités de recherche

Mes activités de recherche à l’Onéra et dans le cadre du laboratoire commun DRSC 6 concernent la vul-
nérabilité des structures aéronautiques en grand déplacement et rotation (ou vitesse) imposés. Ce type de

4. Point soudé électriquement.
5. Soudure par friction et malaxage (Friction Stir Welding).
6. Laboratoire commun Onéra-DADS/CNRS/UVHC-LAMIH : Dynamique Rapide des Structures et Collisions.
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sollicitation, qualifié de chargement dynamique en régime transitoire, se différencie fondamentalement des
chargements à force et/ou à nombre de cycles imposés. L’unité de recherche Conception et Résistance Dyna-
mique, où je mène mes recherches, vise à développer le niveau d’excellence scientifique nécessaire à la prédiction
de la vulnérabilité des structures complètes (e.g., avion, hélicoptère, turbo-réacteur) et complexes, eut égard
au degré de détail autorisé dans le modèle aux éléments finis, face à des situations accidentelles (e.g., impact,
crash, perte d’aube).

Pour nos applications de dynamique rapide, la séquence de rupture des fixations conditionne souvent le
scénario de ruine de la structure. Ma contribution scientifique dans l’analyse des structures aéronautiques
concerne une meilleure compréhension et appréhension du comportement des assemblages depuis leur élabo-
ration (rivetage) jusqu’à leur ruine lors de chargements dynamiques à vitesse de déplacement imposée. Dans
ce domaine, mes axes de recherche visent à caractériser des modèles non-linéaires et des critères de rupture
d’une part, et d’autre part à développer des méthodes numériques permettant de modéliser le comporte-
ment et la ruine des fixations et des tôles perforées en vue de réaliser des calculs de structures. La logique
de recherche adoptée pour les assemblages rivetés consiste à dissocier le comportement de la fixation (et son
modèle) de celui de la tôle perforée.

Une application de ces recherches intéresse la vulnérabilité des structures aéronautiques face aux explo-
sions (i.e., ondes de souffle, dépressurisation). Dans ce domaine, ma contribution vise à modéliser les champs
de pression dynamique en vue de réaliser des calculs de structure éventuellement couplés Fluide/Structure
d’une part, et d’autre part à développer des méthodes numériques spécifiques permettant d’étudier, dans ce
contexte, les possibles découplages des phénomènes fluides et structures en temps et en espace. Ces méthodes
sont particulièrement adaptées lorsque la structure est placée à la frontière du domaine fluide discrétisé. Une
dernière activité concerne une technique de modélisation permettant de coupler une structure immergée dans
un domaine fluide. L’intérêt de cette technique est qu’elle ne contraint pas le maillage du fluide à respecter la
topologie de la structure.

Ces activités sont réalisées dans le cadre de projets amonts pluriannuels (à caractère recherche) financés
par l’industrie et/ou les services officiels3, tels les travaux relatifs aux explosions (Chapitre 3) et dans le cadre
d’une recherche à long terme financée par des fonds propres, régionaux, ministériels et/ou européens, tels les
travaux intéressant la caractérisation et la modélisation des assemblages (Chapitres 4 et 5 respectivement).
Ces recherches touchent un éventail très large d’activités autour de la Mécanique des Milieux Continus et des
interactions entre Fluide et Solide.

1.3.1 Chargement structural de type pression dynamique

L’objet de cette recherche vise à étudier la vulnérabilité du fuselage face à une explosion aérienne. Ma
contribution dans ce domaine concerne des méthodes numériques permettant de mesurer l’onde de souffle (le
chargement de dynamique transitoire) s’exerçant sur la structure de l’appareil. Une autre activité concerne
des méthodes numériques permettant d’étudier la vulnérabilité de la structure de façon découplée en temps
et en espace.

Le comportement dynamique d’un système mécanique, fluide et solide, révèle des échelles variées de temps
et d’amplitudes. La réponse du système dépend essentiellement des valeurs relatives de différents temps :
l’instant d’observation t, la durée du chargement Td (d’amplitude ξd), le temps Tl de propagation des ondes
dans le domaine de taille L (dont l’ordre de grandeur dépend en première approche de la géométrie et des
caractéristiques du solide élastique, mais pas du chargement) et la durée Tm pendant laquelle on décrit le
système.

Dans le cas d’une explosion, l’ordre de grandeur de la durée du chargement, Td, est la milliseconde et celui
de la durée, Tm, est plutôt quelques millisecondes si la structure se déforme plastiquement. Si une rupture,
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initiée par l’onde de souffle, se propage dans la structure par dépressurisation, l’observation peut durer quelques
secondes.

Onde de souffle. Nous cherchons ici des méthodes numériques permettant de mesurer sur la durée Td

l’historique du chargement dynamique s’exerçant sur le fuselage de l’appareil. Les méthodes mises en œuvre
reposent sur une approche couplée fluide/structure fondée sur une formulation Lagrange-Euler permettant
aux deux milieux d’interagir l’un et l’autre.

Les résultats numériques obtenus pour le TNT dans le cas de structures infiniment rigides ont corroboré
suffisamment les prévisions des lois de Hopkinson 7 pour envisager une application de ces méthodes aux cas
de cibles déformables. Une étude numérique d’un dispositif expérimental de pendule balistique a permis de
borner le domaine d’application des méthodes couplées (i.e., explosion en champ lointain).

Une application de ces méthodes de modélisation a concerné le problème de vulnérabilité des structures aux
bombardements (succession d’explosions). Un processus itératif a été développé pour simuler la tenue résiduelle
de cibles métalliques. Ce processus manipule des programmes développés pour initialiser la simulation de
l’explosion (i) par des données extraites de la simulation relative à l’explosion (i− 1) : le champ de coordonnées
3D de la déformée résiduelle de la cible, le champ 3D des contraintes et des déformations plastiques résiduelles.
D’autres programmes ont été développés pour modifier le maillage du fluide, de la cible et des supports aux
interfaces.

Ces méthodes de modélisation sont particulièrement adaptées lorsque la structure est placée aux limites du
domaine fluide discrétisé, mais elles introduisent des contraintes de maillage parfois sévères, voire des insta-
bilités numériques dans le cas de structures à géométrie complexe. Une méthode numérique a été développée
pour le couplage d’une structure immergée dans un fluide, sans contraindre le maillage du fluide à respecter
la topologie de la structure. La régularité du maillage du fluide permet de limiter les problèmes d’instabilité
numérique rencontrés précédemment. Cette méthode de couplage stoppe la propagation de l’onde de souffle
et transmet le chargement dynamique à la structure. Si une rupture survient dans la structure sujette au cou-
plage, l’onde de souffle poursuit sa progression dans le domaine fluide jusqu’à rencontrer un autre couplage.
Les applications de cette méthode ont concerné le comportement de véhicules militaires de transport face à
l’explosion d’une mine sous une roue, ou l’explosion d’un engin dans un conteneur à bagages.

Découplage spatio-temporel. Une méthode de traitement numérique alternative au calcul couplé a été
développée pour étudier la vulnérabilité des structures aux explosions. Le problème fluide (i.e., un calcul couplé
si les problèmes fluide/structure le sont ; un calcul fluide, des tables, des modèles analytiques si les problèmes
fluide/structure sont totalement découplés) et le problème structure sont traités de façon séparée en temps et
en espace. Des outils métiers permettent de mesurer en chaque position de la structure, l’onde de souffle sur
la durée Td. D’autres outils permettent d’appliquer le chargement dynamique transitoire à la structure pour
analyser son comportement sur une durée Tm ≫ Td.

L’intérêt de ces méthodes est d’utiliser les méthodes et outils de calcul les plus adaptés à chacun des
domaines du problème posé : le chargement et la réponse de la structure. La discrétisation temporelle et spatiale
du modèle de chargement est totalement décorrélée de celle de la réponse de la structure. Ces découplages
rendent possible l’optimisation structurale (tout ou partie) – sous certaines hypothèses – sans calculer le
chargement à chaque itération (i.e., les éléments 3D requis pour discrétiser le fluide sont retirés des calculs de
structure).

À titre d’illustration, les méthodes développées ont utilisé un code de calcul couplé, une formulation
Lagrange-Euler et les techniques précédentes pour analyser le chargement de dynamique transitoire : fx (x, y, z, t),
fy (x, y, z, t), fz (x, y, z, t). Des programmes permettent d’appliquer si besoin des traitements numériques spé-
cifiques aux fonctions de chargement 8. Ces dernières sont introduites en entrée d’un calcul explicite pour

7. Loi de similitude qui permet d’étudier des cas réels d’explosion en se servant de modèles à échelle réduite.
8. échantillonnage spatio-temporel, filtrage pour des raisons de spectres de réponse au choc par exemple.
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analyser la vulnérabilité de structures complètes. Ces méthodes ont été appliquées à l’étude de la vulnérabilité
de véhicules militaires de transport face à des explosions sous plancher. Des spectres de réponses au choc
montrent que ces méthodes numériques n’influencent aucunement les comportements structuraux.

Cette problématique de recherche a fait l’objet de 3 publications dans des revues internationales à comité
de lecture et 4 communications dans des congrès internationaux avec actes (Tableau 1.1). Les perspectives de
la recherche intéressent le développement de méthodes numériques permettant de tenir compte de pré-charges
statiques (i.e., pressurisation) ou dynamiques (i.e., conditions de vols) dans l’analyse de la vulnérabilité de
l’appareil. D’autres perspectives intéressent la modélisation de la dépressurisation de l’appareil en cas de
rupture et ses conséquences en terme de vulnérabilité (e.g., propagation de fissure). Une réflexion porte sur
des essais de laboratoire. Ceux-ci pourraient se substituer aux expérimentations d’explosion (i.e., validation
des méthodes numériques). Ils pourraient également caractériser des pressions critiques d’amorçage durant la
phase de surpression de l’explosion et de propagation de la rupture durant la phase de dépressurisation.

3 articles dans une revue internationale à comité de lecture RI-3, RI-7, RI-10
2 articles dans une revue nationale à comité de lecture RN-4, RN-5
4 communications dans une conférence internationale avec actes
et comité de lecture

CI-1, CI-6, CI-18, CI-22

18 rapports d’études scientifiques et techniques RE-1–RE-19

Table 1.1 – Bilan sur le sujet de la modélisation des champs de pression dynamique d’une explosion.

1.3.2 Caractérisation des assemblages

Nous nous intéressons ici aux méthodes de caractérisation des assemblages. Ma contribution dans ce domaine
concerne le développement de nouvelles méthodes expérimentales qui visent à caractériser le comportement
non-linéaire et la rupture des fixations pour des sollicitations pures et mixtes de traction et de cisaillement à
vitesse de déplacement imposée quasi-statique et dynamique. Un autre axe de recherche concerne une méthode
numérique alternative dite de plan d’expérience numérique. Ces recherches abordent la caractérisation de
modèles de comportement et d’endommagement des matériaux et la modélisation de l’histoire mécanique de
l’assemblage depuis son élaboration (i.e., rivetage) jusqu’à sa ruine dynamique.

Caractérisation expérimentale. Des essais normalisés statiques 9 sont pratiqués sur des assemblages en
traction pure (mode I) et en cisaillement pur (mode II). Or, les méthodes d’essais normalisés n’existent pas en
dynamique et celles admises en statique sont souvent inappropriées à grande vitesse de déplacement imposée.
De plus, elles ne permettent pas de tester les fixations en modes mixtes I/II, alors qu’il s’agit des modes de
sollicitation les plus fréquemment rencontrés en calcul des structures.

Un protocole expérimental, fondé sur les méthodes d’essais normalisés, a été développé pour caractériser
le comportement non-linéaire et la rupture des fixations sous sollicitations pures et mixtes I/II. Le compor-
tement mécanique de la fixation et des critères de rupture s’analysent directement en fonction des réponses
expérimentales. Les résultats expérimentaux s’avèrent particulièrement pertinents pour analyser l’aptitude des
macro-modèles équivalents de fixation.

Dans le cadre du programme Européen CRAHVI 10, des dispositifs d’essais spécifiques, fondés sur le pro-
tocole précédent, ont été développés pour évaluer, au vérin hydraulique rapide, la sensibilité dynamique du
comportement non-linéaire des fixations et de leurs caractéristiques à la rupture.

Dans le cadre du programme de recherche Prédit n◦ 98A0149, un protocole expérimental novateur, fondé
sur des essais normalisés d’interaction 11 , a été développé pour tester à vitesse de déplacement quasi-statique

9. les essais normalisés NAS (National Aerospace Standard) par exemple.
10. Crashworthiness of Aircraft for High Velocity Impact.
11. les essais d’interaction ne se pratiquent qu’en modes purs I et II.
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des points soudés en modes purs et mixtes I/II. Cette méthode a été adaptée aux vitesses de déplacement
dynamiques pour tester des points soudés au vérin hydraulique rapide et aux barres de Hopkinson.

Les nouveaux résultats expérimentaux ont permis de discriminer les modèles de fixation, d’évaluer leur
représentativité et leur validité. Des nouveaux modèles de fixation ont ainsi pu être développés et de nouvelles
voies d’amélioration envisagées, avec par exemple la prise en compte de viscoplasticité, d’endommagement
complexe (voire fissuration) se développant particulièrement en modes mixtes et en cisaillement pur.

Caractérisation par plan d’expérience numérique. L’étude d’un assemblage (c’est-à-dire un type de
rivet et une nuance de tôle) nécessite un nombre d’essais très important (en particulier les essais d’interaction)
pour étudier l’occurrence des différents modes de rupture 12 en fonction du rapport entre l’épaisseur de la tôle
et le diamètre de la fixation.

Une méthode alternative à l’expérimentation intensive a été proposée. Elle repose sur la caractérisation
de modèles de comportement (éventuellement viscoplastiques) et d’endommagement (pour la rupture ductile)
des matériaux qui constituent l’assemblage. Dans le domaine de la caractérisation de paramètres matériaux,
les recherches ont concerné l’identification de paramètres par des méthodes d’optimisation non-linéaires (i.e.,
méthodes de gradients conjugués dites directes ou inverses) et d’expérimentations spécifiques (i.e., essais de
micro-traction : application au cœur des rivets, recouvrement des moyens d’essais dynamiques).

Des techniques numériques ont été développées pour simuler l’histoire mécanique de l’assemblage : de la
mise en forme jusqu’à la ruine dynamique. Ces techniques numériques visent en particulier à : (1) simuler
le procédé de rivetage, (2) introduire des propriétés mécaniques et des caractéristiques géométriques post-
rivetage (e.g., contraintes et déformations plastiques, forme de la bouterole), (3) simuler la tenue statique et
dynamique d’assemblages rivetés. Cette méthode, dite de plan d’expérience numérique, a permis d’étudier la
tenue des assemblages en “laboratoire numérique” (ou Virtual Testing). Un industriel du secteur aéronautique
a développé un “automate” numérique qui applique cette méthode aux différentes fixations qu’il utilise sur
avion.

Ces recherches ont fait l’objet de 4 thèses co-encadrées, 10 publications dans des revues internationales à
comité de lecture et 14 communications dans des congrès internationaux avec actes (Tableaux 1.2 et 1.3). Une
perspective dans le domaine expérimental concerne l’étude des paramètres déterminants pour les différents
modes de ruine de l’assemblage : le matage, le passage de la tête du rivet au travers de la tôle, la rupture des
écrous, des inserts, . . . L’objet de la recherche vise ici à enrichir les modèles de comportement et de rupture
existants.

Dans le cas des points soudés ou des nouvelles jonctions soudées par friction et malaxage, la méthode
de plan d’expérience numérique requiert l’identification préalable des lois de comportements viscoplastiques
endommageables des matériaux hétérogènes constituant l’assemblage. Une perspective vise à caractériser ces
lois de comportement à l’aide de la Méthode des Champs Virtuels et des mesures de champs de déformation
(et de taux de déformation) par corrélation d’images numériques.

1 thèse de doctorat co-encadrée à 25% PhD-4
7 articles dans une revue internationale à comité de lecture RI-2, RI-6, RI-11, RI-12, RI-

15, RI-16, RI-18
2 articles dans une revue nationale à comité de lecture RN-1, RN-6
9 communications dans une conférence internationale avec actes
et comité de lecture

CI-2, CI-5, CI-7, CI-9, CI-
16, CI-25, CI-29, CI-30, CI-
31

13 rapports d’études scientifiques et techniques RE-20–RE-32

Table 1.2 – Bilan sur le sujet de la caractérisation des assemblages.

12. Rupture de la tête ou du fût du rivet, de l’insert, de l’écrou, matage de la tôle, déboutonnage de la fixation.
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1 thèse de doctorat co-encadrée à 50% et 2 thèses de doctorat
co-encadrée à 25%

PhD-1, PhD-2, PhD-6

5 articles dans une revue internationale à comité de lecture RI-12, RI-14, RI-16, RI-17,
RI-19

1 article dans une revue nationale à comité de lecture RN-7
5 communications dans une conférence internationale avec actes
et comité de lecture

CI-3, CI-13, CI-21, CI-23,
CI-28

11 rapports d’études scientifiques et techniques RE-44–RE-56

Table 1.3 – Bilan sur le sujet de la caractérisation de lois de comportement des matériaux.

1.3.3 Modélisation des assemblages

Les problématiques posées sont celles de la modélisation des assemblages : la fixation d’une part, et la tôle
perforée d’autre part. Ma contribution dans ces domaines porte sur le développement d’un élément non-linéaire
de fixation, fonctionnant telle une interface cohésive. Un axe de recherche à plus long terme traite de la prise
en compte des effets d’entaille (dus à la perforation) sur le comportement mécanique de la tôle environnante,
effets que nous qualifions de fragilisation structurale. Ces recherches visent à développer un élément fini de
coque fragilisée et à définir un critère d’amorçage de la rupture de cet élément fini, fondé sur une variable de
champ.

Fixation. Une recherche a concerné le développement d’un nouvel élément de fixation dans un code de
calcul explicite. L’élément de liaison fonctionne telle une interface cohésive. Des rigidités non-linéaires sont
implantées pour modéliser le comportement non-linéaire de la fixation et sa rupture est décrite avec un critère
(qui suppose un comportement rigide à la rupture) fonctionnant en modes purs et mixtes I/II.

Les valeurs des paramètres des modèles et du critère utilisés sont déterminées avec les résultats des essais
de caractérisation précédents. L’intérêt du dispositif développé pour les rivets est qu’il permet de valider
l’élément, les modèles et leurs paramètres avec les résultats obtenus en modes mixtes I/II. Ce nouvel élément
de fixation non-linéaire a permis d’améliorer notablement la réponse de structures aéronautiques complexes et
la localisation des parties de structure sujettes à la ruine. Cet élément a permis également de réduire l’influence
de la position du rivet dans la maille élément fini (tôle saine) sur le résultat du calcul de structure.

Tôle perforée. Pour opérer le rivetage des pièces d’une structure aéronautique, il est nécessaire de percer
les tôles à assembler. Ces perforations constituent des singularités géométriques dans la matière qui, sous
chargement mécanique, provoquent en leur voisinage immédiat un phénomène bien connu de concentration des
contraintes et des déformations. Ces entailles mécaniques qui se comptent sur un avion en dizaines de milliers
d’unités, vont localiser les déformations et l’endommagement, favorisant ainsi l’amorçage et la propagation de
la rupture de la structure à vitesse de déplacement imposée.

Un problème d’échelle se pose alors pour les modèles de simulation numérique de crash de structure. En
effet, il n’est pas envisageable pour des raisons de coûts de calcul de discrétiser les zones assemblées par
un raffinement (même local) en éléments finis. Le recours à des éléments macro-géométriques couplés à des
critères de rupture macroscopiques est donc naturellement préconisé. Il s’avère donc nécessaire de modéliser, de
caractériser et d’identifier les comportements (et la rupture) associés à ces macro-éléments de façon pertinente.

Variable de fragilisation structurale. La première étape de la recherche vise à établir une variable permettant
de relier les deux échelles du problème : l’échelle de la structure caractérisée par un état de déformation imposé
macroscopique Ekl et celle de la perforation caractérisée par un champ de déformation local εij (x). Nous avons
proposé une variable de fragilisation structurale notée ¯̄η et fondée sur un champ de facteurs de concentration de
déformations. La connaissance de la distribution de cette variable et son évolution au cours de la transformation
caractérisent les effets d’entaille sur le solide perforé. Les valeurs de ¯̄η (x) dépendent de la loi de comportement
du matériau, de la nature du défaut géométrique et de la vitesse de déplacement imposée.
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Modèle multi-échelles de tôle perforée. Nous cherchons une méthode numérique permettant de déterminer
la loi d’évolution de la variable de fragilisation structurale et les critères de rupture macroscopiques (énergie
d’amorçage). Les fonctions ¯̄η (x) établissent un lien entre les champs locaux de déformation ε̄ (x) perturbés par
l’entaille mécanique et la transformation imposée au milieu, caractérisée par une déformation globale Ē. La
nature de la variable de fragilisation structurale nous conduit naturellement vers des approches multi-échelles
qui relient les champs de l’échelle locale (le milieu perforé) et de l’échelle globale (la structure).

La méthode TFA 13 a été implantée pour caractériser la variable de fragilisation structurale. Pour notre
problème, le volume élémentaire représentatif (VER) s’apparente à une plaque perforée en son centre. Sa
dimension correspond au pas de rivetage requis par les règles de l’art et elle respecte les règles de séparation
des échelles. Ce modèle analytique prédit la distribution des champs locaux de déformation grâce à la relation
de relocalisation et celle des champs locaux de contrainte par l’intégration d’un schéma plastique à retour radial.
La contrainte macroscopique est enfin calculée à partir des champs locaux par la relation d’homogénéisation.
Le modèle analytique est comparé aux expériences, en particulier les champs de déformation (mesurés par
corrélation d’image numérique) et la variable de fragilisation structurale ¯̄η (x).

Élément fini de tôle perforée. Nous cherchons à implémenter dans un élément fini de coque, qui sera utilisé
en calcul des structures, la fragilisation structurale due à la présence d’une perforation.

Une solution consiste à déterminer avec le modèle multi-échelles précédent une loi de comportement ma-
croscopique (homogénéisée) tenant compte implicitement de l’influence de la perforation (Σ̄ = f

(
Ē
)
, par

exemple Σ̄ (t) = ¯̄C (t) : Ē (t)). Cette solution peut être suffisante si on s’intéresse au comportement linéaire
et non-linéaire du milieu ainsi homogénéisé (puisque ¯̄C est fonction de la transformation 3D appliquée au
milieu). Néanmoins, elle est inadaptée si on s’intéresse à la rupture du milieu. En effet, une approche admise
pour la rupture repose sur des critères globaux couplés à d’autres critères locaux. Or, il n’est plus possible de
relocaliser les déformations avec une loi de comportement homogénéisée.

Une autre approche vise à modéliser la distribution des champs de déformation et de contrainte au voisinage
de la perforation (mais sans la mailler explicitement). Un élément fini spécifique Hybrid-Trefftz a été développé
dans ce sens. Les fonctions de forme du super-élément sont fondées sur des potentiels complexes de Kolossov,
exprimés en série de Laurent. L’application du théorème de la divergence permet de simplifier l’intégrale de
volume de la forme faible de l’équation d’équilibre, en une intégrale aux frontières de l’élément. En ajoutant des
conditions de compatibilité des champs de déplacement entre l’élément fini spécial et ses voisins, un principe
variationnel hybride est obtenu.

Ces recherches ont fait l’objet de 3 thèses co-encadrées, 7 publications dans des revues internationales à
comité de lecture et 10 communications dans des congrès internationaux avec actes (Tableau 1.4). Une pers-
pective vise à introduire dans le modèle multi-échelles un schéma de résolution plastique dépendant du temps
et des lois de comportement viscoplastiques. Une autre perspective est de lever progressivement les hypo-
thèses restrictives de l’élément fini Hybrid-Trefftz de tôle perforée. Les développements en cours concernent
l’introduction d’un comportement plastique dans la formulation de l’élément fini.

3 thèses de doctorat co-encadrée à 50% PhD-3, PhD-5, PhD-7
7 articles dans une revue internationale à comité de lecture RI-1, RI-4, RI-5, RI-8, RI-9,

RI-11, RI-13
1 article dans une revue nationale à comité de lecture RN-3
10 communications dans une conférence internationale avec
actes et comité de lecture

CI-4, CI-8, CI-10, CI-11, CI-
12, CI-14, CI-19, CI-20, CI-
24, CI-26

11 rapports d’études scientifiques et techniques RE-33–RE-43

Table 1.4 – Bilan sur le sujet de la modélisation des assemblages.

13. méthode à champ moyen, Transformation Field Analysis.
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Les perspectives à long terme visent à étudier, caractériser et modéliser les interactions entre la fixation
et la tôle perforée (e.g., le matage, le clivage, le passage de la fixation à travers la tôle, le déboutonnage,
. . . ). Une autre problématique structure est relative aux assemblages de plaques composites ou hybrides
métalliques/composites.

1.3.4 Synthèse des travaux

Revues internationales à comité de lecture 19
Chapitres d’ouvrage 1
Revues nationales à comité de lecture 7
Conférences internationales avec actes et comité de lecture 31
Conférences nationales à comité de lecture 11
Communications invitées 3
Rapports d’études scientifiques et techniques 56
Thèses co-encadrées soutenues 6
Thèses co-encadrées en cours 1

1.4 Activités de promotion de la recherche

Avec mes collègues de l’Onéra, j’ai contribué à :
– la création d’un site web pour les manifestations de la Fête de la Science : “Matériaux métalliques : un

univers solide et opaque”,
– l’organisation d’une journée scientifique Onéra sur les matériaux et les assemblages.

Avec mes collègues de l’université de Valenciennes, j’ai contribué à la rédaction de cours de formation
continue intitulés :

– “Outils de conception au choc : un panorama” (19 novembre 2002) dans le cadre d’une journée IPSI
φ2AS,

– “Étudier l’histoire des procédés de mise en forme et d’assemblage pour mieux simuler la ruine des
structures sous sollicitations dynamiques” (16 décembre 2004) dans le cadre des journées Euroforum
intitulées : Modélisation, Simulation, Essais des Chocs Automobiles.

Avec mes collègues de l’Onéra et de l’université de Valenciennes, j’ai participé à l’organisation d’un congrès
international sur le crash et la biomécanique de l’impact (ICD2003).

1.5 Activités et responsabilités d’intérêt collectif

Informatique du département. Point de contact informatique du département, je recense auprès de mes
collègues les besoins de l’unité de recherche CRD en termes d’informatique individuelle (i.e., poste de
bureautique) et spécifique (i.e., grand calculateur scientifique), et j’en justifie l’investissement auprès de
la Direction de l’Onéra. J’assure également ces missions pour les matériels scientifiques et de laboratoire.

Qualité des logiciels scientifiques. Adjoint au responsable de la qualité des logiciels scientifiques du dé-
partement, je l’assiste auprès de mes collègues du CRD pour la mise en œuvre et le suivi des procédures
d’assurance qualité en vigueur à l’Onéra en matière de moyens logiciels. De plus, j’ai pris la charge de la
fiche d’identification, de la grille d’activité et du dossier technique du code de calcul explicite Radioss.

Moyens informatiques ePX. Avec le CEA, le JRC 14, EDF et le groupe Samtech, l’Onéra est un partenaire
majeur du club des développeurs du code de calcul ePX 15. Dans ce cadre, j’assume la responsabilité des
moyens informatiques liés au code (i.e., moyens de calcul scientifique et site miroir pour la maintenance
du code source) pour l’Onéra au comité technique ePX.

14. Centre de recherche commun de la commission européenne.
15. EuroPleXus, http://europlexus.jrc.ec.europa.eu/

http://europlexus.jrc.ec.europa.eu/
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1.6 Activités d’encadrement de la recherche

Les activités de recherche synthétisées ici représentent un ensemble de contributions importantes réalisé de-
puis ma thèse de doctorat dans le cadre d’un travail d’équipe mené au sein de l’unité de recherche de l’Onéra
“Conception et Résistance Dynamique” et du Laboratoire commun Onéra-DADS/CNRS/UVHC-LAMIH “Dy-
namique Rapide des Structures et Collisions”. Chaque activité de recherche présentée est associée à des cher-
cheurs, doctorants, étudiants en grandes écoles ou en master, ingénieurs et techniciens.

1 thèse en cours Delphine Notta,

6 thèses soutenues Samuel Blanchard (2009), Nicolas Leconte (2008), Pierre Mahelle (2007), Anne-Sophie
Bayart (2005), Grégory Haugou (2003), Laurent Patronelli (2001),

1 post-doctorat Olga Karaseva (2006),

14 masters et ingénieurs grandes écoles Florian Dubeaurepaire (2010), David Haboussa (2009), Del-
phine Notta (2008), Julie Morvant (2008), François Di-Paola (2007), Laurence Bodelot (2004), Bertille
Turbiez (2002), Benoît Gardey (2001), Anne-Sophie Bayart (2001), Gérald Portemont (2000), Olivia
Crochon (2000), Maxime Jacobus (1999), Laurent Patronelli (1998) et Vincent Prevost (1997).

1.6.1 Thèses co-encadrées

en cours

PhD-1 Delphine Notta (50%), “Méthode des Champs Virtuels pour la caractérisation des comportements dy-
namiques à rupture et/ou grandes déformations”, Thèse de doctorat de l’Université de Valenciennes,
soutenance prévue fin 2011, Directeur : E. Markiewicz.

soutenues

PhD-2 Samuel Blanchard (25%), “Identification du comportement non-linéaire des matériaux en grandes dé-
formations par la Méthode des Champs Virtuels en champs fortement hétérogènes”, Thèse de doctorat
de l’Université de Valenciennes, 2009, Directeur : E. Markiewicz,

PhD-3 Nicolas Leconte (50%), “Élément fini hybride déplacement de plaque perforée : vers une application au
calcul de structures soumises aux ondes de souffle”, Thèse de doctorat de l’Université de Valenciennes,
2008, Directeur : E. Markiewicz,

PhD-4 Pierre Mahelle (25%), “Caractérisation expérimentale et numérique du comportement d’assemblages
soudés soumis à des sollicitations quasi-statiques et dynamiques”, Thèse de doctorat de l’Université de
Valenciennes, 2007, Directeur : E. Markiewicz,

PhD-5 Anne-Sophie Bayart (50%), “Modélisation multi-échelle d’un assemblage riveté aéronautique – Vers un
modèle de fragilisation structurale”, Thèse de doctorat de l’Université de Valenciennes, 2005, Directeur :
P. Drazétic,

PhD-6 Grégory Haugou (25%), “Moyens d’essais et de caractérisation de lois de comportement matérielles en
dynamique moyennes vitesses”, Thèse de doctorat de l’Université de Valenciennes, 2003, Directeur :
P. Drazétic,

PhD-7 Laurent Patronelli (50%), “Contribution au développement d’un élément de type coque fragilisée pour
la prise en compte des phénomènes de fragilisation structurale liés aux techniques de rivetage”, Thèse
de doctorat de l’Université de Valenciennes, 2001, Directeur : P. Drazétic.

1.6.2 Participation à des jurys en tant qu’examinateur

– Philippe Holbecque, mémoire du Conservatoire National des Arts et Métiers soutenu le 26 janvier 2005,
“Étude dynamique d’un pantographe de trains à grande vitesse”,
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– David Dubois, thèse de doctorat de l’Université de Valenciennes soutenue le 4 juin 2004, “Prévention et
prédiction des phénomènes de plissement des sangles de ceintures de sécurité de véhicules automobiles”,

– Marc Marchand, thèse de doctorat de l’Université de Valenciennes soutenue le 8 juillet 2002, “Outils et
environnements intégrés d’aide au pré-dimensionnement au choc des véhicules de transport ”.

1.6.3 Reviewing ponctuel

– 5 articles pour l’Int. J. of Impact Engineering,
– 1 article pour l’Int. J. of Material and Forming Process,
– 1 article pour l’Int. J. of Plasticity.
– 4 articles pour l’Int. J. of Solids and Structures,
– 1 article pour la Revue Européenne des Éléments Finis,
– membre du comité scientifique du congrès Int. Symp. on Crashworthiness and Design,
– membre du comité scientifique du 3rd Int. Conf. on Impact Loading of Lightweight Structures, (ICIL-

LS’2011).

1.7 Activités d’enseignement

Je suis chargé des cours magistraux et des travaux dirigés de Mécanique des Milieux Continus à l’Institut
Catholique des Arts et Métiers de Lille depuis 2003. J’interviens en première et deuxième année du cycle
ingénieur. Le volume d’enseignement est de 36 heures par année.

Dans le cadre du projet d’Université Virtuelle 16, j’ai été sollicité pour rédiger en collaboration avec mes
collègues de l’université de Valenciennes les cours et les travaux dirigés dédiés au :

– Comportement Dynamique des Matériaux Métalliques,
– Comportement Mécanique et Dynamique des Assemblages.

1.8 Production scientifique et technique

1.8.1 Revues internationales à comité de lecture

RI-1 N. Leconte, B. Langrand, and E. Markiewicz. On some features of a Hybrid-Trefftz displacement element containing a hole.
Finite Element in Analysis and Design, 46(10) :819–828, 2010.

RI-2 B. Langrand, and E. Markiewicz. Strain-rate dependence in spot welds : non-linear behaviour and failure in pure and
combined modes I/II. Int. J. of Impact Engineering, 37(7) :792–805, 2010.

RI-3 B. Langrand, N. Leconte, A. Menegazzi, and T. Millot. Submarine hull integrity under blast loading. Int. J. of Impact
Engineering, 36(8) :1070–1078, 2009.

RI-4 N. Leconte, B. Langrand, and E. Markiewicz. Hybrid displacement FE including a hole for the computation aeronautic
structures. Structural Engineering and Mechanics, An International Journal of, 31(4) :439–451, 2009.

RI-5 N. Leconte, B. Langrand, and E. Markiewicz. Toward a Hybrid Trefftz element for elasto-plasticity ? Journal of Computa-
tional and Applied Mathematics, 218(1) :88–95, 2008.

RI-6 B. Langrand, and A. Combescure. Non-linear and failure behaviour of spotwelds – A “global” finite element and experiments
in pure and mixed modes I/II. Int. J. of Solids and Structures, 41(24-25) :6631–6646, 2004.

RI-7 B. Langrand, E. Deletombe, J-L. Charles, J-F. Sobry, S. Martin, and H. Chazal. Armoured vehicles subject to mine explosions
– An analysis method for operationability and survivability. Journal de Physique IV (110) :621–626, 2003.

RI-8 A. Combescure, F. Delcroix, L. Caplain, S. Espanol, and B. Langrand. A global finite element model for the simulation of
failure of spot welded assemblies during impact. In K.J. Bathe, Editor, Computational Fluid and Solid Mechanics, pages
203–211, 2003.

RI-9 A-S. Bayart, B. Langrand, E. Deletombe, E. Markiewicz, and P. Drazétic. Phenomenological modelling of structural em-
brittlement in perforated plates. In K.J. Bathe, Editor, Computational Fluid and Solid Mechanics, pages 83–86, 2003.

16. Projet Campus Numérique AIP–PRIMECA, intitulé “Ingénierie du crash dans les transports”, porté par l’UVHC-LAMIH.
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RI-10 B. Langrand, A-S. Bayart, Y. Chauveau, and E. Deletombe. Assessment of multi-physics FE methods for bird impact
modelling – Application to a metallic riveted airframe. Int. J. of Crashworthiness, 7(4) :415–428, 2002.

RI-11 B. Langrand, L. Patronelli, E. Deletombe, E. Markiewicz, and P. Drazétic. An alternative numerical approach for full scale
characterisation for riveted joint design. Aerospace Science and Technology, 6(5) :343–354, 2002.

RI-12 B. Langrand, L. Patronelli, E. Deletombe, E. Markiewicz, and P. Drazétic. Full scale experimental characterisation for
riveted joint design. Aerospace Science and Technology, 6(5) :333–342, 2002.

RI-13 B. Langrand, E. Deletombe, E. Markiewicz, and P. Drazétic. Riveted joint modelling for numerical analysis of airframe
crashworthiness. Finite Element in Analysis and Design, 38(1) :21–44, 2001.

RI-14 B. Langrand, E. Deletombe, E. Markiewicz, and P. Drazétic. Characterisation of dynamic failure for riveted joint assemblies.
Shocks and Vibrations, 7(3) :121–138, 2000.

RI-15 L. Patronelli, B. Langrand, E. Deletombe, E. Markiewicz, and P. Drazétic. Analysis of riveted joint failure under mixed
mode loading. European J. of Mechanical and Environmental Engineering, 44(4) :223–228, 1999.

RI-16 B. Langrand, E. Deletombe, E. Markiewicz, and P. Drazétic. Numerical approach for assessment of dynamic strength for
riveted joints. Aerospace Science and Technology, 3(7) :431–446, 1999.

RI-17 B. Langrand, P. Geoffroy, J-L. Petitniot, J. Fabis, E. Markiewicz, and P. Drazétic. Identification technique of constitutive
model parameters for crashworthiness modelling. Aerospace Science and Technology, 3(4) :215–227, 1999.

RI-18 E. Markiewicz, B. Langrand, E. Deletombe, P. Drazétic, and L. Patronelli. Analysis of the riveting process forming mecha-
nisms. Int. J. of Materials and Product Technology, 13(3-6) :123–145, 1998.

RI-19 B. Langrand, E. Markiewicz, P. Drazétic, P. Geoffroy, J-L. Petitniot and J. Fabis. Constitutive models characterisation
for XC48 steel in compression by a parametric identification technique. Int. J. of Materials and Product Technology, 12(4-
6) :428–446, 1997.

1.8.2 Chapitres d’ouvrage

CO-1 B. Langrand. Comportement et modélisation des assemblages ponctuels. Encyclopédie des Techniques de l’Ingénieur, Traité
BM 7 805, 2005.

1.8.3 Revues nationales à comité de lecture

RN-1 B. Langrand, J. Fabis, A. Deudon, et J-M. Mortier. Détermination expérimentale du comportement mécanique et de critère
de rupture d’assemblages sous chargements mixtes. Mécanique et Industries, 4(3) :273–283, 2003.

RN-2 P. Drazétic, B. Langrand, E. Markiewicz, and E. Deletombe. Outils de conception au choc : un panorama. Mécanique et
Industries, 4(1) :51–61, 2003.

RN-3 L. Patronelli, A-S. Bayart, B. Langrand, E. Deletombe, E. Markiewicz, et P. Drazétic. Fragilisation structurale liée aux
perforations des assemblages rivetés. Mécanique et Industries, 4(1) :29–39, 2003.

RN-4 B. Langrand, et A-S. Bayart. Simulation par éléments finis de la résistance des structures aux impacts d’oiseaux – Une
possible alternative à la certification expérimentale. Revue Scientifique et Technique de Défense, 56(2) :22–27, 2002.

RN-5 B. Langrand, et S. Martin. Méthodologie et outils d’analyse du comportement et de la ruine des structures soumises aux
explosions. Revue Scientifique et Technique de Défense, 56(2) :16–21, 2002.

RN-6 B. Langrand, E. Deletombe, P. Drazétic, et E. Markiewicz. Caractérisation matérielle d’une liaison rivetée. Mécanique
Industrielle et Matériaux, 51(2) :76–79, 1998.

RN-7 B. Langrand, F. Bos, P. Drazétic, E. Markiewicz, P. Geoffroy, et J-L. Petitniot. Identification paramétrique des lois de
comportement de l’acier XC48 en compression – Évolution vers une méthode inverse. Mécanique Industrielle et Matériaux,
49(2) :89–91, 1996.

1.8.4 Conférences internationales avec actes et comité de lecture

CI-1 D. Delsart, B. Langrand, and A. Vagnot. Evaluation of an Euler/Lagrange coupling method for the ditching simulation of
helicopter structures. In 5th Int. Conf. On Fluid Structure Interaction, Royal Mare Village (Crète), May 25-27, 2009.

CI-2 B. Langrand, E. Markiewicz, and P. Mahelle. Strain rate dependency of spot-welds non-linear behaviour and failure in pure
and mixed modes I/II. In Int. Conf. On Impact Loading of Lightweight Structures, Trondheim (Norway), June 17-19 2008.

CI-3 S. Blanchard, B. Langrand, J. Fabis, and E. Markiewicz. Identification of plastic behaviour parameters from strongly
heterogeneous strain field. In 11th Int. Congress and Exposition on Experimental and Applied Mechanics (SEM), Orlando
(USA), June 2-5 2008.

CI-4 N. Leconte, B. Langrand, and E. Markiewicz. Hybrid displacement plate FE formulation including a hole for the compu-
tation of full-scale aeronautic riveted structures. In 4th Int. Conf. On Advances in Structural Engineering and Mechanics
(ASEM’08), Jeju (South Korea), May 26-28 2008.
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CI-5 S. Blanchard, B. Langrand, E. Deletombe, and E. Markiewicz. Characterisation of 6056T78 Friction Stir Welding joint with
the virtual field method and strain field measurement. In 8th Onéra-DLR Aerospace Symposium (ODAS 2007), Göttingen
(Germany), October 17-19 2007.

CI-6 B. Langrand, A. Menegazzi, and T. Millot. Naval structures integrity under blast loading. In 9th Int. Symp. on Plasticity
and Impact Mechanics (IMPLAST), Bochum (Germany), August 21-24 2007.

CI-7 J. Fabis, S. Blanchard, B. Langrand, and E. Markiewicz. Analysis of mechanical behaviour of spotweld and FSW metal-
lic assemblies under quasi-static and dynamic loadings. In 13th Int. Conf. On Experimental Mechanics, Alexandroupolis
(Greece), July 1-6 2007.

CI-8 N. Leconte, B. Langrand, and E. Markiewicz. Toward a hybrid trefftz element for elasto-plasticity ? In Int. Conf. On Finite
Element Methods in Engineering and Science (FEMTEC), El Paso (USA), December 11-15 2006.

CI-9 S. Blanchard, B. Langrand, J. Fabis, and A. Denquin. Arcan test and strain field measurement to study material behaviour
in 6056–T78 FSW specimens. In 6th Int. FSW Symp., Saint-Sauveur (Canada), October 10-13 2006.

CI-10 B. Langrand and E. Deletombe. A model of structural embrittlement : viscoplastic analysis of location and failure mecha-
nisms in perforated plates. In 12th Int. Symp. On Plasticity (PLASTICITY), Halifax (Canada), July 17-22 2006.

CI-11 B. Langrand and E. Deletombe. A model of structural embrittlement : from plastic location to failure – Theoretical basis and
experimental characterisation on perforated plates. In 12th Int. Symp. On Plasticity (PLASTICITY), Halifax (Canada),
July 17-22 2006.

CI-12 F. Lauro, A-S. Bayart, B. Bennani, and B. Langrand. A global approach to the failure prediction of a riveted assembly. In
8th Int. Conf. On Computational Plasticity (COMPLAS), Barcelona (Spain), September 5-8 2005.

CI-13 E. Markiewicz and B. Langrand. Coupling process and structural collapse to access of the material history and improve
crashworthiness modelling of assembled structures. In Int. Conf. on Computational Methods for Coupled Problems in Science
and Engineering, Santorini Island (Greece), May 2005.

CI-14 A-S. Bayart, B. Langrand, and P. Drazétic. Multiscale modelling for non-linear behaviour of perforated plates in rive-
ted airframe crashworthiness. In 4th European Congress on Computational Methods in Applied Sciences and Engineering
(ECCOMAS), Jyväskylä (Finland), July 24-28 2004.

CI-15 E. Deletombe, D. Delsart, J. Fabis, B. Langrand, and R. Ortiz. Recent developments in modelling and experimentation fields
with respect to crashworthiness and impact of aerospace structures. In 4th European Congress on Computational Methods
in Applied Sciences and Engineering (ECCOMAS), Jyväskylä (Finland), July 24-28 2004.

CI-16 E. Markiewicz and B. Langrand. Study of assembly and material history to improve structural collapse and crashworthiness
modelling. In Int. Symp. on Crashworthiness of Lightweight Automotive Structures, Trondheim (Norway), June 2004.

CI-17 B. Langrand and E. Markiewicz. Study of assembly and material history to improve structural collapse and crashworthiness
modelling. In 2nd Int. Crashworthiness and Design Symp. (ICD2003), Lille (France), December 02-04 2003.

CI-18 B. Langrand, E. Deletombe, J-L. Charles, J-F. Sobry, S. Martin, and H. Chazal. Armoured vehicles subject to mine explosions
– An analysis method for operationability and survivability. In 7th Int. Conf. On Mechanical and Physical Behaviour of
Materials under Dynamic Loading (DYMAT2003), Porto (Portugal), September 8-12 2003.

CI-19 A. Combescure, F. Delcroix, L. Caplain, S. Espanol, and B. Langrand. A global finite element model for the simulation
of failure of spot welded assemblies during impact. In 2nd M.I.T. Conf. On Computational Fluid and Solid Mechanics,
Cambridge (USA), June 17-20 2003.

CI-20 A-S. Bayart, B. Langrand, E. Deletombe, E. Markiewicz, and P. Drazétic. Phenomenological modelling of structural em-
brittlement in perforated plates. In 2nd M.I.T. Conf. On Computational Fluid and Solid Mechanics, Cambridge (USA),
June 17-20 2003.

CI-21 G. Haugou, J. Fabis, B. Langrand, E. Deletombe, and E. Markiewicz. Iterative experimental/numerical procedure for
improvement of dynamic experimental facilities. In Structure Under Shock and Impact VII (SUSI2002), Montréal (Canada),
May 27-29 2002.

CI-22 B. Langrand, A-S. Bayart, Y. Chauveau, and E. Deletombe. Assessment of multi-physics FE methods for bird impact
modelling – Application to a metallic riveted airframe. In 3rd Int. Conf. On Crashworthiness (ICrash2002), Melbourne
(Austrialia), February 25-27 2002.

CI-23 G. Haugou, J. Fabis, B. Langrand, and E. Deletombe. Mise en œuvre d’une méthode originale pour l’identification des
modes propres et la conception d’un montage d’essais dynamiques. In Int. Conf. On Multidisciplinary Desing in Engineering
(CSME-MDE2001), Montréal (Canada), 21-22 Novembre 2001.

CI-24 L. Patronelli, B. Langrand, E. Deletombe, E. Markiewicz, and P. Drazétic. New embrittled element for airframe crash
simulations. In 7th Int. Conf. On Computer-Aided Design and Optimization (OPTI2001), Bologna (Italy), May 28-30 2001.
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C
e mémoire dresse une synthèse de mes travaux de recherche réalisés pendant dix années passées à l’Onéra,
après la soutenance de ma thèse de doctorat dans le Département Mécanique du Solide et de l’Endom-

magement, et plus récemment dans le Département d’Aéroélasticité et de Dynamique des Structures. Mes
activités ont concerné la vulnérabilité des structures aéronautiques en régime dynamique transitoire. Ce type
de sollicitation sera qualifié dans le cadre de ce mémoire de chargement en grands déplacements et rotations (ou
vitesse) imposés, qui se différencie des chargements à force ou à nombre de cycles imposés. L’unité Conception
et Résistance Dynamique (anciennement dénommée : Résistance et Conception des Structures), dans laquelle
j’ai mené mes recherches, tente de développer les compétences scientifiques au niveau d’excellence nécessaire à
la modélisation prédictive de la vulnérabilité des structures complètes (e.g., avion, hélicoptère, turbo-réacteur),
et donc complexes en regard du degré de détail atteint dans les modèles aux éléments finis considérés.

Ma contribution scientifique dans l’analyse du comportement des structures aéronautiques, telle que pra-
tiquée dans cette unité, concerne en particulier la compréhension et l’appréhension du comportement des
assemblages, depuis l’élaboration (rivetage) jusqu’à la ruine lors de chargements dynamiques à déplacement
imposé. Dans ce domaine, mes axes de recherche visent à caractériser la réponse mécanique des assemblages
(Chapitre 4) d’une part, et à modéliser aux différentes échelles pertinentes le comportement mécanique des
fixations et des tôles perforées (Chapitre 5), d’autre part, en vue de réaliser des calculs de structures complètes.
L’application de ces recherches concerne l’étude de la déchirure ductile des structures face à des ondes de choc
et de souffle (e.g., une explosion en soute). Dans ce domaine, ma contribution concerne une recherche appli-
quée visant au développement de méthodes numériques et d’outils métiers pour la modélisation des champs
de pression dynamique dans des structures complètes d’une part, et l’étude des possibles découplages des
phénomènes fluides et solides, en temps et en espace (Chapitre 3), d’autre part.

Ces activités sont réalisées dans le cadre de projets amonts pluriannuels (à caractère recherche) financés
par l’industrie et/ou les services officiels3, tels les travaux relatifs aux explosions (Chapitre 3), et dans le
cadre d’une recherche à long terme financée par des fonds propres, régionaux, ministériels et/ou européens,
tels les travaux intéressant la caractérisation (Chapitre 4) et la modélisation (Chapitre 5) des assemblages.
Ces recherches couvrent un éventail très large d’activités autour de la Mécanique des Milieux Continus et des
interactions entre Fluide et Solide déformable.
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2.1 Problématique de la recherche

Lors de l’attentat à la bombe commis à l’encontre d’un Boeing 747 de la Pan American 1, l’explosion d’un
engin placé dans un conteneur à bagages conduit à la perte catastrophique de l’appareil. Les mécanismes
complexes menant à sa désintégration sont décomposés en trois phases dans le rapport d’enquête officiel [1].
Ainsi, dans un premier temps, l’explosion de l’engin entraîne la rupture partielle du conteneur et une projection
de débris ; la déformation du conteneur entraîne par ailleurs le flambement d’une section du cadre. Les débris
du conteneur atteignent la peau du fuselage (initiation de la rupture) et l’onde de souffle perfore alors ce
dernier sur une surface de l’ordre de 50 cm× 50 cm. Une partie importante de l’énergie est alors transmise à
l’atmosphère, mais l’autre partie est transmise sous la forme d’ondes réfléchies, dont la transmission au plancher
et à la cabine est à l’origine de ruptures dans des zones très éloignées de l’explosion. Dans un deuxième temps,
une onde de souffle secondaire émerge du conteneur provoquant une large rupture “en pétales” suivie d’un
détachement des cadres et des raidisseurs (trou de 1.5 m × 5 m). Dans un troisième temps, trois déchirures
se propagent dans la matière et le long de lignes de rivets à partir du trou béant et sont amplifiées par la
dépressurisation. Cette dernière phase altère suffisamment les conditions de vol (structure, commandes de vol)
pour provoquer le crash de l’appareil (Figure 2.1).

(a) explosion de l’engin (b) perforation du fuselage

(c) rupture du fuselage

Figure 2.1 – Phases successives de l’attentat de Lockerbie [1].

Les risques lésionnels des passagers dus à une explosion sont multiples. Les lésions primaires sont les blessures
dues à l’impact sur la surface du corps d’une force de surpression (onde de souffle) : rupture du tympan, lésions
et embolies pulmonaires, lésions de viscères creux (Figure 2.2). Les lésions secondaires sont les blessures causées
par des projectiles (e.g., fragments de bombe, débris projetés en l’air) : traumatismes par perforation, lésions
par fragmentation, traumatismes contondants. Les lésions tertiaires sont les blessures dues au déplacement de
la victime par le souffle de l’explosion : traumatismes contondants ou par perforation, fractures, amputations
traumatiques. Enfin, les lésions quaternaires rassemblent les autres blessures dues à l’explosion : lésions par
écrasement, brûlures, asphyxie, exposition à des produits toxiques, etc. Généralement, le degré de survivabilité
est analysé en fonction du niveau de la pression et de la durée de choc [2].

1. L’attentat de Lockerbie a eu lieu le 21 décembre 1988 contre un Boeing 747 de la compagnie américaine Pan-Am (vol 103),
qui assurait la liaison Londres – New York. Il explosa au-dessus du village écossais de Lockerbie (Royaume-Uni) et causa le décès
de 270 personnes (259 passagers et membres d’équipage, ainsi que onze villageois).
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Figure 2.2 – Propagation d’une onde de pression à proximité de passagers [3, 4].

Les explosions dans les aéronefs sont peu fréquentes. Cependant, elles représentent des pertes catastro-
phiques aussi significatives que celles causées par fatigue ou corrosion [5, 6]. Il est donc pertinent d’étudier et
d’analyser les conséquences d’une explosion sur l’intégrité de la structure d’un aéronef, de manière à améliorer
sa survivabilité 2 à un tel évènement. Une fois ces études menées à terme, il pourrait être envisagé de définir des
scenarii de référence pour les explosions (comme cela est pratiqué dans le cas des impacts oiseaux ou de débris
de pneumatiques) et d’étudier la structure pour que la rupture initiée par celles-ci n’altère pas de manière
catastrophique les conditions de vol en se propageant. Deux possibilités peuvent être envisagées pour valider
ce type d’étude : les essais expérimentaux ou la simulation numérique. Au niveau expérimental, il n’est pas
possible d’évaluer le comportement d’une structure aéronautique soumise à un tel chargement en condition de
vol pour des raisons de coût et de sécurité évidentes. De même, les essais au sol sur sous-structure (Figure 2.3)
ou sur avion (Figure 2.4) sont insuffisants pour mettre en évidence la survivabilité de l’appareil (e.g., impossi-
bilité d’analyser la propagation de la rupture dans la structure complète pour les essais sur sous-structure, ni
les effets de la dépressurisation sur la déchirure du fuselage pour les essais sur avion). L’autre possibilité est de
recourir à la simulation numérique. Le modèle numérique doit permettre la prise en compte des mécanismes
décrits dans le rapport accidentologique du vol Pam-Am 103, c’est-à-dire ceux liés à l’explosion (propagation/
réflexion d’une onde de choc et de souffle, dépressurisation) et à la ruine dynamique de l’appareil (amorçage,
propagation de la rupture dans les tôles et les assemblages, projections/impacts de débris ou de bagages 3).

Il s’agit donc de bâtir un modèle de la structure aéronautique complète couplé fluide/structure modéli-
sant précisément les assemblages. Cette problématique concerne à la fois le couplage multi-physique (e.g., la
modélisation de la propagation de l’onde de choc et de son interaction avec la structure) et les problèmes
multi-échelles (i.e., la modélisation des concentrations locales au voisinage des assemblages et qui fragilisent
le comportement global de la structure).

D’une part, il faut modéliser de façon réaliste un chargement de dynamique transitoire 4 : l’explosion,
la propagation de l’onde de souffle et ses réflexions sur la structure, afin d’étudier précisément la vulnérabilité de
l’appareil (Figure 2.5). Si ce type de chargement est relativement bien connu en ce qui concerne les explosifs
de référence (en particulier le TNT), de nombreuses approches existent quant à sa modélisation : modèles
analytiques, abaques et règles de similitude, modèles numériques (éléments finis, volumes finis, formulations
Euler, Lagrange/Euler). Ces modélisations sont peu validées et certaines approches semblent inadaptées aux
problèmes de structure complète et complexe.

2. Une explosion peut : désintégrer l’appareil, initier une rupture qui se propage jusqu’à sa perte, ou ne pas empêcher la
poursuite du vol.

3. Ces effets sont critiques car ils influencent l’initiation et la propagation de la rupture.
4. Domaine de la dynamique rapide.



Problématique de la recherche 25

Figure 2.3 – Propagation d’une onde de pression dans un modèle 3/5 de conteneur à bagages [3, 4].

Figure 2.4 – Essai au sol d’une explosion dans la soute d’un boeing 747 [6].
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Figure 2.5 – Problématique générale de l’explosion interne dans la soute d’un avion.

D’autre part, la problématique générale fait qu’il est nécessaire d’accéder aux champs mécaniques locaux
pour évaluer l’initiation et la propagation de la rupture dans un modèle aux éléments finis de structure aéro-
nautique complète. Le problème concerne ici principalement la taille de ce modèle. En effet, un aéronef peut
comporter des centaines de milliers d’assemblages rivetés, eux-mêmes pouvant être modélisés par quelques
milliers d’éléments finis volumiques dans une approche mésoscopique (Figure 2.6). Un modèle complet de
structure aéronautique rivetée permettant de décrire précisément les champs de contraintes et de déforma-
tions au niveau des assemblages comporterait donc plusieurs centaines de millions d’éléments finis, alors que
les modèles actuels les plus raffinés n’en permettent que quelques millions 5. Il est donc nécessaire de dimi-
nuer considérablement le nombre d’éléments finis nécessaires à la modélisation des assemblages, tout en
conservant une description précise des champs étudiés. Il s’agit en fait de développer des super-éléments précis
permettant de représenter l’assemblage riveté : la fixation et la tôle perforée, et son comportement local. Enfin,
il s’agit également de réaliser des expérimentations spécifiques ou non pour caractériser les assemblages
afin d’introduire les modèles développés dans les calculs de structures.

Figure 2.6 – Assemblage riveté : du dessin de conception au calcul de tenue dynamique.

5. en particulier des éléments finis 3D de surface (coques).
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2.2 État de l’art

2.2.1 Modélisation des champs de pression dynamique d’une explosion

Une explosion (Figure 2.7) est la transformation rapide d’une matière en une autre matière ayant un volume
plus grand, généralement sous forme de gaz. Plus cette transformation s’effectue rapidement, plus la matière
résultante se trouve en surpression ; en se détendant jusqu’à l’équilibre avec la pression atmosphérique, elle
crée un souffle déflagrant ou détonant, selon sa vitesse.

Les explosions peuvent être classées en fonction de la vitesse de l’onde qu’elles engendrent :
– on emploie le terme déflagration lorsque le front de décomposition se déplace à une vitesse inférieure à

la vitesse du son dans le milieu local,
– on parle de détonation lorsque le front de flamme dépasse la vitesse du son des gaz brûlés, ce qui engendre

une onde de choc. C’est ce qui se produit lors de l’utilisation d’un détonateur ou d’un explosif brisant :
le front de décomposition peut se propager à des vitesses qui dépassent 10km/s.

Figure 2.7 – Série d’explosions lors d’un meeting (Airshow à Miramar, USA).

Un explosif est un composé chimique défini ou un mélange (explosif improvisé) de corps susceptibles lors
de leur transformation, de dégager en un temps relativement court, un grand volume de gaz porté à haute
température, ce qui constitue une explosion. De l’explosion résulte la création d’un front d’onde de pression.
La vitesse de ce front d’onde détermine la classification des explosifs. Il existe deux grands groupes d’explosifs :

– les poudres (régime de déflagration),
– les explosifs brisants (régime de détonation).
La différence entre les régimes de déflagration et de détonation n’est pas toujours simple. Selon les condi-

tions d’utilisation, un explosif normalement déflagrant peut détoner et un explosif normalement détonant
peut déflagrer. Les poudres sont conçues pour un régime de déflagration, c’est-à-dire une onde subsonique
(de 10 à 400m.s−1). Les explosifs progressifs se situent entre les poudres et les brisants. Ils suivent le régime
de détonation supersonique (de 2000 à 3500m.s−1). Les explosifs brisants détonent également (de 4000 à
9000m.s−1).

Les explosifs peuvent aussi être utilisés pour la propulsion de projectiles ou fusées sous forme de poudre
ou propergol. Le régime est alors la combustion qui doit être très bien maîtrisée (exemple, les deux boosters à
poudre de chaque coté de la fusée Ariane). Le TNT 6 est employé comme explosif de référence dans le domaine

6. Trinitrotoluène (C7H5N3O6), explosif découvert en 1863 et employé lors de la première et de la seconde guerre mondiale
(torpilles) pour sa capacité à exploser après la perforation des coques des navires.
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militaire (TNTe) en raison de nombreux essais effectués ayant permis d’accumuler des données expérimentales
sur les caractéristiques de l’onde de choc produite par l’explosion d’une charge de TNT [7].

Une onde de souffle est une onde de pression engendrée par une explosion dans le milieu environnant. Lors
d’une explosion chimique, ses caractéristiques sont liées au processus d’explosion : déflagration ou détonation.
Une onde de choc est une surface de discontinuité des grandeurs thermo-mécaniques dans un milieu gazeux
ou condensé considéré comme inerte chimiquement. Par rapport au lieu dans lequel elle se propage, l’onde de
choc est caractérisée par une célérité supersonique et une surpression. De manière synthétique, il peut être dit
que toute explosion produit une onde de souffle. Les explosions sont classées suivant la vitesse de propagation
de l’onde de souffle et le type d’explosif employé : déflagration (subsonique, générée par des poudres) ou
détonation (supersonique, générée par des explosifs progressifs ou brisants). Dans le cas de la détonation,
l’onde de souffle est une onde de choc (propagation supersonique).

Le profil de pression est l’élément fondamental conditionnant les effets externes d’une onde de souffle. Il est
généralement idéalisé sous la forme du profil de la Figure 2.8. On y observe une augmentation abrupte de la
pression au niveau du front de choc, suivi d’une décroissance quasi exponentielle jusqu’à la pression ambiante.
La phase négative vient ensuite, pour laquelle la pression est inférieure à la pression ambiante. Le profil de
pression d’une détonation est caractérisé par : le temps d’arrivée (le temps que l’onde met à parcourir le trajet
du rayon de la charge à la distance radiale), le pic de surpression, la durée de la phase positive (temps entre
le passage du front de choc et le moment où une surpression de 0 est atteinte) et l’impulsion (l’aire sous la
courbe de la phase positive).

td

duration

p
0
=
p
y
−
p
a

overpressure

atmospheric pressure

−

+

pa

py

ta

p (t)

t0

Figure 2.8 – Idéalisation du profil de pression d’une onde de souffle.

Il existe plusieurs modélisations de l’évolution d’une onde de souffle en fonction du temps et à une distance
radiale donnée [8]. La plupart d’entre-elles ne considèrent que la phase de surpression (partie de la courbe
positive). La pression est modélisée par un profil triangulaire plus ou moins représentatif, ou un profil ex-
ponentiel plus proche du profil idéalisé [9]. D’autres relations (relations de Hopkinson) permettent d’établir
les caractéristiques de l’onde de souffle en fonction de la distance adimensionnée, de l’aire et de la masse de
l’explosif [7, 8]. Ces caractéristiques dépendent à la fois de l’énergie libérée et du milieu dans lequel l’onde se
propage. En effet, pour une même quantité d’énergie initiale, une explosion aérienne au niveau de la mer et à
1500 m d’altitude ne produiront pas les mêmes effets à une distance donnée. De manière plus évidente, à une
altitude donnée, l’explosion de deux charges de puissances différentes ne produira pas les mêmes effets à une
distance donnée.

La similitude permet d’obtenir les caractéristiques de détonations d’énergies différentes et effectuées dans
des conditions atmosphériques différentes [9, 10]. Les paramètres déterminant sont principalement l’équivalent
TNT (énergie ou masse) et la distance adimentionnée de référence. Les règles de similitudes permettent, à
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partir des caractéristiques d’une explosion générique 7, de déterminer le temps d’arrivée, le pic et la durée de
la phase de surpression, . . . , d’une explosion quelconque.

L’onde de souffle peut également être modélisée par le biais d’un calcul aux éléments finis. Une première
approche repose sur un code orienté fluide qui permettra de se substituer aux abaques et aux règles de
similitude précédentes. Une autre approche repose sur des couplages de codes de calcul ou de formulations,
qui permettra d’étudier le problème fluide et le problème structure. Une liste non exhaustive des possibles
couplages est répertoriée par Baylot [11]. Les calculs couplés fluide-structure sont rares et peu validés. La
sollicitation dynamique relative à l’onde de souffle est souvent modélisée par une pression extérieure appliquée
à la structure (mesures ou abaques). L’application d’un chargement mesuré (brut ou filtré) est souvent préférée
car la réponse de la structure obtenue avec les profils idéalisés (et parfois extrapolés par les règles de similitude)
est sensiblement différente.

2.2.2 Caractérisation des assemblages pour le calcul de structure

Une structure aéronautique est un gigantesque assemblage de pièces associées les unes aux autres de diverses
façons, selon le type de matériau mis en œuvre et le type de chargement appliqué. Pour les structures métal-
liques, le procédé d’assemblage le plus fréquemment rencontré est le rivetage. Les assemblages (par exemple
entre les panneaux et les raidisseurs) sont dimensionnés pour supporter les transferts des charges statiques,
que l’on peut décomposer par exemple en terme de traction (effort normal), de cisaillement (effort tranchant)
ou de moment (moment fléchissant). La Figure 2.9 montre deux exemples de fonctionnement d’un assemblage.

Dans le cas du cisaillement, les efforts extérieurs sont repris par les rivets placés sur la ligne II. Ces rivets
peuvent être dimensionnés au cisaillement par ce premier cas de chargement. Les règles de dimensionnement
(parfois empiriques) vont déterminer complètement les rivets (diamètre, longueur, matériau, type), les tôles
(épaisseur, distance au bord, pas de rivetage, matériau), le nombre et la disposition des fixations. Dans le cas
de traction présenté sur la Figure 2.9a, les rivets de la ligne II travaillent cette fois en traction. Ce cas de
chargement peut être également dimensionnant et il peut modifier la configuration déterminée précédemment
avec le cas de cisaillement.

Figure 2.9 – Fonctionnement mécanique d’un assemblage riveté.

Les rivets à frapper et à tête fraisée en aluminium sont souvent utilisés pour assembler les panneaux
aux raidisseurs. Ces assemblages subissent des efforts de traction “accidentels”. Or ce type d’assemblage est
peu adapté pour supporter des efforts de traction car l’épaisseur de la tôle à assembler est souvent faible
comparativement aux dimensions de la tête du rivet (t/D < 1). Il s’avère nécessaire de vérifier que le mode

7. 1 kg de TNT dans l’air à 15o et 1.01325 bars.
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de rupture par déboutonnage ne survient pas même pour ces cas accidentels de traction car il est critique en
terme de tenue mécanique (critère usuel en effort).

Dans une approche conservatoire, le chargement le plus pénalisant sera considéré pour le dimensionnement.
Des marges de sécurité sont alors prises en compte sur les caractéristiques des assemblages (tôles et fixations).
Néanmoins, le risque couru est de surdimensionner les structures pour des applications de type crash ou impact,
ce qui peut être pénalisant, en terme de masse ou de coût. De plus, surdimensionner une fixation risque de
“déplacer” la rupture dans une autre partie de la structure, qui serait restée saine à l’origine.

Pour dimensionner les assemblages rivetés en traction et en cisaillement, les industriels ont recours à des
essais. La certification de l’appareil exige que les assemblages soient testés selon des méthodes d’essais norma-
lisées (e.g., NAS) de traction [12] et de cisaillement en simple [13] ou en double recouvrement [14]. Dans ces
essais, la fixation est installée entre deux tôles d’acier traité (considérées indéformables) et sollicitée dans des
conditions de chargement statique. Les résultats (efforts et parfois déplacements) permettent de dimensionner
la résistance mécanique de la fixation à la limite élastique (Ny et Ty respectivement 8) et à la rupture (Nu et
Tu respectivement).

Les essais de cisaillement conduisent à un mode de rupture unique (le cisaillement du fût du rivet) et
caractérisent effectivement la tenue statique de la fixation en cisaillement pur. L’essai de traction est déjà
plus complexe. Il est réalisé pour trois épaisseurs de tôle, prises dans le domaine d’utilisation de la fixation,
pour étudier le mode de rupture du rivet : rupture de la tête, du fût, de l’écrou (ou de l’insert) pour les
vis. Il n’est donc pas possible de déterminer une caractéristique unique de tenue de la fixation en traction
pure. Une approche conservatoire considérera pour un dimensionnement classique et comme caractéristique de
rupture en traction pure, la valeur minimale (critique) des efforts ultimes observés pour les trois configurations
expérimentales (conduisant éventuellement à trois modes de rupture de la fixation).

D’autres essais dits de “couplage”, eux-aussi normalisés, sont également pratiqués pour mesurer les inter-
actions entre la résistance de la fixation et celle de la tôle à assembler ([15] pour la sollicitation de cisaillement
et [12] pour la sollicitation de traction, mais l’essai est pratiqué en remplaçant la tôle d’acier traitée par une
tôle faite de la nuance matériau étudiée). L’objectif de ces essais est d’étudier les différents modes de rupture
de l’assemblage (la tôle et la fixation), lorsque le rapport entre l’épaisseur de la tôle, t, et le diamètre de la
fixation, D, varie :

– en cisaillement : matage de la tôle ou cisaillement du fût de la fixation (Figure 2.10(a)),
– en traction : déboutonnage ou rupture de la fixation selon un des trois modes précités (Figure 2.10(b)).
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Figure 2.10 – Modes de défaillance d’un assemblage.

8. Nous utiliserons N pour l’effort de traction et T pour celui de cisaillement.
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En cisaillement, le matage de la tôle est observé pour les rapports t/D les plus petits et le cisaillement du
fût de la fixation pour les rapports t/D les plus grands (Figure 2.10(a)). Une zone de transition regroupe les
ruptures qui surviennent par rupture ou déboutonnage de la tête de la fixation, ou par rupture de l’écrou
(ou de l’insert) pour les vis. L’occurrence de ces modes de défaillance est fortement conditionnée par les
caractéristiques mécaniques du matériau de la tôle (comme le montre à titre d’exemple la Figure 2.11) et
la distance au bord (bien qu’en règle générale la distance au bord, a, est telle que : a = 2D). Des règles
analytiques (de type ingénieur) ont été proposées pour introduire l’influence de ce paramètre géométrique
sur la valeur de la charge ultime (Pu). Malheureusement, les charges ultimes de cisaillement et de matage
n’évoluent pas proportionnellement à la distance au bord, à cause des mécanismes de transition.

En traction, deux modes de défaillance sont observés en fonction du rapport t/D (la zone de transition
étant quasiment inexistante, Figure 2.10(b)). Le mode de rupture souhaité est celui de la fixation. La rupture
de la fixation peut concerner comme précédemment : la tête, le fût, l’écrou (ou l’insert) pour les vis. Le mode
de rupture par déboutonnage intervient pour les petits rapports t/D. Dans ce cas, la tôle est l’élément critique
de l’assemblage. Ce mode de rupture est difficile à prédire car il dépend de nombreux paramètres, tels la
résistance de la fixation, la forme et les dimensions de la tête, de l’écrou, de l’insert, de la présence ou pas
d’une rondelle, de la résistance des tôles, de leur épaisseur, etc. Il ne peut être étudié qu’à partir de nombreux
essais et il n’existe dans la littérature que peu de résultats, sauf pour les rivets à frapper.

(a) tôles en alliage d’aluminium 2024–T351 (b) tôles en alliage d’aluminium 2024–H111

Figure 2.11 – Comportement d’un rivet NAS–1097 en cisaillement simple recouvrement.

Un assemblage peut finalement être étudié comme un système complexe dont certains paramètres (ou
variables) peuvent être couplés :

– variables de la fixation : matériau, diamètre, longueur, type de tête, sollicitation, épaisseur des tôles,
– variables d’interaction liées aux tôles : épaisseurs, matériaux, sollicitations,
– autres variables d’interaction : présence (ou pas) d’une rondelle, contraintes résiduelles, nombre et dis-

position des fixations, jeux de montage, défaut initial, etc.

La détermination des caractéristiques mécaniques des assemblages nécessite de nombreux essais statiques et
les données sont accessibles pour un nombre limité de fixations et de nuances de tôles d’aluminium (2024–T3
ou 7075–T6 en particulier). La majorité des essais est menée avec des éprouvettes pour lesquelles l’épaisseur
des tôles est identique. Or le mode de rupture de l’assemblage peut également varier si la fixation assemble
deux tôles dont l’épaisseur est fortement différente. La caractérisation d’un rivet (le matériau, la longueur,
le diamètre et la forme de la tête sont fixés) nécessite 10 essais normalisés de cisaillement (2 types) et 15 de
traction (3 épaisseurs). À ces 25 essais élémentaires, s’ajoute un nombre très important d’expérimentations
nécessaires à l’étude de l’influence des paramètres d’interaction ; plus encore s’il est intéressant ou nécessaire
d’étudier l’évolution des tenues à différentes vitesses de chargement.

La quantité de fixations rencontrée sur avion (des centaines de milliers) nous mène à penser qu’il serait
souhaitable de tenir compte de variabilités ou incertitudes dans les propriétés mécaniques et géométriques.
On pense également au nombre de cycle de chargement, à des incidents (coups) ou à des réparations de
maintenance qui peuvent infléchir la tenue résiduelle des fixations structurales.
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2.2.3 Modélisation des assemblages pour le calcul de structure

Les exigences en matière de sécurité dans le domaine des transports 9, 10 augmentent alors même que les
industriels du secteur souhaitent réduire leurs délais de conception en employant le plus possible l’outil de
simulation numérique. Pour les structures aéronautiques, les réglementations concernent par exemple les fonds
de barques des hélicoptères, et les sièges pour le crash ; les réservoirs, les bords d’attaque, les verrières, les
radômes pour l’impact.

Les tailles et la complexité des structures restent aujourd’hui encore incompatibles avec une utilisation
massive d’éléments finis 3D volumiques pour la discrétisation des pièces et leurs assemblages. Les modèles
utilisés pour l’étude du crash dans les moyens de transport comptent aujourd’hui des centaines de milliers
d’éléments finis de coques (par exemple : 5 105 pour une automobile, 106 pour un avion commercial ou un
train). Cette finesse se justifie par la nécessité de modéliser finement la géométrie des pièces (et leurs contacts)
pour représenter les modes de comportement fortement non-linéaires rencontrés lors de la ruine des structures.
Ces modèles comptent également, selon le type de structure, de quelques milliers à plusieurs centaines de
milliers d’éléments de liaison permettant de modéliser le comportement des assemblages de pièces et leur
rupture.

Pour les structures aéronautiques, le procédé d’assemblage le plus fréquent est le rivetage. Pour l’opérer, il
est nécessaire de préparer les pièces en perçant les tôles. Ces perforations constituent des singularités géomé-
triques (ou des entailles mécaniques) qui, sous chargement mécanique, provoquent à leur voisinage immédiat
un effet bien connu de concentration des contraintes et des déformations. Ces singularités, qui se comptent
à l’échelle d’une structure aéronautique en centaines de milliers d’unités, sont des sites privilégiés pour le
développement des non-linéarités matérielles, l’amorçage et la propagation des ruptures, qui piloteront la
ruine structurale en cas de crash, d’impact ou d’explosion. Un problème “d’échelle” se pose donc pour les
modèles de simulation numérique. À l’échelle de la structure, il n’est pas possible de discrétiser finement par
EF les zones assemblées et les liaisons, alors même que les phénomènes locaux qui se développent à l’échelle
de l’assemblage vont piloter le comportement structural jusqu’à la ruine complète. Le recours à des éléments
macro-géométriques couplés à des critères de rupture adéquats est donc naturellement préconisé. Il est alors
nécessaire d’identifier les modèles de comportement qui seront associés aux éléments de liaison.

Au début des années 1990, la Communauté Européenne finança le projet IMT–Crash 11 dans le domaine
du crash de structures métalliques aéronautiques. Un des objectifs de ce programme concernait l’évaluation
des différents codes de calcul explicites existants sur des cas d’écrasement sous-structuraux. Divers sujets
d’études furent abordés comme l’influence sur les résultats de simulation de la vitesse de déformation des tôles
d’aluminium, de la finesse des maillages, des approximations géométriques (e.g., congés, bossage, position de
la fibre neutre dans une pièce complexe à épaisseur variable) ou du type de modèle de liaison [16, 17, 18]. Il
s’avéra que le problème majeur restant sans réponse au terme de ce programme, était celui de la modélisation
des liaisons. À l’époque, les différentes approches retenues pour la modélisation des assemblages reposaient
sur l’utilisation :

– de contraintes cinématiques,
– d’éléments 1D ou 2D (EF de ressort ou de poutre) au comportement linéaire ou non-linéaire,
– de formulations hybrides couplant contraintes cinématiques et éléments 1D ou 2D.

Les modèles de liaison de type contraintes cinématiques rassemblent (Figure 2.12(a)) :
– les liens rigides,
– les corps rigides,
– les interfaces liants.

9. Pour l’industrie automobiles : essais normatifs ECE en Europe ou FMVSS aux Etats-Unis, ou encore les étoiles aux essais
médiatisés EURO-NCAP ou ADAC.

10. Pour l’industrie aéronautique – avions et hélicoptères : réglementations JAR en Europe et FAR au États-Unis.
11. IMT–Crashworthiness for commercial aircraft.
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L’intérêt de ce type de modèles est qu’il n’y a pas de condition de stabilité (pas de temps) imposée
aux calculs car il n’y a pas de rigidité associée à cette formulation. De plus, ils sont relativement simples à
mettre en œuvre, même dans le cas d’ensembles complexes. Cependant, ils ne permettent pas de modéliser
les comportements fins (non-linéaires) de la liaison et ils surestiment la rigidité réelle de la fixation (et donc
celle de la structure si sa rigidité est fortement conditionnée par les assemblages). La rupture de la liaison
est modélisée par un critère macroscopique couplant les efforts de traction et de cisaillement. Une limitation
de l’utilisation de ces modèles est qu’un nœud du maillage EF ne peut être associé qu’à une seule condition
cinématique pour un degré de liberté (DDL) donné. Même si des solutions existent, des conflits de priorité ou
des incompatibilités peuvent alors apparaître entre plusieurs conditions cinématiques 12.

Les modèles de liaison fondés sur l’utilisation d’éléments 1D ou 2D regroupent essentiellement (Figure 2.12(b)) :
– les éléments de ressort,
– les éléments finis de poutre.
Ces éléments sont associés à un pas de temps élémentaire permettant d’assurer la stabilité des simula-

tions 13. Étant dans la majorité des cas associés aux dimensions des éléments 1D 14 ou 2D 15, leur pas de temps
peut être préjudiciable pour un calcul de structure (en particulier les éléments finis de poutre). Pour décrire
les non-linéarités de comportement et la rupture de la fixation, ces formulations offrent néanmoins une plus
large gamme de solutions.

Au terme du programme IMT-Crash, un éditeur de code a développé un nouvel élément appelé élé-
ment poutre/ressort. Son comportement non-linéaire est celui d’une poutre et il est fondé sur des courbes
effort/allongement pour les trois DDLs de translation, et moment/angle pour les trois DDLs de rotation. Sa
condition de stabilité est celle d’un ressort et elle repose sur ses rigidités élastiques, ce qui est moins pénalisant
comparé aux éléments finis de poutre ; d’autant que sa longueur initiale peut être nulle. La rupture est détectée
lorsqu’un allongement ou un angle a dépassé une valeur critique définie dans le jeu de données. Il n’y avait
également pas de critère généralisé combinant l’ensemble des sollicitations.

Le dernier type de modèle de liaison, appelé formulation hybride, est fondé sur le principe qu’il est possible
d’imposer des conditions cinématiques à des nœuds connectés à des éléments finis (Figure 2.12(c)). Ceci conduit
à des modèles dans lesquels la fixation est formulée par un élément 1D ou 2D (ressort, poutre ou poutre/ressort)
et où la connexion entre les nœuds de la fixation et les EF de coque des tôles est assurée par une condition
cinématique (interface liant). L’indépendance de la position de la fixation par rapport au maillage des tôles,
en particulier les contraintes nodales de position en vis-à-vis imposées par les autres formulations, constitue le
principal avantage de ces formulations hybrides. Néanmoins, cette souplesse d’utilisation peut être préjudiciable
car les points d’articulation de la structure coïncident numériquement avec les nœuds du maillage des tôles
et non plus avec les points de liaison (ce qui est généralement plus représentatif, mais pose un problème de
déformation localisé du maillage des plaques et favorise ainsi les modes parasites de déformation 16). La mise
en œuvre de ces méthodes nécessite cependant une étape préparatoire manuelle importante pour une structure
comportant de nombreuses fixations.

L’évaluation de chacune de ces différentes approches, pour les diverses configurations de position de la
liaison dans la maille (coïncidant avec un nœud de maillage ou avec le centre d’un élément de coque) et/ou
de finesse de discrétisation des tôles assemblées, montre que ces formulations ne parviennent pas à décrire le

12. Des modèles de corps rigides à trois nœuds esclaves peuvent être utilisés quand la fixation assemble trois épaisseurs de tôle.
Toutefois, la rupture d’un corps rigide ne suffit pas à rompre complètement la liaison, ce qui peut être problématique pour un
chargement en traction. Pour palier ce problème, une solution est d’associer à un des deux corps rigides un détecteur numérique
de rupture qui déclenche la rupture des autres corps rigides de la liaison.

13. Le schéma d’intégration explicite est conditionnellement stable.
14. La longueur de l’élément 1D est égale à la somme des demies épaisseurs des tôles connectées.
15. Dans le cas des éléments de poutre, la section intervient dans le calcul du pas de temps.
16. On parle de mode d’Hourglass, c’est-à-dire des modes de déformation à énergie nulle.
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(a) par contrainte cinématique (b) par éléments finis de poutre ou ressort

(c) par formulation hydride

Figure 2.12 – Modèles de liaison pour le calcul de structures.

comportement d’assemblages mêmes élémentaires de façon satisfaisante. Les approches employées sont soit trop
contraignantes (maillage fonction des positions des rivets), soit trop coûteuses (pas de temps), soit incorrectes.
L’utilisation de formulations hybrides apporte des solutions à l’un ou l’autre des problèmes rencontrés avec
les approches précédentes mais reste insuffisante (en terme de représentativité ou de temps de calcul). Les
résultats s’avèrent, de plus, dépendants de la taille du maillage des tôles et de la position de la fixation dans
la maille.

2.3 Synthèse et définition des thèmes de recherche

Reprenons le scénario de ruine du fuselage du vol 103 de la Pam-Am établi par le bureau chargé de l’enquête
sur l’attentat [1]. Nous nous trouvons face à un problème couplé fluide-structure d’une part et d’autre part,
face à un mécanisme de ruine complexe provenant des effets directs de l’onde de souffle dans la soute et de sa
propagation dans la cabine. La rupture est initiée et elle se propage dans les zones d’assemblage riveté.

Cette habilitation à diriger des recherches fait la synthèse de mes activités de recherche menées dans ce
cadre général depuis la fin des années 90. Les trois thèmes de recherche sont les suivants :

le chargement structural de type pression dynamique : des modélisations de l’onde de souffle existent,
mais elles ne sont pas adaptées à la problématique du calcul de structures complètes. Des modèles
analytiques et des règles de similitude permettent de définir la phase positive de l’onde de souffle, mais
la littérature montre qu’il est préférable d’utiliser des mesures du chargement pour étudier la vulnérabilité
de la structure. Des modèles aux éléments finis (éventuellement couplés) existent, mais leur validation
est rare et leur application à des structures complètes n’est pas envisageable en raison de la complexité
des structures ou des temps de résolution. Dans ce domaine, nous présentons une recherche appliquée
qui vise à :
– valider des méthodes d’interaction couplées fluide-structure pour mesurer l’onde de souffle,
– développer des méthodes d’interaction découplées fluide-structure pour permettre l’analyse de struc-

tures complètes et complexes,
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– développer une méthode numérique pour le couplage d’une structure immergée dans un fluide,

la caractérisation des assemblages pour le calcul des structures : la tenue des assemblages est ana-
lysée en traction et en cisaillement, mais ils sont sollicités dans la structure par un chargement souvent
combiné de traction et de cisaillement. En dynamique, il n’existe aucune norme ou aucun essai standard
permettant d’analyser l’évolution du comportement mécanique des assemblages avec l’augmentation de
la vitesse de déplacement. Enfin, l’étude d’un assemblage (un type de fixation, une nuance de tôle)
nécessite une quantité importante d’essais qui peut limiter le nombre de configurations effectivement
caractérisées. Dans ce domaine, nous présentons une recherche expérimentale et numérique qui consiste
à :
– développer de nouvelles méthodes expérimentales fondées sur les essais normalisés permettant d’ana-

lyser le comportement et la rupture des fixations en modes purs et mixtes de traction/cisaillement et
pour des vitesses de déplacement quasi-statiques et dynamiques,

– développer une méthode alternative dite plan d’expérience numérique (ou virtual testing) pour étudier
un assemblage depuis le procédé de rivetage, jusqu’à la tenue dynamique,

la modélisation des assemblages en calcul des structures : en calcul des structures, les fixations sont
modélisées par des éléments équivalents 1D dont la majorité considère des comportements mécaniques
rigides ou élastiques. La fragilisation de la structure due aux perforations d’assemblages rivetés n’est pas
prise en compte dans les simulations, alors que ces entailles mécaniques sont des sites privilégiés pour
l’amorçage et la propagation de la rupture. Dans ce domaine, nous présentons une recherche fondamentale
qui vise à améliorer la modélisation des assemblages :
– pour les fixations : un modèle de fixation au comportement non-linéaire reposant sur une formulation

hybride,
– pour les tôles entaillées : un modèle et un critère de rupture, un modèle multi-échelles et un élément

fini hybride.

La démarche scientifique adoptée dans mes recherches sur les assemblages part de la volonté de dissocier
le modèle de la fixation de celui de la tôle perforée. Le modèle de liaison vise à représenter le comportement
non-linéaire et la rupture de la fixation sous sollicitations pures et mixtes de traction/cisaillement. Le modèle
de coque perforée/fragilisée vise quant à lui à représenter le comportement non-linéaire et la rupture de la tôle
au voisinage de la fixation.

Une fois les deux modèles validés, la dernière étape, objet de perspectives de recherche à plus long terme,
consistera à développer une nouvelle interface permettant de distribuer correctement les efforts entre les deux
composants, de réduire les problèmes de dépendance au maillage et de modéliser les interactions entre les
tôles et la fixation (le matage par exemple), ainsi que les modes de ruine structuraux (le déboutonnage en
cisaillement, le passage du rivet au travers de la tôle en traction).

Ma démarche scientifique est synthétisée dans la Figure 2.13 17. Cette dernière met également en évidence
les articulations avec un autre thème de recherche qui concerne le comportement mécanique des matériaux,
les thèses de doctorat et masters que j’ai co-encadré.

17. L’illustration du fuselage utilisée pour cette figure est extraite de [1].
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L
a problématique posée dans ce chapitre est celle de la modélisation du chargement dynamique appliqué
à la structure et émanant d’une explosion aérienne. Ma contribution dans ce domaine concerne le dé-

veloppement de méthodes numériques et d’outils métiers pour la modélisation du chargement de dynamique
transitoire appliqué aux structures complètes et complexes. Le problème est abordé par des méthodes couplées
et découplées d’interaction fluide-structure. Une méthode numérique est développée pour traiter le problème
du couplage d’une structure immergée dans un fluide. Cette recherche est développée dans le cadre d’études
pluriannuelles sur contrats et amonts. Mes publications significatives sont les suivantes :

(Langrand, 2002) Int. J. of Crashworthiness, 7(4) :415–428.

(Langrand, 2003) Journal de Physique IV, 110:621–626.

(Langrand, 2007) In 9th Int. Symp. on Plasticity and Impact Mechanics, IMPLAST.

(Langrand, 2009) Int. J. of Impact Engineering, 36(8) :1070–1078.

Ces articles seront cités en référence indépendamment des références bibliographiques entre crochets [−].
L’équipe de recherche associée à ces travaux est composée de deux étudiants en master recherche (Delphine
Notta, 2008, Anne-Sophie Bayart, 2001), d’un étudiant en thèse de doctorat (Nicolas Leconte, 2008) et des
chercheurs du laboratoire commun DRSC impliqués dans l’encadrement de la thèse principalement.
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3.1 Introduction

Nous nous intéressons dans ce premier chapitre aux chargements (statiques et dynamiques) appliqués à
l’appareil. L’objet de cette recherche vise in fine à étudier la vulnérabilité du fuselage face à une explosion
aérienne. Il s’agit de simuler à l’échelle de la structure, l’historique du chargement dynamique : (i) la pressuri-
sation, (ii) les chargements induits par les conditions de vol, (iii) l’onde de souffle et (iv) la dépressurisation
de l’appareil.

Le comportement dynamique d’un système mécanique, fluide et solide, révèle des échelles variées de temps
et d’amplitudes. La réponse du système dépend essentiellement des valeurs relatives de différents temps :
l’instant d’observation t, la durée du chargement Td (d’amplitude ξd), le temps Tl de propagation des ondes
dans le domaine de taille L (dont l’ordre de grandeur dépend en première approche de la géométrie et des
caractéristiques du solide élastique, mais pas du chargement) et la durée Tm pendant laquelle on décrit le
système [19]. Dans le cas d’une explosion, l’ordre de grandeur de la durée du chargement, Td, est celui de la
milliseconde. Quant à la durée Tm, cette dernière est plutôt de l’ordre de quelques millisecondes si la structure
se déforme plastiquement puis rompt par les effets directement liés à l’explosion [20] et peut-être de quelques
secondes si une rupture se propage dans la structure par les effets indirectement liés à l’explosion, par exemple
une dépressurisation 1.

Une recherche appliquée vise à développer des méthodes numériques pour mesurer le chargement dyna-
mique dû à l’explosion sur la durée Td. D’autres méthodes sont proposées pour analyser la vulnérabilité de la
structure sur la durée Tm ≫ Td. Enfin, une méthode, proposée à la fin des années 90, permet de coupler des
structures complexes immergées dans un fluide.

3.2 Méthode couplée d’interaction fluide-structure

La méthode couplée repose sur deux modèles : celui du domaine fluide et celui de la structure. Le modèle
du milieu fluide est fondé sur une approche eulérienne si la structure est supposée infiniment rigide, ou une
approche ALE (Arbitrary Lagrangian Eulerian) si la structure est déformable. Cette approche a été utilisée
pour analyser des problèmes de choc à l’oiseau (master d’Anne-Sophie Bayart) et les résultats obtenus avec
les approches couplées ont corrélé des expérimentations, mais aussi d’autres modèles fondés sur des approches
éléments finis lagrangiennes, ou encore analytiques (Langrand, 2002).

Pour les problèmes d’explosion aérienne, le fluide est décomposé en trois domaines : l’air, l’explosif et les
frontières (Figure 3.1). Soit la frontière simule une condition de continuité du domaine fluide pour éviter les
réflexions d’ondes aux limites du maillage du fluide, soit la frontière est reliée à la structure. Une interface
fluide-structure est utilisée si les maillages du fluide et de la structure sont non-conformes, ou les deux domaines
sont connectés nœud à nœud sinon 2.

Le comportement de l’air est modélisé par une loi hydrodynamique visqueuse (3.1). Dans le cas d’un gaz
parfait, cette relation se simplifie et les paramètres Ci restants sont totalement définis en fonction de la
constante adiabatique des gaz parfaits γ (3.2).

p = C0 + C1µ+ C2µ
2 + C3µ

3 + (C4 + C5µ)E0 avec µ =
ρ

ρ0
− 1 (3.1)

p = (C4 +C5µ)E0 avec C4 = C5 = γ − 1 et E0 =
pa

γ − 1
(3.2)

1. Au-delà de 4 000m d’altitude, l’air est pour ainsi dire irrespirable et peut entraîner rapidement des asphyxies. Sans compter
que la température y est aussi trop basse pour l’organisme. C’est la raison pour laquelle, les pilotes appliquent les mesures
d’urgence en cas de dépressurisation de la cabine et ils font le nécessaire pour amener l’appareil à 4 000m d’altitude. Plusieurs
minutes sont parfois nécessaire. Un temps que l’on pourrait trouver excessif si l’on ne sait pas qu’au-delà d’une certaine vitesse
de descente, l’appareil peut subir des dégâts structuraux importants.

2. Si un nœud est commun aux domaines fluide et solide, alors il est traité par une formulation lagrangienne.



40 Chargement structural de type pression dynamique

Figure 3.1 – Modèle fluide pour ondes de souffle.

Le comportement de l’explosif est modélisé classiquement par la loi de Jones-Wilkins-Lee (JWL) [21]. Cette
loi simule la détonation de l’explosif (3.3). Ses paramètres, A, B, R1, R2 et ω, sont complètement caractérisés
pour de nombreux explosifs [22]. Le modèle est aussi fonction d’autres données telles la vitesse de détonation
Vd, la pression de Chapman-Jouguet PCJ et l’énergie chimique de détonation e0 contenue dans l’explosif.

Une autre solution pour modéliser l’explosif repose sur la loi hydrodynamique visqueuse précédente (3.2).
Dans ce cas, les éléments finis de la zone de l’explosif sont initialisés par un dépôt d’énergie, puis par sa
libération et sa propagation. On montre alors que : E0 = e0. Toutefois, le champ de vitesse n’est pas correc-
tement initialisé dans l’explosif, ce qui limite le domaine d’application de cette méthode simplifiée au cas des
explosions aériennes (i.e., cette méthode est particulièrement inadaptée au cas des explosions sous-marines).

p = A

(
1− ω

R1V

)
e−R1V +B

(
1− ω

R2V

)
e−R2V +

ωe0
V

avec V =
ρe
ρ

(3.3)

où
ρe est la densité de l’explosif et ρ celle du produit détonant.

Les éléments frontières qui évitent les réflexions d’ondes aux limites du maillage du domaine du fluide, se
comportent comme un filtre passe-bas (3.4). Le paramètre lc de la loi s’apparente en effet à une fréquence de
coupure.

∂p

∂t
= ρc

(
∂Vn

∂t
− Vn div

(
V̄ − Vnn̄

))
+ c

p∞ − p

2lc
avec fc =

c

4πlc
et c =

√
γRsT (3.4)

où
p∞ est la pression à l’infini (pa), fc la fréquence de coupure, Rs la constante spécifique du gaz
(Rs = 287J/kg/K pour l’air) et T la température.

Cette méthode numérique est mise en œuvre pour des charges d’explosif de différentes natures (TNT, PE4 ou
PETN) et de différentes puissances (la masse des cylindres varie de quelques grammes à plusieurs kilogrammes)
placées en champ lointain sous des cibles infiniment rigides. Les ondes de souffle obtenues par cette méthode
ont été comparées à celles simulées avec un code fluide eulérien spécialisé en détonique. Quelques différences (le
temps d’arrivée, ta, et la durée, td) peuvent être observées entre les deux codes (en particulier à l’aplomb de
l’explosif). Les résultats obtenus pour le TNT ont montré que le modèle corroborait les prévisions des lois
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d’Hopkinson. La comparaison est jugée satisfaisante pour envisager l’application de cette méthode aux cas de
cibles déformables (Langrand, 2003).

L’approche élément fini est appliquée pour simuler le comportement de tôles minces au pendule balis-
tique [23, 24]. Ce dispositif permet d’étudier la résistance de matériaux métalliques et composites en faisant
varier la masse de l’explosif (qui est inférieure à 10g) et la distance entre la cible et la charge. Les mouve-
ments du pendule donnent une indication directe de l’énergie potentielle totale maximum du système après
dissipation de l’énergie en travail plastique. L’énergie potentielle est utilisée pour calculer la vitesse maximale
du système pendulaire et ensuite déterminer précisément l’impulsion appliquée à la cible. En champ lointain,
les modèles numériques corroborent les observations expérimentales en terme de déformée résiduelle de la tôle
ou d’impulsion. En champ proche, le modèle sous-estime beaucoup la déformée résiduelle de la tôle, alors que
l’impulsion reste proche de l’expérience.

Enfin, cette méthode de modélisation est appliquée au problème de vulnérabilité des structures aux bom-
bardements par explosions successives. Un essai spécifique et standard (BET : Bulge Explosion Test) permet
d’étudier la capacité de déformation de plaques de structures marines [25]. Il est principalement utilisé pour
discriminer les nuances de matériaux métalliques aux explosions répétées. Un processus itératif est développé
pour simuler la tenue résiduelle de la cible métallique (Langrand, 2009). Ce processus manipule des pro-
grammes développés pour initialiser la simulation de l’explosion (i) par des données extraites de la simulation
relative à l’explosion (i− 1) : le champ de coordonnées 3D de la déformée résiduelle de la cible, le champ
3D des contraintes et des déformations plastiques résiduelles. D’autres programmes sont développés pour mo-
difier les maillages du fluide et de la cible aux interfaces entre le fluide et la cible ; et entre la cible et les
supports. Les résultats numériques corroborent les expérimentations en termes de réduction d’épaisseur de la
cible, de déformée et de champs de déformation résiduelle ; ces derniers étant mesurés par corrélation d’images
numériques (Figure 3.2).

Figure 3.2 – Champs de déformation résiduelle lors d’un second Bulge Explosion Test .

Un résultat intéressant de ces recherches concerne les méthodes de mise à chaud du second calcul d’explo-
sion. L’initialisation du champ tensoriel des contraintes résiduelles 3 mène à de légères oscillations du champ
d’accélération de la plaque qui perturbe le spectre de réponse au choc de la cible dans le domaine des hautes

3. Le champ tensoriel des contraintes résiduelles est déterminé à la fin du premier calcul d’explosion par une méthode de
relaxation dynamique.
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fréquences. Une autre conclusion concerne le couplage fluide-structure. Les champs de pression mesurés sur la
cible lors du second calcul d’explosion sont très proches de ceux mesurés lors du premier calcul de détonique.
Une méthode alternative intéressante pourrait donc consister à mesurer ce champ de pression appliqué sur
la cible, puis à appliquer ce chargement dynamique de façon à étudier la vulnérabilité de la structure. Cette
méthode permettrait d’éliminer un nombre important d’éléments finis de fluide et de diminuer le temps de
résolution des simulations. Cette méthode alternative fait l’objet des recherches appliquées de la section 3.3.

3.3 Méthode découplée d’interaction fluide-structure

La tenue dynamique (vulnérabilité) d’une structure est de nos jours souvent analysée en s’appuyant sur
l’outil de simulation numérique. Dans une première approche (dite simplifiée), le chargement de l’explosion est
introduit dans le calcul de structure en utilisant des règles de similitude [26] ou des tables [2]. Néanmoins, cette
méthode s’avère parfois peu adaptée à des structures à géométrie complexe, même si des codes [27] permettent
de générer le chargement de façon plus ou moins automatique en utilisant les règles de similitude (la relation
de Friedlander (3.5) par exemple) ou la relation (3.6) par exemple. Dans la pratique, un chargement mesuré
(brut ou filtré) est souvent préféré car la réponse de la structure obtenue avec les profils idéalisés (et parfois
extrapolés par les règles de similitude) est sensiblement différente. Dans ces conditions, il s’agit de réaliser des
essais d’explosion pour analyser le chargement ou d’étudier la validité des règles de similitude pour de futures
études [20].

p (t) = p0

(
1− t− ta

td

)
e
−β t−ta

td (3.5)

où
ta est le temps d’arrivée, td la durée de la phase positive et p0, le pic de surpression.

p (t) = Pr cos
2 θ + Pi

(
1 + cos2 θ − 2 cos θ

)
(3.6)

où
θ est l’angle d’incidence, Pr et Pi les pressions réfléchies et incidentes respectivement.

Une seconde approche repose sur le couplage de codes de calcul : un code orienté fluide pour le calcul
de détonique et un autre orienté structure pour le calcul de tenue [28, 29]. Enfin une dernière approche est
d’utiliser un code de calcul orienté structure avec des fonctionnalités fluides suffisamment avancées pour traiter
le problème de l’explosion.

Une alternative aux approches précédentes est d’utiliser un code de calcul couplé fluide-structure, mais
pour traiter le problème de façon découplée. Le terme découplé doit être ici compris de la façon suivante. Le
problème fluide et le problème structure ont des échelles géométriques et temporelles différentes. Ils peuvent
donc être traités séparément ou de façon séquencée. En première approximation, la technique développée
suppose que l’onde de souffle est indépendante de la réponse globale de la structure.

Une recherche appliquée est développée dans ce domaine pour déterminer et appliquer à la structure les
chargements dynamiques équivalents à une explosion donnée. L’objectif de la recherche est de développer des
outils métiers applicables à des structures à géométrie complexe permettant de palier les inconvénients des
méthodes couplées (pour lesquelles il est nécessaire de modéliser le fluide). La méthode consiste en un premier
calcul (couplé fluide-structure) pour simuler la propagation de l’onde de souffle dans le fluide. Des programmes
sont développés pour mesurer, au moins sur une période Td, le chargement dynamique transitoire appliqué aux
limites de la structure et appliquer ce chargement dynamique à un second calcul de structure pour analyser les
comportements sur la durée Tm ≫ Td. Cette méthode permet d’étudier le problème couplé fluide-structure,
mais de façon découplée en temps et en espace.
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Il s’agit d’abord de développer une méthode de traitement numérique permettant de mesurer sur la durée
Td et avec un modèle local couplé fluide-structure (fondé sur les méthodes présentées au paragraphe 3.2), le
chargement appliqué aux frontières de la structure subissant l’onde de souffle. Le chargement est mesuré via
un dispositif appelé barrière de mesure. Il est composé d’un système de prise d’effort dans les trois directions
de l’espace (Figure 3.3). Les prises d’effort sont disposées sur une surface fictive (masse et rigidité nulles). La
barrière est d’épaisseur nulle. Elle est reliée aux domaines fluide et solide à l’aide d’interfaces liantes spécifiques.
La discrétisation des maillages des deux domaines du modèle d’une part et de la barrière d’autre part, est
complètement dissociée. Chaque discrétisation peut être optimisée pour des applications de spectre de réponse
au choc par exemple qui y sont particulièrement sensibles [30].

Des études ont montré que les interfaces liantes ne modifiaient pas la rigidité de la structure d’une part et
que d’autre part elles n’empêchaient pas le fluide de suivre les déformations de la structure lors du calcul. Le
système de prise d’effort 3D n’affecte pas non plus la stabilité du calcul couplé fluide-structure. L’accélération
des nœuds de la structure est très légèrement déphasée en raison de la présence du système de mesure. Ce
déphasage est attribué à la rigidité et à la masse élémentaire des cellules numériques.

Des méthodes de traitement numérique ont été développées pour post-traiter les efforts 3D de chaque prise
d’effort (parfois des milliers) et générer les entrées nécessaires qui permettent d’analyser le comportement
global de la structure sur la durée Tm (Langrand, 2003). La discrétisation EF du chargement est indépendante
de celle de la structure, qui peut être raffinée si besoin selon l’application visée.

Il s’agit maintenant de développer une autre méthode de traitement numérique permettant d’appliquer au
modèle global de la structure le chargement équivalent précédent. Le chargement est appliqué via un second
dispositif appelé barrière de chargement (Figure 3.4). Il est composé d’un réseau de nœuds placés aux positions
des prises d’effort et d’une interface liante. Des méthodes de traitement numérique ont été développées pour
générer le réseau de nœuds et appliquer les efforts 3D en temps et en espace (Langrand, 2003).

Des études montrent que le déphasage des signaux d’accélération s’amenuise cette fois fortement. Le
chargement dynamique mesuré par le système précédent s’avère finalement faiblement influencé par le dispositif
des prises d’effort. L’intérêt de ces dispositifs est d’itérer des optimisations de la structure sans avoir à calculer
à chaque itération, le chargement dynamique dû à la propagation de l’onde de souffle dans l’air. Ces méthodes
découplées ont été utilisées pour analyser la sévérité de chocs et optimiser la structure de véhicules de transport
militaire (Langrand, 2003).

Figure 3.3 – Méthode numérique pour la mesure
du chargement équivalent durant le calcul local.

i

x y z

Figure 3.4 – Méthode numérique pour l’application
du chargement équivalent au calcul global.
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3.4 Méthode numérique pour le couplage d’une structure immergée dans
un fluide

Les méthodes développées dans les paragraphes 3.2 et 3.3 s’appliquent très aisément si la structure est placée
aux frontières du domaine fluide discrétisé et si la géométrie de la structure est simple ou élémentaire. Consi-
dérons le schéma de la Figure 2.5. Il montre un scénario d’attentat pour lequel la charge est à l’intérieur d’un
bagage placé en soute. Dans ce problème, deux milieux fluides sont potentiellement présents : l’air pressurisé
à l’intérieur de la cabine et l’air à l’extérieur de la cabine. Les structures aéronautiques sont constituées en
grandes parties de panneaux raidis, c’est-à-dire de tôles minces (ou peau) renforcées dans les sens longitudinal
et orbital par des raidisseurs respectivement appelés lisses et cadres (Figures 3.5 et 3.6). Ces renforts visent à
protéger la structure des phénomènes de flambage et à limiter la propagation de fissures.

Figure 3.5 – Structure du fuselage d’un
Boeing 377 statocruiser.

Figure 3.6 – Cadres et lisses du fuselage
d’un Boeing 747.

La complexité de ces structures introduit de multiples contraintes de maillages pour interfacer le fluide aux
pièces de la structure. De plus, il serait quasiment impossible de générer des maillages réguliers pour le fluide,
ce qui est pourtant fortement préconisé pour des raisons de stabilité numérique.

Une recherche appliquée, initiée à la fin des années 90, vise à développer une méthode de traitement
numérique du couplage F/S pour des structures immergées dans un fluide. L’idée est de réaliser séparément
les maillages et les modèles fluides et structures (i.e., de les adapter spécifiquement à la nature des matériaux
pour des analyses de spectre de réponse au choc par exemple), puis de développer une méthode permettant
de coupler les deux modèles dans un même calcul aux éléments finis. Dans cette approche, le maillage de la
structure est immergé dans le maillage continu du fluide. Les surfaces de la structure sujettes au chargement
sont reliées au fluide par le biais d’interfaces F/S liantes (Figure 3.7(a)).

Les couplages stoppent la propagation de l’onde de pression qui se développe dans le domaine fluide et
transmettent les chargements dynamiques à la structure. Les domaines fluides et solides interagissent l’un et
l’autre et se déforment conjointement (Figure 3.7(b)). L’inconvénient de la méthode de couplage est qu’elle
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déforme le maillage du fluide, ce qui pénalise le pas de temps du calcul ou risque d’introduire des instabilités
lorsque le mouvement de la structure dans le fluide est complexe. L’idéal est de maintenir le couplage sur la
durée Td de façon à transmettre la totalité du chargement dynamique à la structure.

Les couplages peuvent être désactivés au cours du calcul, si le chargement est totalement transmis à la
structure ou si le pas de temps devient trop petit, pour étudier le système sur la durée Tm. Dans ce cas, ou
dans le cas où une rupture survenait dans une partie de la structure sujette au couplage, l’onde de souffle
poursuit sa progression dans le domaine fluide, jusqu’à rencontrer un autre couplage (Figure 3.7(b)).

(a) configuration initiale du couplage (b) configuration courante du couplage

Figure 3.7 – Couplage F/S pour structure immergée.

Cette méthode a été utilisée pour étudier le comportement d’un véhicule militaire de transport face à l’explo-
sion d’une mine sous une roue (Langrand, 2003). La problématique visait à analyser, à des fins d’optimisation
structurale, les contributions respectives du système de suspension du véhicule, du passage de roue et du
plancher dans la cinématique de déformation du véhicule militaire (Figure 3.8). Le couplage entre l’onde de
souffle et la roue est réalisé avec la méthode de couplage pour structure immergée, tandis que le couplage entre
l’onde de souffle et le passage de roue ou le plancher du véhicule est réalisé de façon classique comme le décrit
la Figure 3.1 ; ces parties de la structure étant positionnées aux frontières extérieures du domaine fluide.

Les méthodes mises en œuvre ont montré qu’en terme d’optimisation du système de suspension (i.e., les
efforts dans la barre de suspension ou les butées mécaniques), la modélisation complète de la structure, ainsi
que le fluide environnant, n’était pas nécessaire. De plus, l’étude de la cinématique globale du véhicule ne
nécessite pas la modélisation du système complexe de suspension du véhicule. Le mouvement global (i.e., son
déport latéral provoqué par l’explosion de la mine) est particulièrement dépendant du couplage entre l’onde
de souffle et le passage de roue ou le plancher du véhicule.

Une autre application de cette méthode de couplage concerne l’explosion d’un engin dans un conteneur à
bagages. Le modèle est composé d’un conteneur déformable en aluminium et de bagages déformables. Une
bombe est placée à l’intérieur du conteneur et la méthode précédente couple chacun des bagages à l’onde de
souffle émanant de la bombe. L’enveloppe du conteneur est connectée nœud à nœud à la frontière extérieure
de l’air. L’air à l’extérieur du conteneur n’est pas modélisé (Figure 3.9). L’onde de souffle projette les bagages
les uns contre les autres et impactent le conteneur. L’onde de souffle perce le conteneur qui se déchire.

Ce modèle est placé à l’intérieur de la soute d’un avion. La structure de l’appareil subit les dommages
présentés dans la Figure 3.10 qui sont dus aux seuls impacts du conteneur et des débris de quelques bagages sur
la structure de l’avion. La poursuite de la recherche vise à développer les modèles numériques pour s’approcher
du problème posé dans la Figure 2.5 en introduisant les milieux fluides à (i) l’extérieur du conteneur à bagages,
(ii) à l’intérieur de la cabine et de la soute et (iii) à l’extérieur du fuselage.
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Figure 3.8 – Explosion d’une mine sous une roue d’un véhicule militaire de transport.

Figure 3.9 – Explosion d’un engin dans un conteneur à bagages.
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Figure 3.10 – Modèle EF d’une explosion dans la soute d’un avion.

3.5 Conclusions et perspectives

Conclusions. Nous nous intéressons dans ce premier chapitre aux chargements (statiques et dynamiques)
appliqués à l’appareil. L’objectif de cette recherche vise in fine à étudier la vulnérabilité du fuselage face à
une explosion aérienne. Il s’agit de simuler à l’échelle de la structure, l’historique du chargement dynamique :
(i) la pressurisation, (ii) les chargements induits par les conditions de vol, (iii) l’onde de souffle et (iv) la
dépressurisation de l’appareil.

Nous avons étudié des méthodes numériques permettant de mesurer l’onde de souffle appliquée aux struc-
tures. Ces méthodes reposent sur une approche couplée fluide-structure permettant aux deux milieux d’inter-
agir l’un et l’autre. Ces méthodes permettent de mesurer sur la durée Td l’historique du chargement dynamique.

Une méthode de traitement numérique est développée pour étudier la vulnérabilité des structures aux
explosions. Cette méthode alternative utilise un code de calcul couplé fluide-structure, mais pour traiter le
problème de façon découplée. Le problème fluide et le problème structure sont traités de façon séparée en temps
et en espace. Des outils métiers permettent à l’aide d’un calcul couplé fluide-structure de mesurer l’onde de
souffle sur une période Td. D’autres outils appliquent le chargement dynamique transitoire aux limites de la
structure pour analyser les comportements sur la durée Tm ≫ Td.

Nous avons développé une méthode numérique pour le couplage d’une structure immergée dans un fluide.
Cette méthode de couplage repose sur l’utilisation d’interface liante. Le couplage stoppe la propagation de
l’onde de souffle et elle transmet le chargement dynamique à la structure. Si une rupture survient dans
la structure sujette au couplage, l’onde de souffle poursuit sa progression dans le domaine fluide, jusqu’à
rencontrer un autre couplage.

Perspectives. Aux interfaces liantes précédentes s’ajoutent de nouvelles interfaces mobiles récemment im-
plantées dans les codes de calcul aux éléments finis et qui permettent de coupler une structure immergée et
mobile dans un milieu fluide. Si ces deux types d’interfaces ont toujours pour rôle d’assurer la transmission
d’efforts des éléments fluides vers les éléments solides, les interfaces liantes font appel à des conditions cinéma-
tiques très fortes en imposant une égalité de déplacement et de vitesse entre les nœuds des fluides et des solides
compris dans l’interface, ce qui conduit à une déformation du maillage fluide identique à celle du maillage
solide. Alors, bien que ce type d’interface permette d’obtenir des résultats satisfaisants dans les cas où l’on
peut se contenter de relier la structure à la frontière du domaine fluide, il devient beaucoup plus difficile à
mettre en place pour des cas où la structure est immergée dans le fluide. En plus de contraintes de maillage
importantes entre les surfaces interfacées, les conditions cinématiques imposées aux nœuds conduisent inévi-
tablement à la déformation excessive du maillage fluide et à une diminution exponentielle du pas de temps ;
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il faut alors supprimer l’interface pour pouvoir poursuivre la simulation et donc rompre numériquement le
couplage fluide-solide. Enfin, il existe d’autres cas plus complexes, notamment ceux faisant appel à plusieurs
fluides (de l’air et de l’eau, par exemple), que les interfaces liantes ne peuvent pas gérer.

La deuxième solution de couplage est fondée sur l’utilisation d’interfaces mobiles. Elles permettent de gérer
la transmission des efforts entre fluides et solides, même en la présence de fluides de plusieurs natures (i.e.,
air et eau). De plus, elles permettent des études du comportement des structures sans aucune déformation
du maillage fluide : il n’y a donc pas de nécessité de relâcher l’interface au cours de la simulation. Cette
nouvelle méthode de couplage est appliquée aux calculs des pré-charges statiques de pressurisation, de la
propagation de l’onde de souffle et de la dépressurisation suite à la déchirure de la structure (master recherche
de Delphine Notta). Une perspective vise à étudier la représentativité des résultats et les sensibilités de la
méthode numérique, en vue d’une application au modèle complet du tronçon de fuselage de la Figure 3.10.

Une réflexion, initiée à l’occasion de la thèse de Nicolas Leconte, porte sur des essais de laboratoire pouvant
se substituer aux essais d’explosion à des fins de validation des méthodes numériques (en particulier, les
interfaces mobiles) et caractériser des pressions critiques d’amorçage de la rupture d’assemblage (durant la
phase de surpression de l’explosion) et de propagation (durant la phase de dépressurisation) [8]. Une dernière
problématique porte sur les critères pour décrire la rupture de structures soumises à un impact ou à un
chargement impulsionnel. Ainsi, il existe des critères de rupture basés sur les déformations, les efforts, la densité
d’énergie ou encore construits à partir de la mécanique de l’endommagement [8]. Les plus prometteurs (LIC et
QIC 4) sont fondés sur des déformations exprimés comparativement à une impulsion adimensionnée [31, 32].
Ils permettent également de décrire le mode de rupture de la cible exposée à l’explosion. La perspective vise
ici à développer et à implémenter ce type de critères pour l’assemblage : la fixation et la tôle perforée.

4. Linear Interaction Criterion et Quadratic Interaction Criterion, respectivement.
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L
a problématique posée dans ce chapitre est celle de la caractérisation des assemblages à déplacement im-
posé. Ma contribution dans ce domaine concerne l’adaptation d’un dispositif expérimental pour étudier le

comportement et la ruine des fixations en modes pur et mixte I/II. Ces recherches nous conduisent à réfléchir
sur la pertinence des critères de tenue mécanique exprimés en effort et nous orientent vers l’analyse des champs
locaux de vitesse de déformation. L’observation de ces champs est réalisée numériquement (“Matériaux métal-
liques : un univers solide et opaque”) par plans d’expériences numériques. Cette méthode numérique consiste à
simuler l’histoire de l’assemblage depuis son élaboration (rivetage) jusqu’à sa ruine dynamique. La probléma-
tique posée ici est celle de la caractérisation des lois de comportement visco-plastique et d’endommagement.
Mes publications significatives sont les suivantes :

(Markiewicz, 1998) Int. J. of Materials and Product Technology, 13(3–6):123–145.

(Langrand, 1999a) Aerospace Science and Technology, 3(4) :215–227.
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(Langrand, 2010) Int. J. of Impact Engineering, 37(7) :792–805.

Ces articles seront cités en référence indépendamment des références bibliographiques entre crochets [−].
L’équipe de recherche associée à ces travaux est composée de cinq étudiants en master recherche (Florian
Dubeaurepaire, 2010 ; Benoît Gardey, 2001 ; Maxime Jacobus, 1999 ; Laurent Patronelli, 1998 ; Vincent Pre-
vost, 1997), de quatre étudiants en thèse de doctorat (Delphine Notta, 2011 ; Samuel Blanchard, 2009 ; Pierre
Mahelle, 2007 ; Grégory Haugou, 2003) et des chercheurs du laboratoire commun DRSC impliqués dans l’en-
cadrement des thèses principalement.
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4.1 Introduction

Nous nous intéressons dans ce deuxième chapitre aux méthodes de caractérisation des assemblages. L’ob-
jectif des nouvelles méthodes présentées dans la première partie du chapitre vise à améliorer la caractérisation
du comportement non-linéaire et de la rupture des fixations pour des sollicitations pures et mixtes de trac-
tion (mode I) et de cisaillement (mode II). Les méthodes d’essais normalisées ne permettent pas de déterminer
ces caractéristiques en mode mixte I/II. Ces données sont cependant nécessaires pour valider (ou améliorer)
les éléments finis (EF) équivalents utilisés en calcul des structures. L’utilisation des essais d’interaction n’est
également pas pertinente pour cette étape de validation car la réponse dynamique de la fixation est souvent
masquée par les déformations plastiques qui se développent dans les tôles d’aluminium (en particulier pour
les faibles épaisseurs). De plus, il est difficile de distinguer les contributions respectives de traction et de ci-
saillement qui sollicitent la fixation dans ce type d’essais. Ces contributions sont d’ailleurs variables au cours
de l’essai.

Les applications visées traitent du comportement des structures au crash, à l’impact et aux explosions.
Pour cela, il s’avère nécessaire d’étudier l’évolution des comportements non-linéaires et des critères de rupture
de la fixation avec l’augmentation de la vitesse imposée à cette dernière. Les méthodes d’essais normalisées
sont souvent inappropriées à ces vitesses dynamiques, en raison de la masse des pièces mobiles des montages
expérimentaux.

L’étude du comportement d’un assemblage (c’est-à-dire pour un type de rivet déterminé et une nuance de
tôle fixée) nécessite un nombre très important d’essais (en particulier les essais d’interaction). Peu de données
sont disponibles, et encore moins lorsqu’il s’agit d’étudier l’évolution des modes de rupture de l’assemblage
en dynamique. Les nouveaux aéronefs en projet voient l’émergence de nouveaux alliages aluminium lithium
plus légers et de nouveaux procédés d’assemblage (cordons ou points de soudure par friction et malaxage,
FSW) qui participent à la réduction du poids de l’appareil. La seconde partie du chapitre 4 propose une
méthode alternative à l’expérimentation intensive. Cette méthode repose sur la caractérisation de modèles
de comportement (éventuellement visco-plastique) et d’endommagement (pour la rupture ductile) des maté-
riaux qui constituent l’assemblage. Une fois ces lois de comportement et d’endommagement caractérisées, la
méthode, dite de plans d’expériences numériques, permettra d’étudier la tenue des assemblages en ‘Labora-
toire Numérique’ (Virtual Testing) par N simulations numériques, remplaçant ainsi N essais d’interaction
normalisés.

4.2 Nouvelles méthodes expérimentales

Le processus de conception d’une structure aéronautique s’appuie sur le principe d’une pyramide d’essais
permettant la certification. Cette pyramide repose sur des essais de caractérisation (e.g., des matériaux), de
qualification (pour la sélection des procédés de fabrication et le dimensionnement des assemblages par exemple),
des essais sur des sous-composants plus ou moins complexes (pour la vérification des solutions technologiques)
et des essais de validation sur tout ou partie de la structure (e.g., essais d’impact oiseaux sur les bords d’attaque
ou sur le cockpit). Les simulations numériques utilisant la méthode aux éléments finis (EF) sont utilisées pour
optimiser et améliorer la conception des sous-composants. Néanmoins, la taille des modèles EF ne permet
pas, même pour étudier une partie de la structure, de modéliser finement les assemblages structuraux (c’est-
à-dire en utilisant des modèles 3D volumiques). Les assemblages sont par conséquent représentés par le biais
d’éléments finis équivalents 1D dont il faut caractériser le comportement et la rupture (en dynamique rapide).
Les charges structurales subies par les fixations sont majoritairement des combinaisons de traction et de
cisaillement.

Deux types de critère de rupture sont généralement associés à ces éléments de fixation. Le premier, matériel,
repose sur un allongement, une déformation plastique ou un dommage critique. Les caractéristiques non-
linéaires (courbes force-déplacement en traction et en cisaillement) et à la rupture sont déterminées par les
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essais normalisés présentés en introduction, mais leur représentativité ne peut être éprouvée sans avoir recours
aux essais d’interactions, déjà plus complexes. En effet, le comportement non-linéaire est perturbé par les
modes de déformation locaux des tôles. L’idéal serait de disposer d’autres résultats qui soient discriminant
pour le comportement de la fixation.

Le second, macroscopique, est fondé sur l’hypothèse d’un comportement rigide à la rupture. La rupture
est détectée, une fois la relation (4.1) atteinte, par exemple. Cette enveloppe prend en règle générale une
forme elliptique (Figure 4.1). L’effort de traction à rupture (Nu) et l’effort de cisaillement à rupture (Tu)
sont déterminés par des essais de traction et de cisaillement purs respectivement (éventuellement les essais
normalisés). Les paramètres de couplage (a et b) permettent de modifier la forme du critère dans une direction
de chargement et nécessitent deux essais couplant la traction au cisaillement.

(
N

Nu

)a

+

(
T

Tu

)b

= 1 (4.1)

Des auteurs ont supposé l’égalité des deux paramètres de couplage pour palier le manque en données
expérimentales [33]. Dans ces recherches, le paramètre de couplage (a = b) est déterminé en ayant recours à
un essai de traction/cisaillement par la méthode des cales. Néanmoins, l’utilisation de ce type d’éprouvette
pose le problème de la décomposition de l’effort global en une composante normale et une autre tangentielle.
Cette décomposition n’est a priori pas connue. Ces auteurs ont proposé d’identifier le paramètre de couplage
en utilisant un modèle EF de l’éprouvette de traction/cisaillement et des techniques d’optimisation inverse.
Néanmoins, le couple (N,T ) obtenu numériquement s’avère dépendre du modèle de liaison implanté dans la
méthode d’optimisation.

Méthode d’essais en mode pur et mixte I/II Arcan

L’essai Arcan a été développé pour l’étude et la caractérisation du comportement et de l’endommagement des
matériaux composites [34, 35] 1. Cette procédure expérimentale permet de combiner et de contrôler au mieux les
sollicitations de traction et de cisaillement dans une éprouvette (Figure 4.2). Deux supports angulaires sont liés
à deux embases rigides au milieu desquelles se trouve l’échantillon à tester. L’orientation de ces deux secteurs
par rapport à l’axe de chargement d’une machine d’essais définit exactement la répartition de chargement

traction
cisaillement

. La variation de cette orientation permet d’obtenir plusieurs combinaisons de sollicitations. L’effort
appliqué est un glisseur (pas de moment) qui passe par le centre de l’échantillon et qui est incliné dans le plan
de chargement d’un angle α par rapport à la direction de la traction pure (par convention).

L’échantillon testé est supposé petit et on admet qu’il supporte un chargement homogène. L’effort global ~F
est un glisseur (pas de moment). Il se décompose dans le repère

(
~n,~t
)

en une composante normale de module
N et une autre tangentielle de module T . Celles-ci s’expriment directement en fonction de l’effort appliqué
‖~F‖ et de l’angle d’inclinaison α en appliquant les relations (4.2).

N = ‖~F‖ · cos (α)
T = ‖~F‖ · sin (α) (4.2)

Les recherches présentées ci-après ont été initiées lors de ma thèse de doctorat et ont été poursuivies
par la suite (en particulier lors de la thèse de Pierre Mahelle, ou à l’occasion des projets amonts Prédit et
EU/CRAHVI). Ils visent à adapter cet essai (ou à le développer) pour caractériser le comportement non-
linéaire des fixations et leurs critères de rupture sous sollicitations pures et mixtes I/II. Les résultats de ces
essais sont utilisés pour valider les modèles et identifier les paramètres des fixations dans la logique de recherche
adoptée qui consiste à dissocier le modèle de la fixation de celui de la tôle perforée.

1. Depuis les années 2000, cet essai est également utilisé pour étudier d’autres problèmes. On citera à titre d’exemple les
travaux qui intéressent l’ouverture et la propagation de fissures dans des matériaux métalliques [36, 37] et composites [38] ou le
comportement non-linéaire de colles [39, 40].
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Figure 4.1 – Critères de rupture d’une fixation selon
la relation (4.1).
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Figure 4.2 – Schéma de principe du montage Arcan.

Application aux rivets aéronautiques

Dans le cas de l’assemblage riveté, l’éprouvette insérée dans le montage d’essais est constitué du rivet (riveté
selon les standards aéronautiques [41, 42]) et de deux embases métalliques, considérées rigides, faites en acier
traité (σy = 1800MPa) comme spécifié dans les procédures d’essais normalisées. Le dispositif expérimental est
utilisé pour caractériser la tenue aux sollicitations pures et mixtes I/II de deux rivets à frapper couramment
rencontrés sur les structures aéronautiques :

– un rivet NAS-1097 de diamètre D = 4mm en alliage d’aluminium 7050–T73,
– un rivet LN-9198 de diamètre D = 4mm en alliage d’aluminium 2017–T4.

Patronelli (1999) et Langrand (2002) montrent qu’en traction pure, la tête des rivets est poinçonnée par le
fût (déboutonnage de la tête). La tête du rivet reste l’élément critique de la fixation jusqu’à une orientation
α égale à 30◦, mais la rupture est orientée par rapport à l’axe de chargement. Pour les orientations comprises
entre 45◦ et 90◦, le fût du rivet est cisaillé. Les réponses efforts/déplacements observées pour les orientations 0◦

et 90◦ définissent le comportement de la fixation en traction et cisaillement purs respectivement. Ces réponses
seront utilisées dans le chapitre 5 pour définir le comportement de la fixation (de façon directe pour les
éléments finis 1D de type ressort ou de façon indirecte pour déterminer les paramètres de modèles de fixation
plus sophistiqués). Les résultats obtenus en mode mixte I/II seront utilisés pour valider les modèles de fixation
ou pour déterminer des critères de rupture, comme proposé dans le paragraphe suivant.

La tenue de la fixation est étudiée pour chaque orientation en considérant le chargement ultime tel que Pu =
max (F ). Les relations (4.2) permettent de définir les composantes (N,T ) à la charge ultime Pu pour chaque
combinaison de chargement (Figure 4.3(a)). La valeur des paramètres Tu et Nu du critère de rupture (4.1) se
déduit directement de l’expérience comme Tu = T90◦ et Nu = N0◦ (Figure 4.3(a)). La valeur des paramètres
de couplage a et b du critère de rupture (4.1) est obtenue aisément via une optimisation par méthode directe
par exemple (Figure 4.3(b)). La procédure d’optimisation vise à minimiser une fonction coût (ou critère au
sens des moindres carrés) définie par les résultats expérimentaux et les valeurs numériques déterminées par le
critère de rupture. Il vient pour les rivets testés :
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– (a, b) = (2.8, 1.8) pour le rivet NAS-1097,
– (a, b) = (1.4, 2.3) pour le rivet LN-9198.
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Figure 4.3 – Résultats des essais Arcan sur assemblage rivetés.

Les résultats montrent que ces paramètres sont dépendants du type de fixation (tête fraisée, tête ronde).
Bruhn préconise a = 3 et b = 2 pour des assemblages boulonnés. Un autre résultat remarquable de cette
recherche est que le critère de rupture déterminé selon l’hypothèse (a = b) est d’égale représentativité à celui
obtenu lorsque (a 6= b) pour les deux rivets testés (Patronelli, 1999). Les résultats obtenus avec la méthode
d’essais Arcan ont été comparés aux données disponibles dans la littérature [43, 44]. Même si celles-ci ne
concernent qu’un nombre très limité de fixations et de sollicitations, les comparaisons effectuées ont montré
un bon degré de corrélation en ce qui concerne la résistance ultime en cisaillement (peu de données sont en effet
disponibles pour la traction). La méthode d’essais Arcan a été reprise pour tester la résistance mécanique de
rivets ferroviaires et déterminer leurs comportements non-linéaires et leurs caractéristiques à la rupture [45, 46].

En conditions de crash ou d’impact, les assemblages structuraux sont sollicités à différentes vitesses imposées.
Dans le cadre du programme Européen CRAHVI, nous avons développé des dispositifs d’essais Arcan de
traction et de cisaillement purs spécifiques pour évaluer, au vérin hydraulique rapide, la sensibilité dynamique
du comportement non-linéaire des fixations et de leurs caractéristiques à la rupture [47]. Une procédure d’essais
analogue a été suivie par l’Université d’Oxford, autre partenaire du programme, pour tester des rivets aveugles
aux barres d’Hopkinson [48].

Les résultats dynamiques obtenus au vérin hydraulique rapide ou aux barres de Hopkinson n’ont pas
montré de dépendance notable du comportement des rivets testés à la vitesse de déformation. Néanmoins, un
résultat intéressant obtenu pour les rivets LN-9198 montre deux modes de rupture concurrents en traction
pure : le déboutonnage de la tête du rivet et la rupture en traction du fût du rivet (mode de rupture plus
consommateur d’énergie). Le rapport t/D du rivet étudié (0.4) s’avère proche de la valeur séparant ces deux
modes de rupture (Figure 2.10(b)) selon les valeurs relevées dans le “Military Handbook” [43]. Le montage
Arcan statique pourrait aussi favoriser le premier mode (déboutonnage) à cause de faibles rotations dans le plan
de chargement (hyperstatique), ces rotations étant empêchées avec le dispositif d’essais au vérin hydraulique
rapide.

Application aux points soudés électriquement (PSE)

Après m’être intéressé aux rivets aéronautiques, il était judicieux de développer ces essais pour d’autres types
de singularité, en l’occurrence des points soudés électriquement. Notons que ces assemblages sont pertinents
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pour le secteur aéronautique, avec l’émergence des points soudés par friction et malaxage (FSW).

Le programme de recherche Prédit n◦ 98A0149 dans lequel j’ai été impliqué [49] a concerné la modélisation,
l’optimisation et la caractérisation du comportement d’assemblages soudés par point (PSE) en crash. Un nou-
veau modèle d’assemblage a été développé par le LMT-Cachan et un outil d’optimisation (optimiseur) dédié,
par Mécalog-Group. L’Onéra avait la charge de développer une méthode d’essai novatrice pour caractériser la
tenue statique des points soudés (Langrand, 2004), les résultats devant également favoriser l’optimisation de
l’élément fini équivalent de fixation développé dans le cadre de ce programme de recherche.

Dans le cas du point soudé, la réponse de l’assemblage est fonction du comportement du point proprement
dit, mais également de la tôle qui participe de façon très locale à la non-linéarité de comportement observée
(déformations dans la tôle autour du point). Dans ce cas, il n’est plus possible de procéder comme pour les
rivets en distinguant la fixation de la tôle. Il est nécessaire d’intégrer les déformations locales d’une certaine
quantité de tôle dans le comportement de la fixation. Ces déformations locales seront de toute façon filtrées
par la maille EF des tôles en calcul des structures.

L’industrie automobile utilise habituellement des éprouvettes de traction en croix, de pelage et de trac-
tion/cisaillement pour étudier le comportement et la rupture de ce type d’assemblage [50]. Cette procédure
d’essai est simple à mettre en œuvre, mais elle nécessite trois types d’essais et trois géométries d’éprouvettes.
Les tôles pouvant être déformées plastiquement, un écart non négligeable peut apparaître entre les propriétés
locales mécaniques de l’assemblage et leurs mesures globales. Les essais associés aux sollicitations pures ne sont
pas exactement “purs” et les essais mixtes ne sont pas correctement contrôlés en terme de ratio traction

cisaillement
.

Enfin, il est nécessaire de supposer l’égalité des deux paramètres de couplage a et b dans l’expression du critère
de rupture (4.1), car le nombre des essais n’est pas suffisant pour accéder à la valeur des deux paramètres.

En traction, les déformations plastiques se localisent autour du point soudé dans la tôle qui finit par
rompre. En présence d’une composante de cisaillement, la rupture de l’assemblage se déroule en trois étapes :

– localisation des déformations plastiques dans la tôle autour d’une partie seulement du point soudé,
– rupture locale (ductile) de la tôle autour d’une partie seulement du point soudé, accompagnée d’une

rotation du point dans le plan de chargement,
– déchirure de la tôle en mode III.

En terme d’expérimentation sur les points soudés, Lee [51] et Reisner [52] ont proposé des adaptations du
principe d’essai Arcan en ayant recours à des éprouvettes en forme de U. Ces dispositifs permettent effecti-
vement de caractériser la tenue de la fixation en terme d’effort, mais la détermination de son comportement
non-linéaire reste encore délicate à cause de la déformation des tôles et de leur fléchissement en sollicitation
mixte (en particulier pour de faibles épaisseurs de tôles). Ce dispositif expérimental a été utilisé pour des rivets
auto-poinçonneurs 2 et des applications automobiles [53]. La forte épaisseur des tôles a limité les inconvénients
de ce moyen expérimental dans ce cas.

Le dispositif expérimental de Lee et Reisner a été amélioré par Lin [54] avec des éprouvettes à base carrée
(bords repliés et soudés) pour limiter la flexion des tôles. Néanmoins, ce dernier ne garantit pas l’isotropie
des déformations autour du point soudé (les bords repliés sont vrillés) et les auteurs ne communiquent aucun
résultat en cisaillement pur.

Pour palier ces inconvénients et appliquer le principe Arcan plus “proprement” aux points soudés, nous avons
proposé la solution présentée sur la Figure 4.4. L’éprouvette à tester est constituée d’une embase métallique
rigide et d’une tôle soudée déformable. Elle est complètement intégrée dans un montage Arcan. La partie libre
de la tôle autour du point soudé est circulaire pour favoriser l’isotropie de chargement. L’embase métallique
et la tôle soudée sont brasées au-delà de cette partie libre dans un four à vide pour éviter les problèmes
d’oxydation. L’influence du traitement thermique nécessaire à la mise en œuvre de la brasure a été mesurée

2. Assemblage de deux tôles en aluminium par un rivet auto-poinçonneur en acier.
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au regard des caractéristiques mécaniques du matériau de base, du profil de dureté du point soudé et de la
tenue statique de l’assemblage avec des éprouvettes de traction/cisaillement (Langrand, 2004).

Un objectif dans ces essais est de contrôler la participation des tôles dans le processus de déformation ; ces
déformations plastiques étant intégrées dans la réponse non-linéaire de la fixation. Les déformations plastiques
des tôles sont trop “locales” pour être prises en compte dans les calculs de structures. L’idée sous-jacente
est d’associer la dimension de la partie libre de l’éprouvette à une taille caractéristique des éléments finis de
coque qui seront connectés aux éléments finis 1D de fixation. Enfin, ce type d’essai permet de contrôler les
conditions aux limites expérimentales, de façon à simplifier au mieux la phase de modélisation numérique et
d’optimisation paramétrique.

Figure 4.4 – Schéma du montage Arcan pour les PSE.

Dans le cas du point soudé, d’autres critères de rupture plus élaborés reposent sur l’expression d’efforts de
traction et de cisaillement normalisés N̄ et T̄ (4.3). Les composantes N et T sont calculées classiquement par
les relations (4.2). Les composantes de traction N̄ de cisaillement T̄ sont adimensionnées par l’effort maximal
relevé en traction pure (4.4) pour retirer du critère les effets liés au matériau [55]. Ce critère s’exprime en
fonction de l’épaisseur de la tôle t et du diamètre du point soudé D, ce qui le rend plus intéressant pour le
calcul de structure. Le paramètre β décrit les conditions de chargement appliquées sur l’assemblage : β = 1
dans le cas d’un chargement uni-axial et β = 0.5 dans le cas d’un chargement bi-axial. Le paramètre du critère
qui reste à déterminer est noté k. Lin propose aussi une expression de la charge ultime du point soudé (pour
des tôles en acier doux) en traction pure, qui est fonction du diamètre du point D, de la contrainte ultime du
matériau de base σu et d’un paramètre empirique cu dépendant des conditions de soudage (4.5).

[
1− 2β + 2β2

]
N̄2 +

[
1

3
+

(
4t

πD

)2
]
kT̄ 2 = 1 (4.3)

N̄ = N
max (F0◦)

= N
Nu

T̄ = T
max (F0◦ )

= T
Nu

(4.4)

Nu = πDtσucu (4.5)

Des essais ont été menés avec le dispositif Arcan de la Figure 4.4 sur des points soudés de 6mm de diamètre,
l’épaisseur des tôles en acier XES étant égale à 1.2mm (σy = 170MPa et σu = 300MPa). Le critère de
rupture (4.3) est analysé avec les résultats obtenus par Lee et Reisner pour évaluer l’influence des conditions
de chargement (bi-axiales ou uni-axiales), et avec ceux obtenus par Lin pour différentes épaisseurs de tôles et
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diamètres de points soudés à des fins de validation. L’expression (4.3) mène à des critères de rupture du point
soudé peu sensibles à l’épaisseur de la tôle et au diamètre du point soudé (grâce au paramétrage de la géométrie
de l’assemblage). L’analyse révèle effectivement une influence des conditions de chargement sur la tenue du
point soudé. Néanmoins, ce critère réussit difficilement à prédire la tenue du point soudé en cisaillement pur,
comme pressenti par Lin [55], ce qui a pu être mis en évidence avec les derniers résultats (Langrand, 2004).

Une autre conclusion intéressante de cette recherche concerne la pertinence des critères de rupture exprimés
en terme d’effort ultime. Ils traduisent une rupture plutôt “fragile” de la fixation. Ceux-ci se révèlent inadaptés
dans le cas du point soudé, car l’énergie dissipée après l’effort ultime augmente “proportionnellement” avec
la contribution de cisaillement. Cette énergie provient de la déchirure de la tôle en mode III. Elle devient
même prépondérante dans le cas de l’essai en cisaillement pur. Ce résultat montre l’intérêt de développer
des modèles de fixation non-linéaires très performants, capables de simuler l’énergie dissipée dans la fixation
jusqu’à la rupture (plutôt “ductile” dans le cas du point soudé) et en particulier pour des applications de
dynamique rapide pour lesquelles la rupture des fixations peut modifier notablement le scénario de ruine de
la structure.

Dans le cadre du programme de recherches Prédit [49], un nouvel élément fini de fixation a été développé
par le LMT-Cachan [56]. Cet élément fini de poutre illustre le degré de complexité nécessaire aujourd’hui à la
modélisation macroscopique d’une liaison. La surface de charge (4.6) est une fonction quadratique dépendante
des efforts (normal N3, cisaillement (N1, N2)), des moments (flexion (M1,M2), torsion M3) et d’une fonction
β(p) qui représente la courbe contrainte/déformation du matériau (par exemple le modèle de type Ludwick
(4.7)). L’intérêt de cet élément est qu’il couple les chargements dans toutes les directions et que la rupture y
est décrite avec une variable d’endommagement. L’élément omet les effets matériaux dus à l’augmentation de
la vitesse de déformation. Néanmoins, cette dépendance peut être ajoutée dans l’expression de la surface de
charge en introduisant une fonction β(p, ṗ), tel le modèle de Johnson-Cook par exemple [57, 58].
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(4.6)

σ = (A+Bεp
n) (4.7)

L’endommagement suit une loi d’évolution du type Lemaitre et Chaboche [59], qui suppose que l’endomma-
gement croît 3 lorsque la valeur de la déformation plastique cumulée a atteint une valeur seuil ps. Le matériau
rompt lorsque la variable d’endommagement D a atteint une valeur critique Dc (4.8). L’évolution du module
d’Young est caractéristique de ce modèle.

E (D) = E (1−D)

Ḋ = 0 si ṗ = 0 ou si p < ps
Ḋ = Dc

pu−ps
ṗ si ṗ 6= 0

(4.8)

où,
ps est la déformation plastique cumulée seuil et pu la déformation plastique cumulée ultime.

Deux approches ont été suivies dans le programme Prédit pour identifier les paramètres de cet élément de
fixation par méthode inverse. La première approche a reposé sur des essais industriels de traction en croix, de
traction-cisaillement et de pelage [56]. La seconde approche est fondée sur l’utilisation des essais Arcan réalisés
sur les points soudés (Langrand, 2004). Dans la première approche, l’identification de tous les paramètres est
réalisée simultanément [56], alors que dans la seconde approche l’identification est menée en deux temps :

– les paramètres A, B et n en utilisant l’essai Arcan de traction pure,
– les paramètres a1 (a1 = a2), Dc, ps, et pu en utilisant l’essai Arcan de cisaillement pur.

3. L’endommagement croît linéairement en fonction de la déformation plastique cumulée.
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Le paramètre b1 (b1 = b2) ne peut pas être identifié avec les essais Arcan, car ces derniers ne génèrent pas
de flexion par hypothèse (Langrand, 2004). L’intérêt de la seconde méthode est qu’elle permet d’étudier la
validité des valeurs identifiées en utilisant les essais mixtes I/II.

Le nouvel élément de fixation permet de prédire raisonnablement bien le comportement non-linéaire du
point soudé pour les sollicitations pures et mixtes I/II (Figure 4.5). Néanmoins, il n’a pas été possible de
décrire le comportement observé après le pic d’effort, malgré l’introduction de la variable d’endommagement.
L’énergie disponible après ce pic représente une part importante de l’énergie totale (voire prépondérante dans
le cas du cisaillement, Figure 4.5(b)). Or pour des applications de type crash ou impact, l’énergie dissipée par
les assemblages conditionne fortement la cinématique de déformation de la structure et son mode de ruine. Il
y a donc un intérêt à améliorer cette partie du modèle de la fixation.

Un comportement post-pic a également été observé dans le cas des essais de pelage et de traction-
cisaillement. Néanmoins, celui-ci s’est révélé trop dispersif et il n’a pas été pris en compte dans la phase
de développement de l’élément de fixation [56]. La propagation de la rupture dans la tôle n’est pas limitée
dans le cas des essais industriels, contrairement aux essais de type Arcan. L’intérêt des résultats des essais
Arcan est d’intégrer les déformations locales et l’énergie dissipée par une certaine quantité de tôle dans le
modèle de la fixation pour une taille d’EF de coque donnée (Langrand, 2004). Ces déformations locales sont
de toute façon filtrées par la maille EF des coques.

Les paramètres identifiés avec les résultats des essais Arcan ont été utilisés pour simuler le comportement
d’éprouvettes de traction en croix, de pelage et de traction/cisaillement. Les résultats montrent un bon degré
de corrélation entre l’expérimentation et la simulation par EF jusqu’au pic d’effort (Langrand, 2004). Les
paramètres déterminés par le biais de la première approche ont été utilisés pour simuler le comportement
des éprouvettes Arcan. Les réponses numériques n’ont pas pu corréler les observations expérimentales. Ces
résultats mettent en évidence la faible pertinence des essais d’interaction pour la caractérisation des modèles
de fixation.

Finalement, l’intérêt des recherches menées dans le domaine de l’expérimentation des assemblages est de
discriminer les modèles de fixation ainsi que les critères de rupture, d’évaluer leur représentativité et leur
validité, et enfin de déterminer les voies d’amélioration et de développement futures. Les perspectives dans ce
domaine concernent l’amélioration du modèle de fixation pour prédire le comportement post-pic. Fondés sur
les résultats des essais Arcan, ce nouvel élément fini devrait permettre d’intégrer la propagation de la rupture
en pleine tôle (au moins une quantité contrôlée expérimentalement) dans le modèle de fixation. Le modèle est
actuellement développé pour des vitesses de sollicitations quasi-statiques. Pour nos applications de dynamique
rapide, il s’avère pertinent d’étudier la dépendance du comportement et de la rupture de la fixation à la vitesse
de déformation.

Application à la dynamique rapide

A la suite du programme Prédit, le dispositif Arcan développé pour l’étude des points soudés a été adapté
aux vitesses de sollicitation dynamique (thèse Pierre Mahelle). Des montages spécifiques ont été étudiés pour
chaque configuration angulaire α de façon à limiter les effets d’inertie liés aux masses des pièces mobiles
rigides. Notons que la sollicitation de cisaillement pur n’a pas pu être étudiée au vérin hydraulique rapide 4.
Les essais ont été réalisés à une vitesse de chargement égale à 1m.s−1 en traction pure et pour deux modes
mixtes (α = (30◦, 60◦)) avec des points soudés identiques à ceux testés de façon quasi-statique.

Les résultats mettent en évidence une influence significative de la vitesse de chargement sur la réponse
effort fonction du déplacement 5 et sur la tenue mécanique de l’assemblage, exprimée en terme de charge

4. Le processus de déformation de l’éprouvette en cisaillement pur mène à des efforts radiaux qui sont mal supportés par le
moyen expérimental.

5. On observe une influence classique de la vitesse de chargement comparable à celle du comportement d’une éprouvette
matériau faite d’un acier doux, avec une augmentation de l’effort (à la limite élastique et ultime) et une diminution du déplacement
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Figure 4.5 – Réponse de l’EF de fixation Predit aux sollicitations pures et mixtes I/II.
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ultime Pu (Figure 4.6(a)). Les paramètres du critère de rupture (4.1) Nu et Tu s’avèrent dépendre de la
vitesse de chargement. Notons que l’effort maximal observé pour α = 30◦ suit la même fonction d’évolution
approximativement. On peut donc conclure que jusqu’à α = 30◦, le processus de déformation du point soudé
est plutôt piloté par des efforts de traction qui sollicitent l’assemblage localement autour du point. L’influence
dynamique observée pour α = 60◦ est quant à elle plus marquée (Figure 4.6(b)). Enfin, l’évolution dynamique
du paramètre Tu ne peut pas être étudiée expérimentalement, même si elle est pressentie. Par conséquent,
l’influence de la vitesse de chargement sur la forme du critère de rupture n’est pas mesurable dans l’état par
la seule observation expérimentale. La forme du critère est paramétrée par a et b dans le modèle (4.1) et par
k dans le modèle (4.3).
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Figure 4.6 – Résultats des essais dynamiques Arcan sur points soudés (PSE).

P̄ (α, vi) =
F (α, vi)

Nu (vi)
(4.9)

Afin d’analyser l’influence dynamique sur la rupture du point soudé, la tenue dynamique en cisaillement pur
est estimée par extrapolation des valeurs obtenues pour α ∈ [0◦, 60◦]. Dans un premier temps, l’évolution de la
tenue statique de l’assemblage peut être traduite en fonction de l’angle α par la fonction polynômiale proposée
par la relation (4.10). Les paramètres pi sont analysés grâce aux résultats des essais statiques précédents
(Langrand, 2010).

L’influence de la vitesse de chargement sur la tenue de l’assemblage est analysée en considérant un modèle
de correction dynamique multiplicatif, dépendant de l’angle α (4.11) pour traduire la forte augmentation de
l’effort observée à 60◦ (Figure 4.6). Les paramètres du modèle de correction dynamique sont identifiés en
deux étapes. La première étape vise les paramètres m0 et n du modèle. Elle est réalisée en s’appuyant sur les
résultats des essais Arcan en traction pure (en effet, en traction pure la relation (4.11) se réduit à (4.12)). Pour
cela, d’autres expériences dynamiques sont menées aux barres de Hopkinson (à v = 15m.s−1) pour identifier
au mieux le couple de paramètres 6. La seconde étape consiste à identifier les paramètres m1 et m2 du modèle
en s’appuyant sur les essais en mode mixte réalisés à 1m.s−1 (Langrand, 2010).

Pu (α, v0) =

n∑

i=0

piα
i = p0 + p1α+ p2α

2 (4.10)

à la rupture.
6. Sans ces essais dynamiques supplémentaires, nous devrions fixer (supposer) une valeur de l’un des deux paramètres dans

l’expression (4.11), par exemple n = 1.
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Pu (α, vi) = Pu (α, v0) ·M1 (α, vi)
M1 (α, vi) =

(
m0 +m1α+m2α

2
)
vi

n (4.11)

Pu (α, vi) = Pu (α, v0) ·M2 (vi)
M2 (vi) = m0vi

n (4.12)

L’extrapolation de la tenue dynamique en cisaillement pur est de l’ordre de 13.8kN (Figure 4.7(a)). La
tenue dynamique du point en cisaillement pur serait seulement de l’ordre de 8.2kN si le modèle M1 de la
relation (4.11) ne dépendait pas de l’angle α. Ces résultats montrent que les deux paramètres du critère
qui caractérisent la tenue de l’assemblage en traction et en cisaillement sont dépendants de la vitesse de
chargement : il vient donc Nu (vi) et Tu (vi). Le critère de rupture de l’assemblage reste par contre quasiment
identique à l’enveloppe statique (Langrand, 2010). D’ailleurs, l’enveloppe dynamique reste proche de celle
obtenue en statique que l’on considère ou non un modèle de correction dynamique dépendant de l’angle
α (Tu

(
vi = 1m.s−1

)
= 13.8kN selon le modèle (4.11) ou Tu

(
vi = 1m.s−1

)
= 8.2kN selon le modèle (4.12)).

L’analyse des critères de rupture en statique et en dynamique montre finalement que les paramètres de couplage
(a, b) du critère de rupture ne sont pas dépendants de la vitesse de chargement (Figure 4.7(b)).
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Figure 4.7 – Analyse des essais dynamiques Arcan sur points soudés (PSE).

L’influence dynamique est ici étudiée en terme de vitesse imposée (vi). Or l’influence dynamique est gé-
néralement prise en compte dans les équations de la Mécanique des Milieux Continus et ses modèles par un
taux de déformation (ε̇). Les dispositifs expérimentaux développés (tant pour les rivets que pour les points
soudés) ne permettent pas une mesure directe de cette variable locale (“Matériaux métalliques : un univers
solide et opaque”, à moins de disposer d’un matériel spécifique tel un micro-tomographe). En conséquence, il
n’est pas possible d’analyser l’influence dynamique mesurée sur les points soudés par un modèle dépendant
d’une vitesse de déformation (même moyenne). De plus, le processus de déformation de cet assemblage est
différent en traction pure et en cisaillement pur. À même vitesse de chargement global, l’influence des vitesses
de déformation locales n’est pas identique (les processus de déformation sont différents). Une prise en compte
de l’influence de la vitesse de déformation dans les relations de détermination des composantes normales et
tangentielles N et T pourrait aussi permettre de s’affranchir de la variable de chargement α dans le modèle
présenté. Il serait surtout possible d’étudier le comportement et la rupture de la fixation en terme de vitesse
de déformation.

Mon objectif de recherche est de procéder à la mesure des champs de déformation et de vitesse de défor-
mation numériquement avec un modèle aux éléments finis 3D volumiques suffisamment fin et validé pour être



62 Caractérisation des assemblages

représentatif des modes de déformation locaux des tôles au voisinage du point soudé (thèse Pierre Mahelle,
master Florian Dubeaurepaire). Un tel modèle aux éléments finis requiert la détermination préalable des lois
de comportement visco-plastiques endommageables des matériaux hétérogènes (métal de base, zone affectée
thermiquement et zone fondue) constituant le point soudé (thèse Pierre Mahelle).

Synthèse

Les nouvelles procédures d’essai développées pour les assemblages permettent d’étudier le comportement
des assemblages dans des conditions ‘structurales’ de déplacement imposé. Les mesures observées permettent
de caractériser les paramètres des modèles non-linéaires et des critères de rupture des fixations. L’intérêt de
ces méthodes expérimentales est aussi d’améliorer la représentativité de ces modèles. Les résultats dynamiques
montrent néanmoins les limites des critères de rupture exprimés en terme d’effort. Une perspective de recherche
intéressante vise à développer un modèle de correction dynamique dépendant d’un champ (ou d’une valeur
moyenne) de la vitesse de déformation pour analyser le comportement non-linéaire et la rupture du point
soudé en dynamique. La problématique posée est celle de l’observation des champs locaux de déformation
et de vitesse de déformation. Nous proposons d’accéder à cette mesure de champs numériquement par les
méthodes présentées dans le paragraphe suivant.

La perspective dans ce domaine concerne l’étude expérimentale des paramètres déterminant pour les autres
modes de ruine de l’assemblage (tel le matage, le passage de la tête au travers de la tôle ou la rupture des écrous
ou inserts) en mode pur et mixte I/II. L’objectif de la recherche vise à enrichir les modèles de comportement
et de rupture ou à en développer d’autres plus spécifiques (interface pour le matage par exemple).

4.3 Caractérisation par plans d’expériences numériques

Une fois la tenue mécanique de la fixation caractérisée par les méthodes d’essais normalisées ou les nou-
velles méthodes basées sur le principe Arcan précédent, l’étude de l’assemblage se poursuit par des essais
d’interaction pour déterminer le mode de défaillance de l’assemblage. Le mode de défaillance est fonction
de la nature (caractéristiques mécaniques, Figure 2.11) et de l’épaisseur des tôles à assembler (Figure 2.10).
Il peut néanmoins être fonction d’autres paramètres, tels : des cycles de fatigue mécanique (éventuellement
thermique), de la présence ou pas d’une rondelle, du nombre et de la disposition des fixations, des contraintes
résiduelles, du couple de serrage pour les vis, de la présence d’un défaut initial, . . . Le nombre des paramètres
d’interaction (dont l’influence peut être couplée) limite les investigations expérimentales de par le nombre des
essais mis en jeu.

Une alternative numérique à l’expérimentation intensive repose sur la notion de Plans d’Expériences Nu-
mériques (Langrand, 2000) ou de Virtual Testing. La méthode proposée repose sur la caractérisation préalable
des paramètres de modèles de comportement visco-plastique et d’endommagement des matériaux constituant
l’assemblage (rivet, tôles, Langrand, 1999b) d’une part, et d’autre part sur la mise en place de techniques
numériques de simulation (et leur validation) de l’histoire de l’assemblage (Markiewicz, 1998) jusqu’à sa ruine
dynamique à l’aide de modèles EF volumiques suffisamment fins (à l’échelle des processus de déformation de
la fixation et des tôles) :

– simulation du procédé,
– introduction des caractéristiques mécaniques et géométriques post-rivetage (e.g., forme de la bouterole,

contraintes et déformations plastiques),
– simulation de la tenue mécanique (statique, dynamique) d’assemblages rivetés.
Une fois les modèles EF d’assemblage suffisamment validés, l’influence des paramètres d’interaction sur

les principaux modes de rupture des assemblages rivetés (déboutonnage, cisaillement, pelage, rupture dans la
tôle le long d’une ligne de rivet) peut être étudiée en Laboratoire Numérique par des analyses de sensibilité
paramétrique (fondées ici sur des modèles déterministes). Une autre application est de dériver, à partir des
résultats de ces modèles EF raffinés, des critères macroscopiques de rupture (tels ceux présentés au paragraphe
précédent) à l’échelle du modèle de la structure pour tenir compte d’une certaine variété (nature des matériaux
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de l’assemblage, type de fixation, . . . ) dans les calculs de structure. Une perspective intéressante de ces modèles
EF vise à analyser la distribution des champs de déformation et de vitesse de déformation au voisinage de
l’assemblage pour analyser la rupture des fixations en dynamique.

Lois de comportement et identification de paramètres

Le problème posé est celui de la modélisation EF de la tenue dynamique des assemblages rivetés. Du point
de vue du comportement des matériaux, il est donc nécessaire de s’intéresser aux modèles de comportement
visco-plastiques. Pour la rupture, le choix s’est orienté vers les modèles d’endommagement ductile et des
techniques numériques d’érosion pour l’élimination des EF.

De nombreuses expressions ont été développées pour décrire l’influence de la vitesse de déformation sur la
contrainte supportée par le matériau (e.g., modèles additifs comme l’expression de Krupkowsky [60], modèles
multiplicatifs comme l’expression par Johnson-Cook [57, 58]). La sélection du modèle puis l’identification de
ses paramètres est fondée sur l’analyse d’essais de traction menés à différentes vitesses de chargement. Selon
la complexité du modèle, les paramètres de ces modèles (A, B, n, C et ε̇0 pour le modèle de Johnson-Cook ;
ε̇0, K, ε0, n, a, b et c pour le modèle de Krupkowsky) se déterminent par le traitement des diagrammes
rationnels plastiques (4.13) du matériau (e.g., régression linéaire pour le modèle de Johnson-Cook, méthode
d’identification non-linéaire pour le modèle Krupkowsky).

σ = σmesuré (1 + εmesuré)
εp = ε− σmesuré

E
avec ε = ln (1 + εmesuré)

(4.13)

Les applications qui nous intéressent visent à modéliser le comportement des assemblages métalliques
jusqu’à la rupture des matériaux constitutifs. Il est donc nécessaire de tenir compte de leur ductilité et par
conséquent de l’adoucissement des matériaux. Dans l’approche proposée, ce dernier est modélisé par le modèle
d’endommagement de Gurson-Tvergaard-Needleman [61, 62]. Celui-ci décrit, au travers d’une variable scalaire
f , l’évolution de la porosité du matériau durant les trois phases de l’endommagement jusqu’à sa rupture
ductile. Les paramètres du modèle sont :

pour la phase de nucléation fn, εn et Sn,

pour la phase de croissance fi, q1, q2 et q3 (par défaut, q3 = q1
2),

pour la phase de coalescence fc, ff et fu (par défaut fu = 1
q1

).

Les modèles de comportement et d’endommagement sont présentés plus en détails en annexe A.

Remarque : Recouvrement des moyens d’essais dynamiques. En bordure de singularité géométrique (i.e., la
perforation), les vitesses de déformation atteignent des niveaux de l’ordre de 7000s−1 à une vitesse de traction
moyenne de l’ordre de 5m.s−1. Pour un matériau sensible à la vitesse de déformation, le comportement matériel
doit être complètement caractérisé, car les finesses de discrétisation éléments finis sont telles que le modèle
visco-plastique peut être potentiellement sollicité sur toute la gamme de vitesse de déformation, alors que
les paramètres sont identifiés sur une plage plus restreinte. De plus, les moyens utilisés pour caractériser le
comportement matériel aux moyennes et grandes vitesses de déformation et sur de larges plages de déformations
plastiques (voire jusqu’à la rupture) ne sont pas recouvrants. Le vérin hydraulique rapide permet d’étudier le
comportement du matériau jusqu’à des valeurs de vitesse de déformation telles que ε̇ ≤ 100s−1, alors que les
barres de Hopkinson ne le permettent qu’à partir de ε̇ ≥ 500s−1 7. De ce fait, il est nécessaire d’interpoler entre
100s−1 et 500s−1 les modèles de comportement identifiés sur chaque sous-domaine de vitesse de déformation.

Un travail de recherche a donc visé à atteindre au recouvrement des capacités des différents moyens
d’essais (master Benoît Gardey ; thèse Grégory Haugou) en augmentant la capacité en terme de vitesse de
déformation des montages d’essais utilisés pour les moyennes vitesses. Leur amélioration est fondée sur une
méthode itérative expérimentale et numérique d’identification et d’adaptation de leur contenu spectral [63].
Cette première partie étant menée, la poursuite de la recherche a visé à diminuer la limite basse en terme de

7. Si nous voulons atteindre la rupture avant réflexion et chevauchement des ondes.
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vitesse de déformation d’un système aux barres de Hopkinson. Cette recherche pose le problème de la validité
des hypothèses liées à ce moyen expérimental aux vitesses de déformation visées. Une fois le recouvrement
atteint, le comportement du matériau peut être étudié sur toute la gamme des vitesses de déformation allant
du domaine statique à celui des grandes vitesses de déformation sans interruption [64, 65].

Un outil d’identification a été développé pour déterminer les paramètres des lois de comportement (Lan-
grand, 1999a). Il repose sur des méthodes d’identification non-linéaire fondées sur des algorithmes de gradients
conjugués de type BFGS ou DFP [66]. Initialement développé pour résoudre des problèmes dits directs avec
les modèles visco-plastiques courants pré-programmés, l’outil a progressivement évolué pour résoudre des pro-
blèmes dits inverses. Pour cela, il a été interfacé avec les codes de calculs explicites Pam-Crash et Radioss. La
méthode consiste à minimiser l’écart entre les observables obtenues par l’expérience et par la simulation nu-
mérique (EF). Les dernières évolutions de l’outil (master Maxime Jacobus) intègrent des méthodes de gestion
de bornes (le domaine de variation des paramètres est borné) et des fonctions coûts “multi-critères” 8.

Dans le cas du modèle de Gurson, l’identification des paramètres peut être réalisée simultanément par
méthode inverse. Pour en limiter le coût, des études de sensibilité sont entreprises dans l’objectif de mesurer
la sensibilité des observables aux paramètres à identifier. La stratégie d’optimisation est alors déduite de ces
études préliminaires qui définissent pour chacun des paramètres : son degré et son domaine d’influence, ainsi
que l’observable la plus sensible pour l’identifier. Une fois les paramètres déterminés, il convient d’évaluer la
robustesse des modèles vis-à-vis de la taille de la maille élément fini ou de la règle d’intégration (en particulier
le nombre de points de Gauss et la formulation Hourglass 9).

Application aux matériaux des assemblages rivetés

Ces méthodes d’identification et d’optimisation sont mises en œuvre pour les matériaux d’un assemblage
riveté, dont les tôles sont faites d’un alliage d’aluminium 2024–T351 et le rivet en 7050–T73. Dans le cas
des tôles, les paramètres de ces modèles sont identifiés sur la base d’essais de traction uni-axiale. L’alliage
2024–T351 présente une faible anisotropie en traction, alors qu’il est plutôt isotrope en compression (Figure
4.8(a)). Le comportement en compression est inscrit dans le “faisceau” délimité par les courbes de traction.
Une hypothèse d’isotropie pourrait donc s’avérer satisfaisante pour de faibles niveaux de déformation plastique
(εp ≤ 6%) en considérant un modèle de comportement moyen défini par les diagrammes observés en traction
et en compression (Figure 4.8(b)). Cependant au-delà de 10% de déformation plastique, les comportements
non-linéaires observés en compression et en traction s’avèrent très différents. Ces résultats montrent qu’un
modèle plastique utilisant des variables d’écrouissage isotrope et cinématiques (identifiées pour ces dernières
avec des essais cycliques) serait adapté pour une modélisation rigoureuse du comportement du matériau. Les
résultats expérimentaux de caractérisation des matériaux n’ont pas mis en évidence une sensibilité à la vitesse
de déformation pour cet alliage d’aluminium.

Le rivet est un produit manufacturé, dont le matériau a subi certaines transformations durant le procédé
de fabrication. Un essai de “micro-traction” a été développé pour caractériser les paramètres des modèles de
comportement sur le matériau du rivet (master Laurent Patronelli). La géométrie de l’éprouvette (prélevée
dans le fût d’un rivet) a été optimisée numériquement pour que le champ de déformation dans la partie utile de
l’éprouvette soit le plus homogène possible. Ce dispositif expérimental a été validé à l’aide d’un matériau connu
et caractérisé avec des méthodes et des éprouvettes normalisées. Les résultats de traction et de compression
décrivent des contraintes à la limite élastique différentes en traction et en compression, mais des écrouissages

8. Principalement utilisé à des fins d’identification de paramètres matériaux, il a également été employé par d’autres cher-
cheurs de l’Onéra pour optimiser les paramètres d’un modèle de retournement de balle pour des applications de coup de bélier
hydrodynamique dans les réservoirs d’avion.

9. Mode de déformation à énergie nulle.
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Figure 4.8 – Comportement de l’alliage d’aluminium 2024–T351

semblables (Figure 4.9(a)). Une solution possible pour la modélisation du matériau pourrait considérer un
comportement isotrope moyen 10.

Néanmoins durant la phase de rivetage, le matériau du rivet est sollicité en compression et il connaît
un fort gradient de déformations plastiques (importantes dans le bouton, moyennes à faibles dans le fût).
L’influence de ces déformations plastiques (du fait du rivetage) est étudiée en terme de comportement du
matériau (Langrand, 2002). À titre d’exemple, des déformations plastiques de compression de l’ordre de 4%
sont générées dans le fût d’un rivet, puis une éprouvette de micro-traction est prélevée et enfin testée en
traction (Figure 4.9(c)). Les résultats montrent que le comportement du matériau n’est plus ni celui observé
en traction, ni celui observé en compression (effet Bauschinger). On observe une forte influence sur la contrainte
à la limite élastique, qui est de l’ordre de 400MPa dans le cas du matériau vierge et 200MPa dans le cas
du matériau préalablement écroui à 4%. Il semble qu’un critère d’écrouissage cinématique soit mieux adapté
comparé à un seul critère isotrope (Figure 4.9(b)).

Les résultats expérimentaux montrent qu’un modèle plastique utilisant des variables d’écrouissage isotrope
et cinématique serait adapté pour une modélisation rigoureuse du comportement du matériau des tôles et des
rivets. Ces modèles ne sont généralement pas disponibles dans les codes de calcul explicites utilisés dans les
applications de dynamique rapide. Pour la méthode de plans d’expériences numériques mise en œuvre ici (dans
l’objectif de simuler la tenue mécanique d’assemblages), différents modèles de comportements isotropes sont
identifiés pour tenir compte des comportements en traction et en compression. En terme de simulation, cette
hypothèse d’isotropie impose des sollicitations proportionnelles et des maillages EF adaptés (définition de
zones géométriques de comportement) pour tenir compte de ces différences de comportement entre traction
et compression (Langrand, 2000).

La solution retenue dans le plan d’expériences numériques pour modéliser le comportement et la rup-
ture du matériau des tôles d’aluminium repose sur un modèle plastique isotrope dans les zones sollicitées
en compression 11 et un modèle plastique isotrope et endommageable dans les zones sollicitées en traction.
Les paramètres du modèle plastique en compression sont déterminés par méthode directe, ceux du modèle
plastique-endommageable sont identifiés par méthode inverse.

Pour le matériau des rivets, un premier modèle de comportement plastique isotrope est identifié par
méthode directe pour simuler le rivetage (compression) et un autre modèle de comportement plastique isotrope

10. La taille des échantillons ne permet pas d’étudier l’anisotropie du matériau des rivets.
11. On suppose que l’endommagement ne se développe pas en compression.
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Figure 4.9 – Comportement de l’alliage d’aluminium 7050–T73
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et endommageable pour les simulations de tenues mécanique et dynamique. Les paramètres du modèle plastique
endommageable sont identifiés par une méthode inverse en tenant compte de l’influence du rivetage (Figure
4.9(d)).

Plans d’expériences numériques – Application aux rivets aéronautiques

Étude du procédé de rivetage

Une étape dans la méthode de plans d’expériences numériques concerne la simulation du procédé de rivetage
et l’initialisation des modèles EF de tenues statique et dynamique par la géométrie réelle du rivet et l’intro-
duction des contraintes et des déformations plastiques résiduelles post-rivetage. Le procédé d’assemblage est
étudié avec des éprouvettes spécialement équipées de micro-capteurs de déformation afin de valider les modèles
de simulation (Markiewicz, 1998).

Un résultat inattendu est relatif aux niveaux de déformation mesurés à proximité de la perforation. Ces
derniers ont dépassé l’étendue de mesure des micro-jauges (20%). Un résultat intéressant pour la validation
des modèles de simulation est relatif à la formation du bouton. Celui-ci se développe et entre en contact
avec la surface de la plaque. Les frottements dans cette zone de contact sont à l’origine d’un flux de matière
remarquable : un ergot se forme au bord de la perforation. La matière y est aspirée ; ce qui se traduit, pour les
capteurs de déformation suffisamment éloignés de la perforation, par l’inversion du signal qui révèle un état
de traction des plaques (Figure 4.10(a)). Une fois l’ergot complètement formé, la mise en forme du bouton se
poursuit ; ce qui se traduit pour les jauges de déformation par une nouvelle inversion du signal (compression).

Un modèle de simulation du rivetage est développé en vue de mesurer la capacité des méthodes de calcul
à prédire les phénomènes locaux précédents (master Laurent Patronelli). L’autre objectif est d’initier une
simulation de tenue mécanique d’assemblage par une géométrie (forme et dimensions du bouton, l’ergot) et un
état matériau (déformations plastiques et contraintes résiduelles) corrects. Malgré les hypothèses d’isotropie
de comportement, les méthodes numériques sont parvenues à simuler le procédé de rivetage sur le plan global
et local (Figure 4.10). L’analyse des résultats a mis en évidence que la formation de l’ergot était fonction de la
finesse du maillage EF des plaques et des caractéristiques de frottement sec des interfaces de contact (Markie-
wicz, 1998). Néanmoins, les modèles de frottement les plus simples, tel celui de Coulomb, se sont révélés trop
limités en particulier par leur coefficient de frottement fixé (Figure 4.10(a)). D’autres modèles plus élaborés
proposent un coefficient de frottement dépendant de la pression de contact. Une fois implémentés, ces modèles
pourraient améliorer la réponse du modèle sur le plan local. Les méthodes numériques mises en œuvre sont
suffisamment représentatives pour envisager de simuler le rivetage d’une éprouvette de tenue mécanique et
introduire ainsi l’état de déformation et de contrainte post-rivetage et tenir compte de son influence sur le
résultat de la tenue. Un autre intérêt de la méthode est qu’elle permet d’étudier l’influence de paramètres
difficilement accessibles par l’expérimentation seule sur les états de contrainte et de déformation résiduelle,
tels que des défauts (une bavure due au perçage, les tolérances de montage, la forme du trou), des conditions
aux limites (la pression appliquée sur les tôles durant le rivetage) ou le type de rivetage (mono ou multi-frappes
par exemple).

Tenue dynamique des assemblages

Les méthodes numériques ont été mises en œuvre pour simuler les principaux modes de défaillance d’un
assemblage riveté (Langrand, 2000) : le déboutonnage, le cisaillement de la fixation ou la rupture de la tôle
initiée en bordure de perforation (Figure 4.11). La prise en compte des caractéristiques post-rivetage s’est
révélée particulièrement influente sur le mode de rupture par cisaillement de la fixation (Figure 4.12(a)). De
même, la prise en compte de l’évolution de la loi de comportement du matériau du rivet due au rivetage peut
s’avérer très importante sur les simulations de tenue mécanique ; en particulier lorsque la fixation est forte-
ment sollicitée, comme dans la simulation de l’essai Arcan (Figure 4.12(b)). La corrélation calcul/expérience



68 Caractérisation des assemblages

−0.01 −0.008 −0.006 −0.004 −0.002 0
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

1.2

1.4

1.6

1.8

2
x 10

4

Strain [.]

F
or

ce
 [N

]

Diagonal − 1.5 mm from perforation edge

Exp.
FEA f = 0
FEA f = .1
FEA f = .2

(a) influence du frottement dans les interfaces de contact

−3 −2.5 −2 −1.5 −1 −0.5 0
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

1.2

1.4

1.6

1.8

2
x 10

4

Displacement [mm]

F
or

ce
 [N

]

Exp.
FEA

(b) réponse globale

Figure 4.10 – Étude du rivetage

s’avère satisfaisante pour nombre de configuration d’assemblages rivetés comme le montre à titre d’exemple
la Figure 4.12.

Les paramètres du modèle d’endommagement sont naturellement fonction de la taille de la maille EF.
Celle-ci peut être augmentée dans un rapport trois sans modifier notablement la réponse du modèle de simu-
lation (Langrand, 1999b) et les paramètres identifiés à partir de modèles 3D volumiques peuvent être utilisés
pour des éléments finis de coques. A taille de maille constante, le schéma d’intégration et la formulation
anti-Hourglass s’avère particulièrement influente sur la réponse d’une éprouvette de traction perforée.

(a) déboutonnage (σeq) (b) cisaillement de la tête du rivet (σeq)

(c) rupture de la tôle en bordure de perforation (σeq) (d) rupture Arcan – α = 0o (εp)

Figure 4.11 – Méthode de Plans d’Expériences Numériques

Des études de sensibilité (master Vincent Prevost) ont montré que la robustesse de la méthode de plans
d’expériences numériques est fonction de la capacité :

– des méthodes expérimentales à observer les comportements non-linéaires et la rupture des matériaux,
– des techniques d’optimisation (directes ou inverses) à caractériser les paramètres physiques des modèles

de comportement et de rupture,
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Figure 4.12 – Méthode de Plans d’Expériences Numériques

– des méthodes numériques EF à résoudre et calculer les équations de la plasticité, de l’endommagement
et de la rupture et à lutter contre les modes de déformation parasites.

La perspective concerne l’exploitation des champs de vitesse de déformation pour dériver des critères de
rupture.

Plans d’expériences numériques – Vers une application à la tenue dynamique des assem-
blages soudés par point

Une collaboration avec le DRSC–LAMIH de l’Université de Valenciennes vise à poursuivre l’application de
la méthode de plans d’expériences numériques aux points soudés électriquement [67] pour déterminer numéri-
quement les champs de vitesse de déformation, exprimer un critère de rupture indépendant du chargement et
formuler un modèle de correction dynamique macroscopique. Les matériaux sont hétérogènes au voisinage du
point soudé : une zone fondue pour le point, une zone affectée thermiquement hétérogène et le métal de base.

Une première étape dans la méthode de plans d’expériences numériques consiste à déterminer les para-
mètres des lois visco-plastiques endommageables des matériaux du point (thèse Pierre Mahelle). Les cycles
de température dus au procédé d’assemblage ont été étudiés numériquement à l’aide du logiciel Sysweld. Ces
cycles ont été reproduits expérimentalement pour le matériau de la zone fondue et pour quatre matériaux dans
la zone affectée thermiquement [68] à l’aide d’un simulateur thermo-mécanique Gleeble, capable de simuler
des cycles de chargements thermo-mécaniques proches du procédé de soudage par point (Figure 4.13).

Figure 4.13 – Micro-structure d’un matériau simulé pour la zone affectée thermiquement (GR-HAZ).
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Les modèles de comportement visco-plastique de ces matériaux sont déterminés et des modèles EF 3D
volumiques de tenues mécanique et dynamique d’assemblages soudés sont en cours de validation (master
Florian Dubeaurepaire). Les champs de déformation mesurés par corrélation d’images numériques (prises à
l’aide de caméra rapide) pour des éprouvettes industrielles (i.e., cisaillement en simple recouvrement) testée
à des vitesses de déplacement dynamique seront comparés au modèle aux EF. Le mode de rupture du point
soudé pose pour la phase d’amorçage de la rupture autour du point le problème de la prise en compte des
effets d’entaille, puis les limitations des modèles d’érosion de la Mécanique des Milieux Continus pour la phase
de propagation de la rupture en pleine tôle. Une fois cette phase de validation achevée, des modèles EF des
éprouvettes Arcan pourront être étudiés, en particulier la distribution des champs de déformation et de vitesse
de déformation. Ces données numériques viendront en complément des mesures expérimentales et des modèles
de tenues mécanique et dynamique de l’assemblage pourront être développés en faisant intervenir une variable
de vitesse de déformation.

4.4 Conclusions et perspectives

Conclusions. Nous avons développé des essais de type Arcan pour caractériser le comportement non-
linéaire des fixations et leurs critères de rupture sous sollicitations pures et mixtes I/II. Les réponses ef-
forts/déplacements observées en modes I et II définissent le comportement de la fixation en traction et cisaille-
ment purs respectivement. Ces réponses sont utilisées dans le chapitre 5 pour définir le comportement de la
fixation (de façon directe pour les éléments finis 1D de type ressort ou de façon indirecte pour déterminer les
paramètres de modèles de fixation plus sophistiqués). Les résultats obtenus pour les modes mixtes I/II sont
utilisés pour valider les modèles équivalents de fixation ou pour déterminer des critères de rupture.

Dans le cadre du programme Européen CRAHVI, nous avons développé des dispositifs d’essais Arcan
spécifiques pour évaluer, au vérin hydraulique rapide, la sensibilité dynamique du comportement non-linéaire
des fixations et de leurs caractéristiques à la rupture. Dans le cadre du programme de recherche Prédit, nous
avons développé une méthode d’essai novatrice fondée sur l’essai Arcan pour caractériser le comportement des
points soudés. Cette méthode d’essai a ensuite été étendue aux chargements dynamiques.

À noter qu’une conclusion de cette recherche concerne la pertinence des critères de rupture exprimés
en terme de tenue mécanique (effort admissible ou ultime). Ils traduisent une rupture plutôt “fragile” de la
fixation. Ceux-ci se révèlent particulièrement inadaptés dans le cas du point soudé, car l’énergie dissipée après
l’effort ultime augmente “proportionnellement” à la contribution de cisaillement. Cette énergie provient de la
déchirure de la tôle en mode III. Elle devient même prépondérante dans le cas de l’essai en cisaillement pur.
Ce résultat montre l’intérêt de développer des modèles de fixation non-linéaires très performants, capables de
reproduire l’énergie dissipée dans la fixation jusqu’au terme de la rupture.

L’influence dynamique est étudiée en terme de vitesse de déplacement imposé (vi, variable cinématique).
Or, l’influence dynamique (viscosité) est introduite dans la Théorie de la Mécanique des Milieux Continus
et ses modèles par le taux (ou la vitesse) de déformation (ε̇). Les dispositifs expérimentaux développés (tant
pour les rivets que pour les points soudés) ne permettent pas une mesure directe de cette variable locale
(“Matériaux métalliques : un univers solide et opaque”). De plus, à même vitesse de déplacement global, les
vitesses de déformation locales sont différentes en traction pure et en cisaillement pur (car les processus de
déformation des assemblages sont différents). En conséquence, l’influence dynamique mesurée par exemple
sur les points soudés, ne peut pas être traduite par un modèle de correction dynamique dépendant d’une
vitesse de déformation moyenne. Il s’avère donc nécessaire d’analyser les champs locaux de déformation et de
vitesse de déformation (surtout si le comportement mécanique des matériaux constituant la fixation est de
type visco-plastique, ce qui introduit une complexité supplémentaire avec la variable cachée ε̇p).

Une alternative numérique à l’expérimentation intensive repose sur la notion de plans d’expériences numé-
riques (ou virtual testing). La méthode proposée repose sur (i) la caractérisation préalable des paramètres
de modèles de comportement visco-plastique et d’endommagement des matériaux constituant l’assemblage et
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(ii) le développement de techniques numériques permettant de simuler l’histoire mécanique de l’assemblage :
de la mise en forme jusqu’à la ruine dynamique. Ces techniques numériques visent en particulier à : (i) si-
muler le procédé de rivetage, (ii) introduire des propriétés mécaniques et des caractéristiques géométriques
post-rivetage (e.g. contraintes et déformations plastiques, forme de la bouterole), (iii) simuler de la tenue sta-
tique et dynamique d’assemblages rivetés. Un industriel du secteur aéronautique a développé un “automate”
numérique qui applique cette méthode aux différentes fixations qu’il utilise sur avion. Dans le cas du point
soudé, la méthode de plans d’expériences numériques tient compte de l’influence du “procédé” sur la tenue
de l’assemblage par l’intermédiaire des lois de comportement des matériaux de la zone fondue et de la zone
affectée thermiquement.

Les caractéristiques post-rivetage influencent particulièrement le mode de rupture de l’assemblage par
cisaillement de la fixation. La prise en compte de l’écrouissage cinématique (dû au rivetage) dans la loi de
comportement du matériau du rivet (étudiée avec des essais spécifiquement développés) s’avère très importante
lorsque la fixation est fortement sollicitée, comme dans la simulation de l’essai Arcan.

Des études de sensibilité ont montré que la robustesse de la méthode de plans d’expériences numériques est
fonction de la capacité : (i) des méthodes expérimentales à observer les comportements visco-plastiques et la
rupture des matériaux, (ii) des techniques d’optimisation (directes ou inverses) à caractériser les paramètres
physiques des modèles de comportement et de rupture, (iii) des méthodes numériques de mise à chaud à
initialiser des schémas de résolution explicites par des champs mécaniques d’équilibre statique (en particulier
les contraintes).

Perspectives. Une première perspective dans le domaine expérimental concerne l’étude des paramètres
déterminants pour les autres modes de ruine de l’assemblage riveté (tels le matage, le passage de la tête au
travers de la tôle ou la rupture des écrous ou inserts) en modes purs et mixtes I/II. L’objectif de la recherche
vise à enrichir les modèles de comportement et de rupture, voire à en développer d’autres plus spécifiques (une
interface pour le matage du rivet dans la tôle métallique par exemple).

Une autre perspective est de procéder à l’analyse des champs de déformation et de vitesse de déformation
numériquement au voisinage des fixations. Une variable de champs sera alors introduite dans de nouveaux
modèles de correction dynamique de fixation. Une perspective à plus long terme vise à développer et intro-
duire des lois de comportement probabiliste pour tenir compte d’une variabilité de propriétés mécaniques des
matériaux, en particulier les caractéristiques à la rupture, fonction d’une dispersion naturelle, d’une tolérance
dans le procédé d’assemblage, du nombre de cycles de fatigue, . . .

Dans le cas des points soudés (ou des nouvelles jonctions soudées par friction et malaxage, FSW), la
méthode de plans d’expériences numériques requiert l’identification préalable des lois de comportement visco-
plastique endommageable des matériaux hétérogènes constituant le point soudé. Une perspective numérique
vise à étudier la pertinence de modèles de comportement à gradient de propriété. Une perspective expéri-
mentale et numérique concerne l’identification de paramètres de lois de comportement à l’aide de la Méthode
des Champs Virtuels [69]. Les recherches initiées par la thèse de Samuel Blanchard sur ce sujet intéressent
l’identification de paramètres de lois de comportement plastique à l’aide d’essais sur structures subissant des
transformations in-homogènes. Les recherches en cours concernent le comportement visco-plastique et l’en-
dommagement des métaux (thèse Delphine Notta).
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L
a problématique posée dans ce chapitre est celle de la modélisation des assemblages (la fixation d’une
part, et la tôle perforée d’autre part). Ma contribution dans ce domaine concerne le développement d’un

élément non-linéaire de fixation, fonctionnant telle un interface cohésive. Un axe de recherche a plus long terme
traite de la prise en compte des effets d’entaille (due à la perforation) sur le comportement mécanique de la
tôle environnante, effets que nous qualifions de fragilisation structurale. Ces recherches visent à développer un
élément fini de coque fragilisé et à définir un critère d’amorçage de la rupture de cet élément de coque, fondé
sur une variable de champ. Mes publications significatives sont les suivantes :

(Langrand, 2001) Finite Element in Analysis and Design, 38(1) :21–44.

(Langrand, 2002) Aerospace Science and Technology, 6(5) :343–354.

(Bayart, 2003) Computational Fluid and Solid Mechanics, 83–86.

(Langrand, 2006) In 12th Int. Symp. On Plasticity, PLASTICITY.

(Leconte, 2008) J. of Computational and Applied Mathematics, 218(1) :88–95, 2008.

(Leconte, 2009) Structural Engineering and Mechanics, An International Journal of, 31(4) :439–451, 2009.

(Leconte, 2010) Finite Element in Analysis and Design, 46(10):819–828.

Ces articles seront cités en référence indépendamment des références bibliographiques entre crochets [−].
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5.1 Introduction

Nous nous intéressons dans ce chapitre à la modélisation des assemblages en vue de réaliser des calculs sur
structures complètes. La démarche scientifique adoptée dans ces recherches pour les assemblages consiste à
dissocier le modèle de la fixation de celui de la tôle perforée. Le modèle de liaison vise à représenter le compor-
tement non-linéaire et la rupture de la fixation sous sollicitations pures et mixtes de traction/cisaillement. Le
modèle de coque perforée/fragilisée vise quant à lui à représenter le comportement non-linéaire et la rupture
de la tôle au voisinage de la fixation. Une fois les deux modèles suffisamment validés, la dernière étape consiste
à développer une nouvelle interface pour modéliser les interactions entre les tôles et la fixation (le matage par
exemple), réduire les problèmes de dépendance à la taille de maille et enfin introduire des critères de rupture
pour les modes de ruine structuraux (le déboutonnage en cisaillement, le passage du rivet au travers de la tôle
en traction).

Les recherches menées dans le domaine de la modélisation de la fixation visent à prendre en compte
le comportement non-linéaire de la fixation, à améliorer sa performance en mode mixte I/II et à réduire
la dépendance au maillage des tôles. Les recherches menées dans le domaine de la modélisation de la tôle
entaillée (par la perforation) visent à étudier une variable de champs de concentration de déformation (appelée
variable de fragilisation structurale). Cette variable permet de déterminer la part de l’énergie de déformation
participant seule à l’amorçage de la macro-fissure. Une méthode multi-échelles a été mise en œuvre pour
déterminer cette variable de champs de fragilisation structurale. Un élément fini de coque perforé, permettant
de décrire l’hétérogénéité des champs de contrainte et de déformation, a été développé pour des transformations
élastiques. Les développements en cours visent à étendre le domaine d’application de cet élément fini aux
transformations non-linéaires.

5.2 Modélisation des fixations

Prise en compte de la non-linéarité de comportement des fixations

Dans le cadre d’une collaboration avec l’éditeur de code ESI-Group, le DRSC-LAMIH de l’université de
Valenciennes et l’Onéra, un nouveau modèle de liaison a été implémenté dans le code de calcul Pam-CrashTM

pour améliorer leur représentativité en particulier par l’introduction d’un comportement non-linéaire (Lan-
grand, 2001). Ce modèle de liaison, appelé T42 dans la version standard du code, fonctionne comme une
interface (Figure 5.1). La position de la fixation, qui est une donnée d’entrée, est projetée orthogonalement
sur les plus proches segments maîtres (nœud A) et segments esclaves (nœud B) de l’interface. Le vecteur AB
ainsi généré représente la liaison entre les tôles.

Figure 5.1 – Principe de fonctionnement du nouveau modèle de liaison.
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Soient R le repère global et R′ le repère local ayant comme origine commune A. Le repère R′ est lié
aux déplacements et aux rotations de la liaison. La liaison non déformée a une position idéale exprimée dans
le repère local par l’application des mêmes déplacements et rotations observés en A. Le vecteur AB

0
initial

ré-actualisé a pour coordonnées dans le repère global :

R
i
= P i · AB0

(5.1)

où,
P i est la matrice de passage du repère local au repère global une fois les déplacements et les rotations mis à
jour.

La différence entre le vecteur déformé AB
i
et R

i
donne l’allongement de la liaison, qui s’exprime comme :

∆
i
= AB

i −R
i

(5.2)

L’allongement est décomposé en composantes normales et tangentielles. La composante normale correspond
à la projection de ∆ sur le vecteur AB

i
. La force de pénalité est alors définie simplement à partir de raideurs

normales et tangentielles KN et KT comme :

F
i
= KN∆N

i
+KT∆T

i
(5.3)

Dans ce modèle, les raideurs peuvent être non-linéaires. Dans ces conditions, elles s’expriment en fonction
de la raideur initiale de la fixation et d’un paramètre de non-linéarité noté λ comme :

KN
i = KN e−λN‖∆N

i
‖

KT
i = KT e−λT ‖∆T

i
‖

(5.4)

Cette force de pénalité se traduit par un moment appliqué sur le nœud maître A et calculé comme :

M
i
= R

i ∧ F
i

(5.5)

Ces forces et moments sont distribués et ajoutés aux efforts extérieurs qui s’exercent sur les nœuds maîtres
et esclaves attachés à la fixation. La rupture de la liaison est gérée avec le critère de rupture couplant les
efforts normaux et tangentiels (4.1). Ce modèle n’a pas un comportement non-linéaire au sens de la plasticité
(car pas de variable plastique, ni de critère), ce qui peut poser problème dans le cas de sollicitations non
monotones. Il est plutôt à rapprocher aux modèles cohésifs (par analogie) qui décrivent un comportement
normal et tangentiel non-linéaire plus ou moins complexe.

Les valeurs des paramètres du modèle sont déterminées avec les résultats des essais Arcan obtenus en traction
et en cisaillement pur (Chapitre 4). L’intérêt du dispositif Arcan développé pour les rivets est qu’il permet de
valider le modèle et ses paramètres identifiés avec les résultats obtenus en modes mixtes I/II (Langrand, 2001).
Ce nouveau modèle a permis d’améliorer la réponse d’une éprouvette de cisaillement en simple recouvrement
comparé aux modèles existants et de réduire l’influence de la position du rivet dans la maille (Figure 5.2(d)).

Différents modèles de liaison ont été évalués pour le cas d’une sous-structure testée dans le cadre du pro-
gramme IMT-Crash [70, 71] 1. La sous-structure a été prélevée sur un panneau du fuselage arrière d’un Airbus
A320. Elle est constituée de deux sections de cadre, d’une peau, de clips, d’équerres et de lisses. Le tout est
assemblé par des rivets (700 approximativement) en titane ou en aluminium. Les rivets en titane sont supposés
ici constituer des liaisons infiniment rigides. La structure est serrée sur le marbre de la machine d’essai au
niveau des traverses du plancher passager et dans le bas de la structure. Elle est sollicitée à vitesse imposée

1. Olivia Crochon a évalué les modèles de fixation du code Radioss au cours de son master.
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(a) contraintes cinématiques
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(b) formulation hybride (EF linéaire)
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(c) EF non linéaire
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Figure 5.2 – Éprouvette de cisaillement en simple recouvrement.
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(quasi-statique ou dynamique) par un actionneur rotulant à ses extrémités. Sa particularité est de présenter
un mode de ruine par rupture de la tôle le long d’une ligne de rivet, qui intervient à une force de 15kN et un
déplacement de l’ordre de 40mm approximativement (Figure 5.3(a)).

L’utilisation de contraintes cinématiques ou d’éléments finis linéaires mène à une sur-estimation importante
de la rigidité de la structure. Sans prise en compte de critère de rupture dans les fixations, la charge maximale,
de l’ordre de 18kN , est atteinte pour un déplacement de l’ordre de 40mm. L’influence de la linéarité de
comportement des fixations s’avère presque négligeable comparé à la réponse obtenue par l’utilisation de
contraintes cinématiques. La prise en compte de la rupture des fixations mène à une rupture précoce de
la structure. Celle-ci est observée pour un déplacement de l’ordre de 8mm dans le cas où les fixations sont
modélisées par des contraintes cinématiques et 20mm pour des éléments finis au comportement linéaire (Figure
5.3(a)).

L’introduction du nouveau modèle non-linéaire de fixation permet de décaler la rupture de la structure à un
déplacement de 30mm et d’approcher la charge maximale (Langrand, 2001). La prise en compte d’un modèle
d’endommagement pour les tôles n’améliore pas notablement la solution. Le faible niveau de déformation
plastique observé dans les éléments de coque de la structure (de l’ordre de 5%) rend la prise en compte de
l’endommagement négligeable sur le comportement global de la structure (Langrand, 2002). Les déformations
et les contraintes sont localisées dans les zones de la structure qui sont amenées à rompre lorsque les fixations
sont modélisées par le modèle non-linéaire (Figure 5.3).

Une solution pour approximer la réponse expérimentale est de calibrer les propriétés mécaniques des fixa-
tions (en particulier la rigidité en cisaillement, KT , 8kN/mm au lieu de 11kN/mm). Une solution plus physique
est d’intégrer dans les éléments finis de coque l’influence des perforations qui localisent les déformations, favo-
risent l’endommagement et l’amorce de la rupture (Langrand, 2002). Les recherches menées dans ce domaine
sont abordées dans le paragraphe 5.3.

Synthèse

Les modèles présentés dans les chapitres 4 et 5 montrent la complexité de modélisation des assemblages. Une
origine provient de la complexité physique élémentaire et en particulier des modes de rupture des assemblages
rivetés (rupture de la fixation, rupture de la tôle, rupture de la liaison). Une seconde origine provient de la
modélisation du rivet et son interaction sur le modèle numérique. Les modèles de calcul de structure ne sont
pas assez fins actuellement pour dissocier le comportement du rivet et celui de la tôle environnante. À cause des
remarques précédentes, le modèle du rivet et sa calibration doivent tenir compte du comportement non-linéaire
jusqu’à la rupture du rivet d’une part, et des déformations des tôles environnantes qui ne sont pas bien appré-
hendées par un maillage trop grossier d’autre part. Un modèle de rivet doit être mi-physique/mi-empirique.
La partie physique peut être évaluée directement à partir de la géométrie et des propriétés matérielles des
rivets. La partie empirique est plus complexe à évaluer et elle est fonction de la déformation des tôles, décrite
par les éléments de coque connectés au rivet. La description empirique est de ce fait fonction de la finesse de
maillage.

Les développements que j’ai entrepris depuis 2000 consistent à tenir compte de l’influence des perforations
et visent donc à réduire la part empirique des modèles EF 1D de fixation.

5.3 Modélisation des tôles perforées

Pour opérer le rivetage des pièces d’une structure aéronautique, il est nécessaire de percer les tôles à as-
sembler. Ces perforations constituent des singularités géométriques dans la matière qui, sous chargement
mécanique, provoquent en leur voisinage immédiat un phénomène bien connu de concentration des contraintes
et des déformations. Ces entailles mécaniques, qui se comptent sur un avion en dizaines de milliers d’uni-
tés, vont favoriser l’amorçage et la propagation de la rupture de la structure sous sollicitations statiques ou
dynamiques.
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Un problème d’échelle se pose alors pour les modèles de simulation numérique de crash de structure. En
effet, il n’est pas envisageable pour des raisons évidentes de coûts de calcul de discrétiser finement par éléments
finis les zones assemblées. Le recours à des éléments macro-géométriques couplés à des critères de rupture
macroscopiques est donc naturellement préconisé. Il s’avère donc nécessaire de modéliser, de caractériser et
d’identifier les comportements (et la rupture) associés à ces macro-éléments de façon pertinente.

Nous nous sommes intéressés dans ce qui suit au comportement élasto-plastique d’un milieu perforé (sans
fissure débouchant) fait dans un matériau métallique. Les recherches visent à étudier et caractériser les condi-
tions de l’amorçage de la première macro-fissure dans le milieu.

Énergie d’amorçage et variable de fragilisation structurale

Le voisinage immédiat de la perforation est le siège de contraintes et de déformations intenses, dont le produit
représente l’énergie dépensée pour le processus de rupture. L’existence de forts gradients de contraintes et de
déformations, entraîne que cette énergie n’est pas dépensée uniformément. En mécanique de la rupture, deux
approches du problème existent.

La première approche, appelée approche locale, suppose que dans un élément de volume situé au voisinage
de la discontinuité, la densité d’énergie de déformation atteint une valeur critique notée généralement W ∗

c

et appelée densité d’énergie spécifique de rupture. La seconde approche, appelée approche globale, fait le
bilan de l’énergie fournie et de l’énergie de déformation (élastique qui est récupérable et an-élastique qui est
irrécupérable) pour calculer l’énergie disponible pour faire croître le défaut. Les critères les plus répandus sont
le taux de restitution de l’énergie Gc ou l’intégrale Jc.

À ces critères énergétiques de rupture, s’ajoutent des critères locaux de rupture en contrainte ou en dé-
formation critique, ainsi que des critères globaux de rupture en déformation critique. L’utilisation de critère
globaux de rupture (typiquement à un seul paramètre) ne permet pas de rendre compte de l’influence complexe
de la géométrie et du système de chargement. Les critères locaux de rupture sont une approche complémentaire
aux critères globaux énergétiques (par exemple les facteurs d’intensité des contraintes Ki en Mécanique de
la Rupture). Ceux-ci nécessitent la connaissance de la distribution des champs de contraintes et de déforma-
tions au voisinage de la discontinuité. En introduisant des modèles de comportement et d’endommagement,
on dispose alors des éléments nécessaires pour prédire la rupture, dans le cadre de la Mécanique des Milieux
Continus ou celui de la Mécanique de la Rupture. Il est également possible d’appliquer localement des pro-
babilités de rupture (modèle de Weilbull pour les contraintes par exemple) pour déterminer des modèles de
rupture probabiliste.

L’influence d’une entaille mécanique est connue en Mécanique des Milieux Continus au travers de la notion
de facteur de concentration [72]. Ces facteurs permettent de localiser spatialement le siège des contraintes
(ou des déformations) maximales et d’évaluer leur niveau par rapport à une contrainte (ou une déformation)
nominale (5.6). Il semble assez naturel de penser que plus la valeur du facteur de concentration sera élevée,
plus le risque potentiel de rupture le sera également. Par opposition, le milieu pourrait être considéré sain 2,
si la valeur du facteur de concentration est proche (idéalement égale) de 1.

Pour une même transformation élastique, les facteurs de concentration (5.6) sont égaux en raison de la
relation de proportionnalité entre les tenseurs de contrainte et de déformation. Ceci signifie incidemment que
le facteur de concentration Kt ne dépend ni de l’intensité du chargement, ni de constantes matériaux.

Kt
σ =

σmax

σnom
ou Kt

ε =
εmax

εnom
(5.6)

La distribution des champs de contraintes et de déformations dans un milieu perforé est connue analyti-
quement en élasticité pour un chargement de traction simple lointain, σ∞ [73]. Ces champs permettent de

2. Sans risque de rupture.
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déterminer un champ tensoriel de facteurs de concentration Kt (x). Des théories approchées ont été dévelop-
pées par Stowell pour exprimer les champs de contrainte et de déformation en plasticité [74], ou des facteurs
de concentration en plasticité par Neuber [75] ou en viscoplasticité par Chaboche [76]. Le champ de fac-
teur de concentration devient dépendant de l’intensité du chargement (ou de constantes matériaux) pour les
transformations an-élastiques : Kt (x, σ∞).

L’analyse des champs analytiques de contrainte et de déformation [74] sur le ligament montre que la
concentration de contrainte décroît en plasticité avec le chargement à cause du confinement de la plasticité
et tend vers 1. L’évolution de la concentration de déformation est croissante et elle permet d’associer un
phénomène de localisation à une valeur de concentration toujours supérieure à 1.

Nous avons proposé une variable de fragilisation structurale fondée sur un champ de facteurs de concen-
tration de déformation, ou une valeur nominale calculée sur le ligament ou globale sur le domaine entaillé (ici
l’entaille mécanique est une perforation sans fissure débouchant). La connaissance de la distribution de cette
variable et son évolution au cours de la transformation permet de modéliser les effets d’entaille sur le solide
(thèse Anne-Sophie Bayart ; Langrand, 2006).

Variable de Fragilisation Structurale. Soit la variable de fragilisation structurale notée, η (x), définie en
chaque point x d’un domaine Ω comme la transformation reliant la déformation locale ε (x) à la déformation
macroscopique E. η (x) est une variable tensorielle d’ordre 4 ou 2 selon la nature de E, voire scalaire si la
fragilisation structurale est réduite à une composante des tenseurs ε (x) et E (5.7). Remarquons que Kt est

une valeur de η (x) telle que : Kt = max
εij(x)
Ekl

.

η (x) = ε (x) : E
−1

(5.7)

Les valeurs de η dépendent de la loi de comportement du matériau et de la nature du défaut géométrique.
Par soucis de simplicité, nous utiliserons dans ce qui suit un champ scalaire de η, défini par exemple comme :
η = max

εij(x)
Ekl

. Si η est égal à 1, le milieu ne présente pas de situation de fragilisation structurale. Si la valeur
de η est supérieure à 1, alors le milieu présente une situation de fragilisation structurale.

Un critère de fragilisation structurale peut donc être trivialement établi par les conditions suivantes :
– η > 1 : condition de fragilisation structurale,
– η = 1 : condition de santé structurale,
– η < 1 : condition de durcissement structural.

Le franchissement de ce critère peut être caractérisé de façon macroscopique par une valeur spécifique de
la déformation globale, notée EA, correspondant à l’évènement que l’on qualifiera d’amorçage, tel que : si
E ≤ EA alors η = 1 et si E > EA alors η > 1. Si le milieu comporte une entaille mécanique (telle une
perforation dans notre cas), alors EA = 0 car η > 1, le solide est de fait en situation d’amorçage dès le début
de la transformation.

La survenue d’une rupture du milieu, que l’on qualifiera de séparation, est liée à l’évolution de la variable
η au cours du chargement. Si ps désigne la caractéristique de rupture du matériau (déformation plastique
cumulée, endommagement), définie de façon cohérente avec la variable η et sa distribution spatiale, alors
une condition caractérisant l’amorçage d’une macro-fissure dans le milieu entaillé peut être analysée soit par
une valeur critique de la variable de fragilisation structurale (locale ou globale), soit par une valeur de la
déformation globale notée ES.

Énergie d’Amorçage. La variable de fragilisation structurale est introduite dans l’équilibre thermodyna-
mique d’un solide Ω, abritant ou non une perforation. Une première hypothèse consiste à partitionner le solide
en un domaine sain Ω∗ et un domaine S portant la future surface de rupture variable dans le temps : A (t)
(Figure 5.4). L’équilibre thermodynamique du solide Ω s’écrit de façon triviale par la relation (5.8).

Wext = Wkin +Wint (5.8)
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Figure 5.4 – Décomposition du solide perforé en sous-domaines.

où,
Wext est le travail des forces extérieures, Wkin l’énergie cinétique et Wint l’énergie interne.

L’énergie interne Wint peut être décomposée en la somme d’une énergie élastique réversible Welas, d’une
énergie an-élastique dissipée de façon irréversible Wan et d’une énergie de séparation WS . Considérons dans
un premier temps que les chargements sont appliqués de façon quasi-statique aux frontières du solide ΓΩ∗ . En
supposant en première approximation que le domaine Ω∗ est d’une taille très largement supérieure à la surface
portant la rupture S, nous considérons que l’énergie an-élastique dissipée dans le domaine S est négligeable
devant l’énergie an-élastique dissipée dans le domaine Ω∗ et devant l’énergie de séparation WS . Connaissant
la distribution des champs de contrainte et de déformation dans le domaine Ω∗, l’énergie dissipée de façon
irréversible s’exprime comme (5.9).

Wext −Welas =

∫

Ω∗

σ : εdV +WS (5.9)

Par définition, l’énergie de séparation WS ne concerne que le domaine S et elle est notée : [WS ]
S . On

suppose que les modèles de la théorie de la Mécanique de la Rupture et ses outils permettent de calculer cette
énergie qui concerne la propagation et l’arrêt de la macro-fissure dans Ω selon le trajet A(t). L’énergie dissipée
de façon irréversible s’exprime comme :

Wext −Welas = [Wan]
Ω∗

+ [WS ]
S (5.10)

Durant le processus de déformation du solide, une localisation apparaît à un instant (ou un niveau de
déformation global) particulier. Avant cet évènement, les champs de déformation sont homogènes dans le
solide Ω. Après cet évènement, ceux-ci deviennent hétérogènes. L’énergie an-élastique, de par son caractère
irréversible, peut être décomptée en fonction de cet évènement. Selon le modèle de fragilisation structurale,
l’évènement de localisation peut également être identifié de façon macroscopique par une valeur caractéristique
de déformation du milieu : EA. Avant cet évènement de localisation, la variable de fragilisation structurale
est égale à 1 et au-delà, la variable de fragilisation structurale est supérieure à 1. L’énergie an-élastique peut
également être dissociée en fonction de la variable de fragilisation structurale comme :

Wext −Welas = [Wan]
Ω∗

η=1 + [Wan]
Ω∗

η>1 + [WS ]
S (5.11)

Enfin et par définition, l’énergie de séparation WS ne peut pas être dissipée dans le domaine S si la variable
de fragilisation structurale η est égale à 1 (η = 1 est une condition de santé structurale selon le modèle de
fragilisation structurale). L’énergie de séparation se réduit donc en fonction de η comme :
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[WS ]
S = [WS]

S
η>1 (5.12)

Le terme de la relation (5.11) relatif à η = 1 correspond à l’énergie dissipée dans le domaine supposé
sain et dans lequel les champs de déformation sont homogènes. Il s’agit du comportement purement ductile
du solide (où l’endommagement peut être diffus). La composante [Wan]

Ω∗

η>1 concerne l’énergie an-élastique
dissipée dans le domaine Ω∗ lorsque les champs de déformation y deviennent hétérogènes (η > 1). Cette
énergie constitue donc la seule part contribuant à l’amorçage de la macro-fissure (A (t) = 0). Une fois cette
énergie complètement dissipée dans le domaine Ω∗, une fissure est initiée et A (t) > 0 : un nouvel évènement
est produit, la séparation du domaine, évènement caractérisé par un temps spécifique correspondant à une
valeur de déformation macroscopique particulière ES . En conclusion, l’utilisation de la variable de fragilisation
structurale permet de proposer une méthode de traitement du comportement d’un solide jusqu’à la rupture,
reposant sur la combinaison de différents outils et théories de la Mécanique :

– si E < EA : utilisation de la Théorie de la Mécanique des Milieux Continus pour calculer l’énergie
[Wan]

Ω∗

η=1,
– si EA < E < ES : utilisation de la Théorie de la Mécanique des Milieux Hétérogènes pour calculer

l’énergie [Wan]
Ω∗

η>1,

– si ES < E : utilisation de la Théorie de la Mécanique de la Rupture pour calculer l’énergie [WS ]
S
η>1.

Deux solutions peuvent être envisagées pour modéliser le comportement macroscopique d’une tôle perforée.
La première repose sur l’introduction de la variable de fragilisation structurale seule, la seconde repose sur le
calcul de l’énergie d’amorçage du milieu entaillé et l’utilisation de la variable de fragilisation structurale comme
critère local d’amorçage de la première macro-fissure. Dans la première méthode, l’influence de la perforation
est décrite par l’évolution des valeurs prises par la variable de fragilisation structurale au cours du processus
de déformation du domaine Ω. La seconde méthode suppose la modélisation de la distribution des champs de
contrainte et de déformation au voisinage de la perforation.

Étude expérimentale de la fragilisation structurale en visco-plasticité

Les expériences de traction uni-axiale sont menées sur des éprouvettes perforées ou non (Figure 5.5) faites
dans un acier doux XES ou dans un alliage d’aluminium 2024-T351 (thèse Anne-Sophie Bayart ; master Lau-
rence Bodelot). Les essais sont réalisés sur un vérin hydraulique rapide à des vitesses de traction quasi-statiques
et dynamiques. La partie utile de l’éprouvette est équipée d’un mouchetis et elle est filmée par une caméra
numérique Vosskühler pour les essais quasi-statiques et une caméra numérique rapide Visario pour les essais
dynamiques. La distribution des déformations est mesurée par une technique de corrélation d’images numé-
riques. Pour les essais statiques, la taille des cellules d’analyse est égale à 0.25mm× 0.25mm (Figure 5.6(a)).
Pour les essais dynamiques, la taille des cellules d’analyse est plus grossière (1.5mm × 1.5mm) en raison de
la résolution de l’image qui a été réduite pour augmenter la cadence des prises des vue (Figure 5.6(b)). La
distribution des déformations est plus particulièrement analysée sur le ligament de l’éprouvette.

25mm

26
m
m

50
m
m

150mm

Figure 5.5 – Dimensions de l’éprouvette de traction perforée.
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(a) traction quasi-statique (b) traction dynamique

Figure 5.6 – Taille des cellules d’analyse pour la mesure des champs cinématiques.

La variable de fragilisation structurale est définie comme η (x) =
εyy(x)
Eyy

, avec ~ey la direction du chargement.
εyy (x) est la déformation locale mesurée par corrélation d’images et obtenue à l’aide du tenseur gradient de
la transformation Fij (x). La déformation globale appliquée à l’éprouvette est calculée comme Eyy = ∆L

L0
, où

∆L est le déplacement de la traverse et L0 la longueur initiale de la partie utile de l’éprouvette.
La valeur du paramètre d’amorçage EA est identifiée à l’aide de la distribution des déformations locales,

lorsque la variable de fragilisation structurale devient supérieure à 1 en un point situé sur le ligament. Dans
le cas d’une éprouvette perforée, la valeur du paramètre EA est égale à zéro. Le paramètre de séparation ES

ne peut être quant à lui déterminé par la simple observation de la seule variable de fragilisation. Bien que
dépendant de la fréquence d’acquisition des images numériques, ce dernier est identifié à l’instant d’apparition
de la première macro-fissure dans les échantillons.

Cas d’un matériau insensible à la vitesse de déformation. L’analyse des champs de déformation
de l’éprouvette non-perforée montre une distribution d’abord homogène. Puis, des bandes de cisaillement,
dues à l’effet Portevin Le Châtelier se propagent et provoquent une rupture à l’intersection de deux bandes.
L’adoucissement de ce matériau étant faible, la propagation de la rupture, même en quasi-statique, est trop
rapide pour dissocier aisément l’énergie de séparation, de l’énergie totale.

La sensibilité à la vitesse de déformation de l’alliage d’aluminium a été étudiée préalablement. Aucune
sensibilité notable de la loi de comportement de ce matériau n’a été mise en évidence jusqu’à des vitesses
de déformation de l’ordre de 500s−1. Les résultats des expériences menées ici révèlent que les conditions de
chargement (quasi-statique ou dynamique) n’influencent pas l’énergie dissipée par les éprouvettes perforées ou
non-perforées faites d’un matériau insensible à la vitesse de déformation. Le champ des déformations et de la
variable de fragilisation structurale (ici εyy(r)

Eyy
, avec r la distance du point considéré au centre de la perforation,

mesurée juste avant l’amorçage de la première macro-fissure à ES) ne sont pas dépendants de la vitesse de
chargement (Figure 5.7). De même, les paramètres EA et ES n’évoluent pas avec l’augmentation de la vitesse
de déformation globale Ėyy (Langrand, 2006).

Nous étudions maintenant le bilan énergétique à l’aide du modèle de fragilisation structurale. Si on identifie
le paramètre d’amorçage EA au moment où apparaissent les bandes de cisaillement dans l’éprouvette non-
perforée, il vient EA = 0.14 (EA = 0 dans le cas de l’éprouvette perforée). La valeur du paramètre de séparation
est de l’ordre de ES = 0.03 pour l’éprouvette perforée et ES = 0.23 dans le cas de l’éprouvette non-perforée.
La dernière valeur de déformation locale mesurée par corrélation d’images avant l’amorçage de la macro-fissure
est de l’ordre de εyy = 0.25, que l’éprouvette soit perforée ou non. Il est à noter que cette valeur de déformation
locale est fonction de la taille de la cellule d’analyse et de la fréquence d’acquisition des images numériques.
Les énergies d’amorçage et de séparation des éprouvettes sont synthétisées dans le tableau 5.1.

Cas d’un matériau sensible à la vitesse de déformation. La sensibilité de cet acier doux (XES) a été
également étudiée préalablement à l’aide d’essais de traction sur vérin rapide et barres d’Hopkinson (thèse
Grégory Haugou). Les résultats obtenus pour ce matériau ont mis en évidence une sensibilité dynamique à
partir d’une vitesse de déformation de l’ordre de 10−3s−1. Les résultats de cette campagne d’essais mettent en
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Énergies
[N.mm]

Éprouvette
non-perforée

Éprouvette
perforée

[Wan]
Ω∗

η=1 4.0 104 0

[Wan]
Ω∗

η>1 2.7 104 0.59 104

[WS ]
S
η>1 0.59 104 0.01 104

ΣW 7.3 104 0.61 104

Table 5.1 – Énergies d’amorçage et de séparation – 2024–T351 (Langrand, 2006).
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Figure 5.7 – Influence de ε̇ sur la variable η (2024–T351).
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évidence une influence de la vitesse de chargement sur le diagramme force versus déplacement, que l’éprouvette
soit perforée ou non (Figure 5.8). Nous proposons d’étudier plus précisément l’influence dynamique sur les
énergies d’amorçage et de séparation en fonction des valeurs prises par la variable de fragilisation structurale, en
particulier dans le cas de l’éprouvette non-perforée (Langrand, 2006). Notons par ailleurs que la déformation
locale εyy à l’instant de l’apparition de la rupture atteint une valeur voisine de 2.5, que l’éprouvette soit
perforée ou non (ce qui remet en question l’hypothèse des petites transformations dans le cas de ce matériau
particulièrement ductile).
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Figure 5.8 – Influence de ε̇ sur l’énergie dissipée (acier XES).

La distribution de la variable de fragilisation structurale (ici ηyy (r) =
εyy(r)
Eyy

) le long du ligament est étudiée
à différents stades du chargement. Le cas de l’éprouvette non-perforée ne montre pas d’influence significative de
la vitesse de déformation globale sur la distribution ηyy (r) jusqu’à l’apparition de la situation de fragilisation
structurale au centre de l’échantillon, caractérisée par EA (Figure 5.9(a)). Au-delà (c’est-à-dire en phase
de fragilisation structurale caractérisée par un champ de déformation hétérogène et avant l’apparition de la
macro-fissure), la distribution ηyy (r) semble diminuer avec l’augmentation de la vitesse de chargement (Figure
5.9(b)).

Dans le cas de l’éprouvette perforée, la distribution ηyy (r) mesurée sur le ligament montre que l’influence
de la vitesse de déformation est effective dès le début de l’essai (EA = 0, Figure 5.9(c)) et augmente jus-
qu’à l’initiation de la macro-fissure (Figure 5.9(d)). Comme précédemment, l’augmentation de la vitesse de
chargement globale Ėyy diminue les valeurs de la distribution ηyy (r).

La dépendance à la vitesse de déformation est analysée pour les deux paramètres déterminant les énergies
d’amorçage de la macro-fissure ([Wan]

Ω∗

η>1) et de séparation ([WS ]
S
η>1) : EA et ES respectivement. Le cas de

l’éprouvette non-perforée permet l’étude du paramètre EA (EA = 0 dans le cas de l’éprouvette perforée). Les
mesures expérimentales globales et locales montrent que la valeur du paramètre EA s’avère dépendante de la
vitesse de déformation. Les résultats obtenus pour les deux types d’éprouvettes montrent que le paramètre ES

est également fonction de la vitesse de chargement. Finalement dans le cas de l’acier étudié, la survenue de
la fragilisation structurale et de la macro-fissure est plus précoce lorsque le chargement est appliqué de façon
dynamique : Estat

A > Edyn
A et Estat

S > Edyn
S .

La caractérisation des paramètres EA et ES permet de déterminer l’évolution des énergies [Wan]
Ω∗

η=1,

[Wan]
Ω∗

η>1 et [WS ]
S
η>1 avec l’augmentation de la vitesse de déformation. L’énergie dissipée dans le solide en

l’absence de situation de fragilisation structurale (η = 1) est indépendante de la vitesse de déformation. En
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Figure 5.9 – Influence de ε̇ sur la variable η (acier XES).
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dynamique, les niveaux d’effort sont certes plus élevés, mais la situation de fragilisation structurale survient
plus précocement (Estat

A > Edyn
A ). Par contre les énergies d’amorçage de la macro-fissure et de séparation

([Wan]
Ω∗

η>1 et [WS ]
S
η>1 respectivement) s’avèrent dépendantes de la vitesse de déformation globale Ėyy (Tableau

5.2).
Les énergies [Wan]

Ω∗

η>1 et [WS ]
S
η>1 évoluent dans le même rapport en dynamique dans le cas de l’éprouvette

non perforée (en effet W dyn

W stat = 1.6). Dans le cas de l’éprouvette perforée, l’analyse expérimentale met en
évidence une évolution plus importante de l’énergie de séparation (1.7) comparée à l’énergie d’amorçage de la
macro-fissure (1.2). L’énergie de séparation est également fonction de la longueur du ligament. En effet, plus
le cumul A (t) est important et plus WS est élevé a priori. Or, l’observation fine post-mortem des éprouvettes
perforées montre un trajet plus court en quasi-statique qu’en dynamique : Astat < Adyn. A trajet de fissure
comparable, on montre que l’énergie de séparation a augmenté en dynamique d’un rapport 1.25. Ce dernier
est comparable à l’augmentation de l’énergie d’amorçage de la macro-fissure (1.2).

Énergies
[N.mm]

Éprouvette non-perforée Éprouvette perforée
Chargement
statique

Chargement
dynamique

ratio Chargement
statique

Chargement
dynamique

ratio

[Wan]
Ω∗

η=1 7.0 104 7.1 104 1.0 0 0 1.0

[Wan]
Ω∗

η>1 4.7 104 7.5 104 1.6 3.5 104 4.1 104 1.2

[WS ]
S
η>1 1.5 104 2.4 104 1.6 1.3 104 2.3 104 1.7

ΣW 13.2 104 17.4 104 1.3 4.8 104 6.4 104 1.3

Table 5.2 – Influence de ε̇ sur les énergies d’amorçage et de séparation – XES (Langrand, 2006).

Synthèse

Partant de la notion de facteur de concentration des déformations, nous proposons un tenseur de fragilisation
structurale permettant de rendre compte de l’influence complexe d’une singularité géométrique sur la distribu-
tion des champs de contrainte et de déformation. Les valeurs de la variable spatiale notée η sont dépendantes
de la géométrie de la singularité géométrique et de sa présence ou non dans le milieu continu. Elle détermine
également l’apparition d’une situation de fragilisation structurale dans un solide initialement non entaillé. La
variable de fragilisation structurale est introduite dans l’expression de l’énergie d’amorçage. On montre qu’il
est possible de séparer cette énergie en deux termes dépendants des valeurs de η (en particulier η = 1 et η > 1).
Cette variable permet de faire un lien entre des champs de déformation locaux et la sollicitation appliquée au
solide entaillé ou non. Si considérée comme un critère de rupture local, elle pourrait donc venir en complément
d’un critère de rupture macroscopique énergétique. On montre que les facteurs d’intensité de contraintes (KI ,
KII et KIII), admis en Mécanique de la Rupture pour l’amorçage et la propagation de la fissure, peuvent
également s’exprimer en fonction de la variable η.

La dépendance de la variable de fragilisation structurale et des termes de l’énergie d’amorçage à la vitesse
de déformation est étudiée expérimentalement pour un premier matériau insensible à la vitesse de déformation
et un second par contre sensible à la vitesse de déformation. Les résultats révèlent que le champ de déforma-
tion, la variable de fragilisation et les énergies d’amorçage et de séparation ne dépendent pas de la vitesse de
sollicitation lorsque le comportement du matériau est lui-même insensible à la vitesse de déformation. Dans
le cas d’un matériau visco-plastique, l’analyse met cette fois en évidence une influence notable de la vitesse de
déformation sur les champs de déformation et de fragilisation structurale. Seule l’énergie d’amorçage considé-
rant des valeurs de η telles que η > 1 et l’énergie de séparation sont sensibles à la vitesse de déformation. On
montre également que les paramètres déterminant l’amorçage de la fragilisation structurale EA et l’amorçage
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de la macro-fissure ES dépendent eux-aussi de Ė. Les situations d’amorçage interviennent plus précocement
lorsque le chargement est appliqué de façon dynamique.

5.4 Modèle multi-échelles de tôle perforée

Nous cherchons maintenant une méthode numérique permettant de déterminer la loi d’évolution de la va-
riable de fragilisation structurale et les critères de rupture macroscopiques (énergie d’amorçage). Les fonctions
¯̄η (x) établissent un lien entre les champs locaux de déformation ε̄ (x) perturbés par l’entaille mécanique et
la sollicitation appliquée au milieu, caractérisée par la déformation globale Ē par exemple. La nature de la
variable de fragilisation structurale nous conduit naturellement vers des approches multi-échelles qui relient
les champs de l’échelle locale (le milieu perforé) à ceux de l’échelle globale (la structure).

Présentation et implantation du modèle

La méthode TFA (Transformation Field Analysis) repose sur les travaux de Dvorak [77, 78]. Il propose un
formalisme permettant de généraliser l’écriture des relations de localisation dans le domaine non-linéaire. La
spécificité de cette méthode tient en l’idée d’une redistribution purement élastique des déformations (respec-
tivement des contraintes) macroscopiques et elle considère les déformations de nature thermique ou plastique
comme des champs locaux de déformations libres. Pour cela, le volume élémentaire représentatif V est dé-
composé en n sous-volumes Vr à l’intérieur desquels les champs sont supposés uniformes. En d’autres termes,
chacun des sous-volumes correspond à une partie homogène du volume élémentaire représentatif (VER).

Un VER est un volume physique contenant un nombre suffisant d’hétérogénéités, afin de donner une image
fidèle de ce qui se passe localement. Il correspond à un assemblage complexe de nombreux éléments homogènes
de petite taille, de caractéristiques mécaniques et géométriques variables. Il sera dit représentatif si tout volume
équivalent prélevé en un point quelconque de la structure s’écarte peu du modèle. Deux hypothèses majeures
permettent d’aider à la définition du VER. La première est liée à la notion de séparation des échelles caracté-
ristiques de la micro-structure (les hétérogénéités), du VER et de la structure. La seconde hypothèse suppose
que la Mécanique des Milieux Continus peut encore être appliquée à l’échelle du VER. Le comportement de
celui-ci peut donc être caractérisé via les lois de comportement phénoménologique habituelles.

L’approche TFA relie les champs locaux aux grandeurs macroscopiques grâce aux relations de localisation
(5.13) et (5.14). Dans ces expressions, les tenseurs ε̄r et σ̄r désignent les moyennes volumiques de la défor-
mation et de la contrainte microscopique dans le sous-volume Vr. De même, les tenseurs ¯̄Ar et ¯̄Br sont les
moyennes volumiques des tenseurs élastiques de localisation respectivement en déformation et en contrainte
dans le sous-volume Vr. Les tenseurs ¯̄Drs et ¯̄Frs sont des tenseurs d’ordre 4 appelés tenseurs d’influence. ¯̄Drs

(respectivement ¯̄Frs) représente l’influence d’une déformation (respectivement d’une contrainte) d’origine an-
élastique (plastique ou thermique) dans le sous-volume Vs sur le champ des déformations (respectivement des
contraintes) du sous-volume Vr.

ε̄r =
¯̄Ar : Ē +

n∑

s=1

¯̄Drs :
(
ε̄ps + ε̄ths

)
(5.13)

σ̄r =
¯̄Br : Σ̄−

n∑

s=1

¯̄Frs :
¯̄Ls :

(
ε̄ps + ε̄ths

)
(5.14)

De façon pratique, les tenseurs de localisation ¯̄Ar et ¯̄Br sont déterminés dans le cadre de l’homogénéisation
périodique [79]. Le calcul des tenseurs d’influence, ¯̄Drs et ¯̄Frs, se fait quant à lui numériquement. Ces derniers
sont dépendants des propriétés géométriques et matérielles de la cellule de base. En imposant tour à tour
une déformation plastique unitaire dans chaque sous-volume, puis en assurant l’équilibre du VER sous un
chargement extérieur nul, il est possible de déterminer le tenseur d’influence ¯̄Drs. Pour cela, il est nécessaire
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de résoudre 6× n calculs élastiques, 6 correspondant au nombre de composantes du tenseur des déformations
plastiques et n étant le nombre de sous-volumes constituant le VER. A partir de la connaissance du tenseur
d’influence ¯̄Drs, le tenseur ¯̄Frs peut être calculé par la relation (5.15).

¯̄Frs =
¯̄Lr

[
δrs :

¯̄I − cs
¯̄Ar :

¯̄Bt
s − ¯̄Drs

]
: ¯̄L−1

s (5.15)

où,
¯̄Lr représente le tenseur des raideurs du sous-volume Vr, δ désigne le symbole de Kronecker et cr =

Vr

V
est la

fraction volumique du sous-volume en question.

Entre les variables macroscopiques et locales qu’il s’agit de déterminer, des relations de moyennes peuvent
être établies. Celles-ci proviennent de l’utilisation du théorème de Gauss (théorème permettant de relier une
intégrale de volume à une intégrale de surface) et du lemme de Hill [79] sur les conditions aux limites. On
montre alors que la moyenne du champ des contraintes locales doit être égale à la contrainte macroscopique.
Une relation similaire est déduite entre la moyenne des déformations locales et la déformation macroscopique.
Ces relations, explicitées dans les expressions (5.16) et (5.17) sont appelées relations d’homogénéisation. Elles
permettent d’assurer la conservation de l’énergie entre les échelles macroscopiques et locales.

Ē = 〈ε̄ (x)〉V =

n∑

r=1

crε̄r (5.16)

Σ̄ = 〈σ̄ (x)〉V =
n∑

r=1

crσ̄r (5.17)

où,
〈x〉V = 1

V

∫
V
xdx correspond à la moyenne de x sur le volume V .

Une première façon de calculer le comportement homogénéisé du VER, l’approche séquencée, consiste à
construire un modèle de comportement macroscopique fondé sur les relations de passage entre les deux
échelles. Le modèle est considéré comme un modèle purement phénoménologique à l’échelle macroscopique,
mais contenant des données microscopiques. L’objectif est donc de déterminer une expression analytique re-
liant la contrainte et la déformation macroscopique à partir de la connaissance des phénomènes se passant à
une échelle inférieure. Une telle expression a pour forme générique la relation (5.18).

L’intérêt de cette approche est de fournir une loi de comportement macroscopique facilement implémen-
table dans un code de calcul par éléments finis. Cette méthode aboutit à la description d’un comportement
macroscopique homogénéisé, mais elle ne permet pas cependant de retranscrire de manière précise des concen-
trations de contraintes ou de déformations fortement localisées.

Σ̄ = ¯̄Lhom : Ē (5.18)

La seconde classe de modèles est basée sur une approche intégrée (Figure 5.10). Elle repose sur l’utilisation
des relations micro-macro en temps réel et sur la résolution des lois constitutives à l’échelle des hétérogénéités.
Pour cela et en se donnant une déformation globale Ē, la relation de localisation (5.13) permet de déterminer
le champ des déformations locales ε̄r dans chaque sous-volume Vr. L’intégration des lois de comportement
permet ensuite de calculer le champ des contraintes locales σ̄r. Enfin, l’utilisation de la loi d’homogénéisation
(5.17) permet de remonter à la contrainte macroscopique Σ̄. Cette méthode présentée en déformation (schéma
primal) peut également être menée en raisonnant à partir d’une contrainte macroscopique donnée (schéma
dual). Cette approche est encore appelée approche multi-échelles puisqu’elle élimine le besoin d’exprimer
une loi de comportement macroscopique grâce à une vraie analyse multi-échelles. Elle se sert en effet d’une
caractérisation matériau à une échelle inférieure pour prédire le comportement global observé à une échelle
supérieure.
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∑n
s=1

¯̄Drs : ε̄
p
s

��

Σ̄ = 〈σ̄ (x)〉V =
∑n

r=1 crσ̄r

OO

ε̄r // σ̄r = f (ε̄r, ˙̄εr) // σ̄r

OO

+3 Approche séquencée // Approche intégrée

Figure 5.10 – Principe de l’homogénéisation.

La première étape de la démarche multi-échelles consiste à vérifier la séparation des échelles et à déterminer
un volume élémentaire représentatif (Figure 5.11). Pour notre problème, le VER s’apparente à une plaque
perforée en son centre, de dimensions suffisamment grandes pour éviter l’influence des bords et des autres
perforations, et respecter les règles de séparation des échelles :

(hétérogénéité) 4mm < (VER) 20mm < (structure) ≈ 5m

Sa dimension (20mm) correspond au pas de rivetage requis par les règles de l’art pour une perforation
de diamètre 4mm. Cette cellule élémentaire est découpée en 408 sous-volumes dans lesquels les champs de
contrainte et de déformation sont considérés homogènes. Le découpage est effectué de manière à garder un
lien physique avec les phénomènes de concentration que nous souhaitons modéliser. La discrétisation en sous-
volumes est augmentée le long de l’axe ~ex pour accroître la précision du modèle sollicité en traction dans
la direction ~ey. La perforation de la cellule de base est discrétisée en sous-volumes, dont les caractéristiques
mécaniques sont quasiment nulles (1MPa pour le module d’Young). Les valeurs des tenseurs d’influence et
de localisation sont calculées grâce à des méthodes développées au DMSE pour des matériaux composites [80,
81, 82, 83].
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Figure 5.11 – Volume Élémentaire Représentatif.
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En élasticité, la démarche multi-échelles est simple à mettre en œuvre. Elle repose sur le schéma primal de
l’approche intégrée. Les champs locaux de déformation ε̄r sont déterminés pour une déformation globale Ē avec
la relation de localisation (5.13) simplifiée du terme fonction des déformations an-élastiques. Les contraintes
locales σ̄r sont calculées à l’aide de la loi de Hooke dans une hypothèse de contrainte plane. La contrainte
globale Σ̄ est déduite de la relation d’homogénéisation (5.17).

Cette démarche est mise en œuvre pour un chargement en mode I (Bayart, 2003). La distribution de
concentration obtenue avec le modèle multi-échelles est proche de celle calculée par les formules analytiques
de Timoshenko [73] (Figure 5.12). La distribution des déformations en mode pur I ou II est intimement liée
aux valeurs prises par le tenseur de localisation (Aijkl). En effet en modes purs, les déformations locales
sont directement exprimées en fonction de la seule composante non nulle de la déformation globale : εij (r) =
Aijkl (r)×Ekl. La précision de la méthode multi-échelles est donc particulièrement liée à la méthode numérique
permettant d’accéder aux valeurs de ce tenseur et à la discrétisation du VER, comme le met en évidence la
Figure 5.13 pour un chargement E22 (le VER est particulièrement discrétisé dans la zone de localisation du
milieu perforé pour ce chargement).
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Figure 5.12 – Distribution des valeurs η2222 pour
un chargement élastique E22.
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En plasticité, le modèle multi-échelles développé repose également sur le schéma primal de l’approche in-
tégrée, mais il considère la relation de localisation dans son entier. La prise en compte des non-linéarités
de comportement du matériau pose deux problèmes pour la démarche multi-échelles. Le premier est lié à la
résolution d’un schéma plastique permettant de prédire la distribution des contraintes locales à partir de la
distribution des déformations locales. L’intégration numérique de la règle de normalité (théoriquement une
équation différentielle du premier ordre) repose sur l’approximation de la dérivée par une différence finie
( ˙̄εp ≈ 1

∆t

(
ε̄pt+∆t − ε̄pt

)
). Un algorithme de retour radial [84], basé sur la théorie de l’écoulement plastique

[85, 86], est utilisé pour l’intégration plastique. Cet algorithme implicite (par exemple l’Algorithme 1 de l’an-
nexe B) donne les contraintes (σ̄r)t+∆t en fonction de l’état mécanique à l’instant t et de l’incrément de
déformation entre les instants t et t+∆t. Le critère de plasticité est celui de von Mises (f = J2 (σ̄) −R (p))
et l’écrouissage est considéré en première approximation linéaire et isotrope (R (p) = R0 + Hp, avec R0 la
limite élastique du matériau et H le module d’écrouissage). Dans le cas particulier de l’écrouissage linéaire,
l’équation de cohérence discrète devient linéaire en ∆pt et sa solution est obtenue par un calcul direct comme :

∆pt =
σ
eq
t+∆t

−R0−Hpt

3µ+H
.



Modèle multi-échelles de tôle perforée 93

Le second problème en plasticité est lié à la relation de localisation elle-même. En effet, pour un état
de chargement donné Ē (t+∆t), la déformation locale ε̄r (t+∆t) du sous-volume Vr s’exprime en fonction
de la distribution des déformations an-élastiques ε̄ps (t+∆t) de tous les sous-volumes Vs du VER. Or, les
déformations an-élastiques ε̄ps (t+∆t) sont également les inconnues du problème. Une méthode, décrite par
Michel et Suquet [87] a été implémentée pour résoudre de façon itérative la distribution des déformations
anélastiques à l’instant t+∆t en fonction des champs convergés à t (Algorithme 2 de l’annexe B).

Application du modèle à une plaque perforée en aluminium

Le modèle TFA est appliqué au VER fait d’un aluminium 2024-T351. Les paramètres du modèle d’écrouis-
sage sont fixés à R0 = 350MPa et H = 1500MPa pour ce matériau. Ces paramètres permettent de modéliser
raisonnablement bien le comportement du matériau jusqu’à des déformations plastiques de l’ordre de 0.15 et
une contrainte équivalente de l’ordre de 600MPa, malgré la simplicité du modèle d’écrouissage. Le modèle
multi-échelles est mis en œuvre pour le VER de la Figure 5.11 et un chargement en mode pur I dans la
direction ~ey. Le schéma multi-échelle est piloté en déformation (schéma primal). Le chargement Eyy (t) est
discrétisé en 300 incréments égaux entre eux à ∆Eyy = 10−4. La déformation globale maximale, Eyy = 0.03,
est représentative des conditions de chargement appliquées expérimentalement à l’éprouvette perforée (Figure
5.5) juste avant l’amorçage de la macro-fissure.

L’augmentation des itérations (imax = [1, 5, 10]) pour résoudre un incrément de chargement ∆Eyy (t) amé-
liore nettement la prédiction de la distribution des déformations locales ε̄r (t). Elle tend à se stabiliser lorsque
la relation de localisation est itérée au moins 5 fois (Figure 5.14). Les déformations locales et les variables de
fragilisation structurale en fonction de la déformation globale sont proches des mesures expérimentales, jusqu’à
une déformation globale de l’ordre de Eyy = 0.02 (Figure 5.14(a)). À ce niveau de déformation globale, la
déformation locale en bordure de perforation a atteint la borne supérieure du domaine de validité du modèle
d’écrouissage (εyy ≈ 0.15). La distribution des déformations locales du modèle TFA corrèle relativement bien
les mesures effectuées sur le ligament (Figures 5.14(b) et 5.14(c)). La contrainte nominale calculée sur le liga-
ment (σ̄nom = 〈σ̄ (x)〉S =

∑
r crσ̄r pour r ∈ S) avec le modèle multi-échelles est également proche des mesures

expérimentales (Figure 5.14(a)).
La déformation locale en bordure de perforation aurait atteint un niveau de l’ordre de 0.1 pour une défor-

mation globale de 0.03 sans la prise en compte des déformations an-élastiques dans la relation de localisation
(0.2 lorsque ces dernières sont prises en compte). En effet, la distribution des déformations locales (et de
la variable de fragilisation structurale, Figure 5.12) reste dans ce cas liée aux seules valeurs du tenseur de
localisation ¯̄A (r) quelle que soit la valeur de la déformation globale (ε22 (r) = A2222 (r)×E22, avec A2222 ≈ 3
pour le sous-volume situé en bordure de perforation).

Synthèse

L’application présentée montre que le modèle multi-échelles permet de décrire raisonnablement bien les
champs mécaniques locaux. Le domaine d’application du modèle TFA est d’étudier/caractériser de façon
analytique la loi d’évolution de la variable de fragilisation structurale ¯̄η (x) et les critères de rupture macro-
scopiques du milieu perforé (énergie d’amorçage en particulier). Un autre domaine d’application du modèle
est de caractériser une loi de comportement macroscopique/homogénéisé du milieu perforé par une approche

séquencée (Σ̄ = ˜̃Lhom : Ē) pour les éléments de coque utilisés en calcul des structures.
Pour nos applications de dynamique rapide et vu les résultats de l’étude expérimentale de la fragilisation

structurale en visco-plasticité, il y a un intérêt à introduire dans le modèle multi-échelles un schéma de
résolution plastique dépendant du temps et des lois de comportement visco-plastique (master Julie Morvant).
Les développements en cours concernent la validation l’algorithme à retour radial développé.

Une limitation dans le méthode TFA est le nombre de sous-volumes du VER nécessaire pour une bonne
description des champs locaux (également l’influence du découpage) et donc les coûts de calculs engendrés.
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Figure 5.14 – Modèle multi-échelle (2024–T351).
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D’autres solutions peuvent être étudiées, si l’on souhaite réduire leur nombre (et donc limiter le temps de
calcul pour résoudre le modèle multi-échelles). Elles concernent les méthodes NTFA 3 [88, 87] qui considèrent
des champs de déformations plastiques hétérogènes dans chaque sous-volume, alors que, par définition, ceux-ci
sont homogènes dans la méthode TFA.

Le cas de VER constitués de matériaux particulièrement ductiles pose le problème de l’hypothèse des
petites transformations, de la représentativité du VER (dont certaines variables sont caractérisées par des
calculs élastiques) et de la prise en compte d’une variable d’endommagement dans la formulation multi-échelles.

5.5 Élément fini de coque fragilisé

Nous cherchons maintenant à implémenter dans un élément fini de coque, qui sera utilisé en calcul des
structures, la fragilisation structurale due à la présence d’une perforation. Comme suggéré précédemment,
une solution consiste à déterminer avec le modèle TFA une loi de comportement macroscopique/homogénéisé
tenant compte implicitement de l’influence de la perforation par une approche séquencée. Cette solution peut
être suffisante si on s’intéresse au comportement linéaire et non-linéaire du milieu ainsi homogénéisé (puisque
˜̃Lhom est fonction de la transformation appliquée au milieu). Néanmoins, elle est inadaptée si on s’intéresse à
la rupture du milieu (nécessité de définir un critère pour la rupture). En effet, comme nous l’avons présenté
en introduction, une approche admise pour la rupture repose sur des critères globaux couplés à d’autres
critères locaux. Or, il est difficile de re-localiser les champs de contrainte et de déformation avec une loi de
comportement homogénéisée.

Une première approche pour l’implémentation de l’EF fragilisé repose sur la variable de fragilisation struc-
turale η. Un élément fini de coque a été modifié en introduisant un modèle empirique basé sur la variable
η pour représenter l’influence de la perforation (thèse de Laurent Patronelli). Cette approche ingénieur vise
plus précisément à modéliser les phénomènes de fragilisation structurale en s’intéressant aux déformations
observées le long du chemin de rupture. La fragilisation est caractérisée dans ce modèle empirique par un
ensemble de couples de valeurs de η, l’une dans le domaine élastique et l’autre dans le domaine plastique. Cet
élément permet de tenir compte de l’influence de la perforation d’une façon assez satisfaisante pour le cas de
sollicitation simple, telle la traction uni-axiale. Néanmoins, l’utilisation de cet élément se révèle délicate en
particulier dans le cas de sollicitations structurales quelconques. Le problème de la caractérisation des variables
du modèle et celui de la robustesse de l’élément se posent ici de façon évidente.

La seconde approche vise à modéliser la distribution des champs de déformation et de contrainte au
voisinage de la perforation, mais sans la mailler explicitement. La connaissance de ces champs permet alors
de calculer l’énergie d’amorçage de la première macro-fissure. Ce critère peut également être couplé à des
critères de rupture locaux, fondés sur des modèles d’endommagement par exemple. Cette seconde approche
peut reposer sur des aller-retour permanents entre l’échelle macro et l’échelle micro par le biais du modèle
multi-échelles précédent [89]. Une autre méthode consiste à implanter une solution analytique des champs
locaux dans l’élément de coque pour limiter le coût calcul du modèle multi-échelles. Un élément fini spécial
[90] est implanté dans ce sens (thèse de Nicolas Leconte). Il repose sur une formulation hybride-Trefftz [91] et
ses fonctions d’interpolation sont fondées sur une solution analytique de Kolosov-Muskelishvili [92].

Remarque. Une formulation hybride-Trefftz est un principe hybride 4 contraint à satisfaire des équations a
priori connues à l’intérieur du domaine (méthode de Trefftz) [93, 94, 95, 96]. Un élément hybride-Trefftz
déplacement repose principalement sur un principe variationnel hybride (qui assure la compatibilité des dépla-
cements aux frontières des éléments) et sur l’utilisation d’une méthode de Trefftz [93]. La méthode de Trefftz
se caractérise ici par la construction de fonctions d’interpolation qui sont a priori solutions des équations
d’équilibre et qui permettent de réduire l’intégration d’intérieur de domaine de l’élément fini spécial à une
intégration à ses frontières.

3. Nonuniform Transformation Field Analysis.
4. Un élément fini hybride est un élément fini pour lequel au moins un champ est interpolé à l’intérieur du domaine et un

champ est interpolé aux frontières.
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Fonctions d’interpolation de l’élément fini hybride-Trefftz

Les fonctions d’interpolation de l’élément fini reposent sur une formulation à variables complexes et un
formalisme basé sur les potentiels de Kolosov-Muskhelishvili [92]. Les équations de Kolosov-Muskhelishvili ont
été établies dans le cadre général de l’élasticité linéaire [97].

La recherche d’une solution exacte repose sur la décomposition du problème en la somme d’une solution
homogène et d’une solution particulière (Leconte, 2008). Dans un premier temps, la solution homogène du
problème analytique de plaque infinie perforée est déterminée. Dans un second temps, les solutions particulières
du problème analytique, correspondant à des chargements particuliers appliqués sur le trou, sont calculées. La
superposition de la partie homogène et d’une partie particulière permet de construire la solution du problème
de plaque infinie perforée sous un chargement particulier. Le champ de déplacement est décomposé grâce à la
relation (5.19). De cette décomposition découle celle du vecteur contrainte (5.20).

u = uh + up (5.19)

T = T h + T p (5.20)

La solution analytique du problème de plaque infinie élastique perforée s’écrit grâce aux potentiels de
Kolosov-Muskhelishvili Φ et Ψ qui permettent d’exprimer les déplacements et les contraintes de la manière
suivante [92].





2µ (u+ iv) = kΦ (z)− zΦ′ (z)−Ψ(z)

σxx + iσxy = Φ′ (z) + Φ′ (z)− zΦ′′ (z)−Ψ′ (z)

σyy − iσxy = Φ′ (z) + Φ′ (z) + zΦ′′ (z) + Ψ′ (z)

kΦ (z)− zΦ′ (z)−Ψ′ (z) = 2µ (ŭ+ iv̆) sur Γu

Φ (z) + zΦ′ (z) + Ψ′ (z) = i
∫ (

T̆x + iT̆y

)
ds sur Γt

(5.21)

où,
Φ′ représente la différentielle complexe de Φ (Φ′ = dΦ/dz), Φ le complexe conjugué de Φ,
i est le nombre imaginaire pur, z un nombre complexe, k la constante de Kolosov-Muskhelishvili (k = 3−ν

1+ν
en

contrainte plane), µ le coefficient de Lamé,
u et v sont les composantes du déplacement, σxx, σyy et σxy les composantes des contraintes,
ŭ et v̆ sont les conditions aux limites cinématiques appliquées sur la frontière Γu, T̆i les conditions aux
limites statiques appliquées sur la frontière Γt.

De manière à exprimer la condition de bord libre sur la frontière du trou, il est avantageux d’utiliser une
transformation conforme (5.22) qui permet de transformer un trou elliptique en un trou circulaire unitaire.
Dans le cas particulier d’une transformation conforme d’un trou de rayon r0 en un trou unitaire, on a :
z = f (ζ) = r0ζ (m = 0 et c = r0).

z = f (ζ) = c

(
ζ +

m

ζ

)
, avec c =

a+ b

2
et m =

a− b

a+ b
(5.22)

où,
m et c sont les paramètres de l’ellipse,
a et b sont respectivement les axes majeur et mineur de l’ellipse.

Le potentiel de Kolosov-Muskhelishvili Φ est développé en une série de Laurent de la forme générale :
Φ (ζ) =

∑M
j=−N ajζ

j. Le potentiel Ψ est obtenu en exprimant la condition de bord libre T̆x = T̆y = 0 sur la
frontière du trou (c’est-à-dire en |ζ| = 1). Les expressions des potentiels Φ et Ψ étant connus, il est possible de
déterminer les expressions du champ des déplacements et du champ des contraintes dans tout le domaine en
posant : ζj = Rj cos jθ + iRj sin jθ (avec R =

√
x2 + y2/r0 et θ = arctan y/x), et en décomposant aj en une
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partie réelle et une partie imaginaire comme : aj = αj+iβj. Par identification des parties réelles et imaginaires
(Leconte, 2008), il découle les expressions des composantes du champ des déplacements (5.23)–(5.24) et du
champ des contraintes (5.25)–(5.27) dans le cas particulier du trou circulaire (m = 0 et c = r0). Les champs de
déplacements et de contraintes sont exprimés dans le repère cartésien (~ex, ~ey) avec le système de coordonnées
cylindriques (R, θ).

uh = 1
2µ

∑M
j=−N αj

[(
kRj −R−j

)
cos jθ − j

(
Rj −Rj−2

)
cos (j − 2) θ

]
+

βj
[
−
(
kRj −R−j

)
sin jθ + j

(
Rj −Rj−2

)
sin (j − 2) θ

]
(5.23)

vh = 1
2µ

∑M
j=−N αj

[(
kRj −R−j

)
sin jθ + j

(
Rj −Rj−2

)
sin (j − 2) θ

]
+

βj
[(
kRj −R−j

)
cos jθ + j

(
Rj −Rj−2

)
cos (j − 2) θ

]
(5.24)

σh
xx = 1

r0

∑M
j=−N αjj

[
2Rj−1 cos (j − 1) θ −R−j−1 cos (j + 1) θ −

[
(j − 1)Rj−1 − (j − 2)Rj−3

]
cos (j − 3) θ

]
+

βjj
[
−2Rj−1 sin (j − 1) θ +R−j−1 sin (j + 1) θ +

[
(j − 1)Rj−1 − (j − 2)Rj−3

]
sin (j − 3) θ

]
(5.25)

σh
yy = 1

r0

∑M
j=−N αjj

[
2Rj−1 cos (j − 1) θ +R−j−1 cos (j + 1) θ +

[
(j − 1)Rj−1 − (j − 2)Rj−3

]
cos (j − 3) θ

]
+

βjj
[
−2Rj−1 sin (j − 1) θ −R−j−1 sin (j + 1) θ −

[
(j − 1)Rj−1 − (j − 2)Rj−3

]
sin (j − 3) θ

]
(5.26)

σh
xy = 1

r0

∑M
j=−N αjj

[
−R−j−1 sin (j + 1) θ +

[
(j − 1)Rj−1 − (j − 2)Rj−3

]
sin (j − 3) θ

]
+

βjj
[
−R−j−1 cos (j + 1) θ +

[
(j − 1)Rj−1 − (j − 2)Rj−3

]
cos (j − 3) θ

]
(5.27)

Remarque. Les relations (5.23) à (5.27) peuvent d’écrire sous la forme :

uh =

[
U
V

]{
αj

βj

}
=

1

2µ
Nijcj (5.28)

σh =
1

r0
Qijcj (5.29)

T h =

[
Tx

Ty

]{
αj

βj

}
=

1

r0
Pijcj (5.30)

où,
c est le vecteur des paramètres (αj , βj),
Nij , Pij et Qij sont des matrices de fonctions d’interpolation.

Piltner montre que la troncature des séries (5.23) à (5.27) doit être choisie de manière à ce que le nombre
de termes indépendants soit approximativement égal au nombre de nœuds. En particulier, il propose deux
variantes de son élément [90]. Si les séries sont tronquées à l’ordre N = M = 4, alors l’élément formulé
comporte 8 nœuds, et si N = M = 8, alors l’élément formulé comporte 16 nœuds.
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Par ailleurs, les fonctions de déplacement tiennent compte des trois modes de corps rigides. Il est assez
trivial d’identifier le terme responsable des deux modes translations pures dans les relations (5.23) et (5.24) :
il s’agit du terme a0, soit les paramètres α0 et β0 du vecteur c. Plus récemment, Piltner a identifié le terme
responsable du mode de corps rigide en rotation pure [98]. Il s’agit du paramètre β1 du vecteur c. Ces termes
de la série doivent être retirés de la formulation de l’élément fini. On remarquera que quelle que soit la valeur
donnée aux paramètres α0, β0 et β1, le champ de contraintes obtenu par les relations (5.25) à (5.27) est
uniformément nul (σh

ij ≡ 0, ∀R et θ).
Enfin, la méthode permettant d’établir les chargements particuliers (up et σp) est détaillée dans la thèse

de Nicolas Leconte. Il semble que seuls des cas simples de chargement peuvent être formulés sur la frontière
interne par cette méthode, tels que la pression uniforme ou le cisaillement pur proposés par Piltner [90].

Principe variationel hybride-Trefftz déplacement

Considérons un milieu perforé V que l’on a divisé en plusieurs sous-domaines (Figure 5.15). V e est le sous-
domaine qui contient la perforation. La frontière d’application des conditions aux limites de Dirichlet est notée
Su (cinématiques, valeurs aux bornes) et la frontière d’application des conditions aux limites de Neumann est
notée St (statiques, gradients aux bornes). On note u le champ de déplacements dans le sous-domaine perforé
V e et ũ le champ de déplacements dans les autres sous-domaines. La condition de continuité des déplacements
entre le sous-domaine perforé et les autres sous-domaines s’applique sur la frontière notée Si. Se

u et Se
t sont

les frontières d’application des conditions aux limites qui concernent éventuellement le sous-domaine perforé
V e 5.

Figure 5.15 – Milieu perforé soumis à des conditions aux limites en déplacement et en effort.

Considérons la forme forte des équations de l’élastostatique appliquée au sous-domaine V e et introduisons
la condition de continuité des placements. Il vient les relations suivantes :

εij =
1

2
(ui,j +uj,i ) =⇒ petites déformations dans V e (5.31)

σij = Eijklεkl =⇒ loi de comportement dans V e (5.32)

σij ,j +bi = 0 =⇒ équation d’équilibre dans V e (5.33)

σijnj = T̂i =⇒ conditions aux limites en effort sur Se
t (5.34)

ui = ûi =⇒ conditions aux limites en déplacement sur Se
u (5.35)

ui = ũi =⇒ compatibilité des champs de déplacement sur Se
i + Se

u (5.36)

5. À noter que Se
u et Se

t sont des sous-ensembles de Si.
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Les relations (5.37) à (5.39) sont les formes faibles des équations (5.33), (5.34) et (5.36) dans lesquelles le
champ d’intérieur de domaine ui et de frontière Ti soumis à variation sont donnés par les relations (5.28)
et (5.30) respectivement. ũ est l’interpolation du champ des déplacements d’une interface de déplacement
indépendante, définie comme : ũ = Ñijqj , et pour laquelle Ñij est la matrice des fonctions de forme polynomiale
(quadratique) d’un élément fini standard à 8 nœuds et qj est le vecteur des déplacements. Enfin, l’exposant u
dans les relations (5.37) et (5.38) indique une relation forte entre les champs u et σ (i.e., εuij dérive directement
du champ des déplacements avec la relation (5.31) et σu

ij s’obtient à l’aide de la relation de Hooke (5.32)).

∫

V e

(
σu
ij,j +bi

)
δui dV = 0 (5.37)

∫

Se
t

(
σu
ijnj − T̂i

)
δui dS = 0 (5.38)

∫

Se
i +Se

u

(ũi − ui) δTi dS = 0 (5.39)

La combinaison des formes faibles (5.37) à (5.39) mène au principe variationnel donné par la relation (5.40).
Il est possible de reconnaitre un principe hybride déplacement. En effet, le champ des déplacements est le seul
champ à être interpolé à l’intérieur du domaine V e et le vecteur contrainte est quant à lui interpolé aux
frontières du domaine V e.

ΠH [ui] =
1

2

∫

V e

σu
ijε

u
ij dV −

∫

V e

biui dV −
∫

Se
t

T̂iui dS +

∫

Se
i +Se

u

(ũi − ui)Ti dS (5.40)

L’utilisation du théorème de la divergence dans la relation (5.40) nous permet d’obtenir l’expression (5.41).
En contraignant ce principe à satisfaire l’équation d’équilibre (5.33) en tous points du domaine V e (propriété
des fonctions d’interpolation (5.23) à (5.27)) et en supposant que les forces de volume à distance sont négli-
geables (bi = 0), nous obtenons le principe variationnel du sous-domaine perforé V e (5.42). Ce dernier est
un principe variationnel hybride-Trefftz déplacement, puisque l’intégration peut se limiter aux frontières du
domaine, car les équations d’intérieur de domaine sont a priori satisfaites.

ΠH [ui] =
1

2

∫

Se

Tiui dS − 1

2

∫

V e

(
σu
ij,j +bi

)
ui dV − 1

2

∫

V e

biui dV −
∫

Se
t

T̂iui dS +

∫

Se
i +Se

u

(ũi − ui)Ti dS (5.41)

ΠHT [ui] =
1

2

∫

Se

Tiui dS −
∫

Se
t

T̂iui dS +

∫

Se
i +Se

u

(ũi − ui)Ti dS (5.42)

D’autres développements permettent d’exprimer la relation (5.42) de façon à opérer l’intégration sur les
frontières inter-domaines de l’élément seulement (Leconte, 2008). La matrice de rigidité de l’élément perforé
hybride-Trefftz est finalement obtenue en recherchant la condition de stationnarité de principe (5.42) par
rapport aux paramètres c et q. Une première condition de stationnarité permet d’établir une relation entre c
et q. Le vecteur de paramètres c (αj , βj) peut ainsi être éliminé des relations, ce qui permet finalement de
construire un système du type Kijqj = fi, une fois la seconde condition de stationnarité établie, qui dépend
des seuls déplacements nodaux classiques qj. La formulation et les étapes principales dans l’établissement de
la matrice de rigidité de l’élément sont présentés dans un article par Piltner [90]. La formulation complète de
l’élément est détaillée dans son ensemble dans un article par Leconte (2010). Les expressions de la matrice
de rigidité de l’élément fini Kij et le vecteur chargement fi sont données par les relations (5.43) et (5.44)
respectivement.
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Kij = LkiHkl
−1Lli (5.43)

fi = LkiHkl
−1rcl − rdi (5.44)

où,

Hij =
∫
Sie

1
2

[
UjT

x
i + T x

j Ui + VjT
y
i + T y

j V i
]
dS, Lij =

[∫
Se
i
T xŨdS

∫
Se
i
T yṼ dS

]
, rci =

∫
Se
i
(T x

i u
p + T y

i v
p) dS

et rdi =

[ ∫
Se
i
ŨT p

xdS∫
Se
i
Ṽ T p

y dS

]

Les recherches ont aussi concerné les chargements extérieurs admissibles par l’élément fini et la nature des
frontières de l’élément (thèse Nicolas Leconte). L’élément fini n’ayant aucun nœud au niveau de la perforation,
il en ressort qu’il n’est pas possible d’appliquer un chargement élément fini au niveau du trou. De même, il
n’est pas possible de coupler l’élément fini perforé avec d’autres éléments au niveau de la perforation. Dans
ces conditions, la perforation ne constitue en aucun cas une frontière du problème élément fini.

L’emploi de la méthode de Trefftz a été à l’origine de l’intégration du principe variationnel de l’élément fini
de Pilter sur sa frontière uniquement. Le principe (5.42) est un principe hybride-Trefftz déplacement. D’après
les hypothèses utilisées pour la formulation, l’élément ne peut être intégré, seulement si les efforts volumiques
peuvent être négligés et si l’équation d’équilibre (5.33) est respectée en tout point par les fonctions d’interpo-
lation (solution analytique de Kolosov-Muskhelishvili). Le paragraphe suivant s’intéresse à l’implantation de
l’élément fini de plaque perforée.

Implantation de l’EF dans le code ZéBuLoN

La base de référence de l’élément (Figure 5.16) est celle d’un élément fini à 8 nœuds (Leconte, 2010). Elle se
justifie principalement pour des considérations d’intégration de l’élément (application des règles d’intégration
usuelles de Gauss 1D le long des frontières). La perforation est schématisée sur la Figure 5.16 par abus. Le
rayon de la perforation, r0, est un paramètre de l’élément au même titre que les caractéristiques mécaniques
du matériau.

Figure 5.16 – Base de référence de l’EF hybride-Trefftz perforé.

Le principe variationnel de l’élément fini de plaque perforé est défini par l’expression (5.42). Les expressions
de la matrice de rigidité de l’élément fini Kij et le vecteur chargement fi sont données par les relations (5.43)
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et (5.44) respectivement. Les fonctions d’interpolation de l’élément fini implanté sont tronquées à l’ordre 4,
c’est-à-dire M = N = 4 dans les expressions (5.23) à (5.27). Les termes relatifs aux modes de corps rigides
sont retirés de ces expressions (α0, β0 et β1).

L’élément fini utilise un certain nombre d’outils et de bibliothèques mathématiques disponibles dans le code
ZéBuLoN [99]. L’implantation de l’élément fini comportant une perforation libre de chargement est résumée
par l’algorthime 3 de l’annexe B. Différentes règles de Gauss 1D ont été également implantées dans le code
ZéBuLoN pour intégrer l’élément fini sur ses frontières : 2, 4, 8 ou 16 points de Gauss par segment (soit un
total de 8, 16, 32 ou 64 points de Gauss pour l’élément). Les positions et poids des points de Gauss sont
extraits de la référence [100]. La précision de l’élément fini est étudiée en fonction du nombre de points de
Gauss par segment.

En ce qui concerne le post-traitement de l’élément, celui-ci n’est pas implanté dans l’élément, car cela
nécessite une phase de reconstruction et d’enregistrement des champs de déplacement et de contrainte dans
le domaine de l’élément. Pour cette étape de développement et de validation de l’EF, le post-traitement
est externalisé. Les champs seront reconstruits une fois le calcul terminé à l’aide des outils numériques. Le
principe de construction de la solution de Kolosov-Muskhelishvili repose sur l’analyse des déplacements ux et
uy

6 des nœuds de l’élément fini Hybride-Trefftz perforé (master François Di-Paola). Sauf mention contraire,
la solution de Kolosov-Muskhelishvili est interpolée par une série de Laurent du type : αj = [−4,−1] ∪ [1, 4]
et βj = [−4,−1] ∪ [1, 4], avec β1 = 0 (terme de rotation pure). Nous rappelons que les paramètres α0 et β0
qui sont liés aux modes de translations pures ont des valeurs fixées à 0.

Le problème étudié est une plaque perforée en alliage d’aluminium dont les dimensions sont 14mm×14mm.
Les propriétés matérielles sont fixées à : E = 74000MPa pour le module d’Young et ν = 0.3 pour le coefficient
de Poisson. La plaque comporte une perforation de rayon 0.2mm en son centre. Quatre types de chargement
(i.e., déplacements imposés) sont appliqués aux frontières de la plaque : la traction uni-axale (Howland-strip),
la traction bi-axiale, le cisaillement pur et le cisaillement simple.

Pour le problème de contrainte plane étudié, le modèle aux éléments finis de référence comporte 36480
nœuds et 12000 éléments finis de type c2d8, ce qui représente un nombre de degrés de liberté de l’ordre
180960. Une étude de convergence de maillage montre que les champs mécaniques ne dépendent pas de la
taille de maille élément fini pour le raffinement présenté dans la Figure 5.17(a). Le modèle EF orienté calcul
de structure de la plaque perforée précédente est scindée en 49 éléments finis (Figure 5.17(b)) ; l’élément fini
placé au centre de plaque contenant la perforation (EF-HT), les 48 autres EF étant ceux en standard dans
Zébulon (c2d8). L’élément fini hybride-Trefftz est entouré de 3 rangées d’éléments finis standards pour limiter
les effets de bords libres. La durée du calcul est de l’ordre de 0.3 s. Le modèle étudié ne permet pas d’observer
une influence notable du nombre de points d’intégration de l’EF-HT sur la durée du calcul (1 seul EF-HT).
La durée du calcul EF de référence est de l’ordre de 100 s.

Les résultats sont plus particulièrement analysés le long de l’axe ~ey. L’erreur sur la valeur de Kt est

déterminée par : eKt =
(
σkm
ij − σref

ij

)
/σref

ij , dans laquelle σkm
ij est la composante du tenseur des contraintes

obtenue par la solution de Kolosov-Muskhelishvili dans l’EF hybrid-Trefftz et σref
ij est celle prélevée dans le

modèle aux EF de référence.

Les champs de contrainte reconstruits pour les différentes règles d’intégration sont présentés dans la Fi-
gure 5.18 pour les 4 cas de chargement étudiés. Seuls les résultats obtenus pour le cisaillement simple et la
règle d’intégration à 2 points de Gauss par segment s’écartent nettement de la référence. À partir de 4 points
de Gauss par segment, l’écart avec la référence est inférieur à 1% (Leconte, 2010). En bordure de perforation
en cisaillement pur et en cisaillement simple, la contrainte y est exactement nulle dans la solution de Kolosov-
Muskhelishvili, alors qu’elle y est différente de zéro (mais néanmoins proche de 0) dans le modèle aux EF de
référence.

6. La formulation de l’élément fini spécial assure la continuité des déplacements sur la frontière de l’élément et en particulier
aux nœuds.
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(a) modèle EF de référence : maillage dans la zone perforée
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(b) modèle structure : EF Hybride-Trefftz perforé au centre

Figure 5.17 – Modèle aux éléments finis d’une plaque perforée.
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(a) traction uni-axiale (Howland-Strip)
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(b) traction bi-axiale
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(c) cisaillement pur
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Figure 5.18 – Distribution des contraintes équivalentes de von Mises σvm le long de l’axe ~ey.
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Concernant les champs de déplacement, la règle d’intégration à 2 points de Gauss s’avère définitivement
insuffisante en particulier dans le cas du cisaillement simple. L’augmentation du nombre de points d’intégration
permet naturellement de réduire nettement l’écart observé avec la référence. Seul le cas de la traction uni-
axiale (Howland-Strip) reste éloigné de la référence. L’écart est de l’ordre de 4% même dans le cas d’une règle
d’intégration à 16 points de Gauss par segment (Leconte, 2010).

À titre d’exemple, la Figure 5.19 présente, pour les quatre cas de chargement, le champ de contraintes
équivalentes de von Mises observé au voisinage de la perforation pour le modèle aux EF de référence et dans
l’EF-HT intégré par 16 ou 2 points de Gauss par segment.

Synthèse

Cette application montre que l’élément fini hybride-Trefftz permet de prédire relativement bien les champs
mécaniques au voisinage de la perforation pour un coût de calcul adapté au calcul de structure. Son domaine
d’application est celui de ses fonctions d’interpolation (i.e., élastostatique) et sa frontière interne est de nature
analytique (ce qui ne permet pas de modéliser un assemblage riveté).

En ce qui concerne sa limitation à l’élastostatique, deux possibilités ont été envisagées : conserver un
principe hybride-Trefftz (stage master François Di-Paola) ou employer un autre principe variationnel (Leconte,
2009). La première possibilité a été finalement abandonnée, car il s’est révélé impossible de formuler une
solution analytique non-linéaire de plaque perforée sous une forme similaire à celle des équations de Kolosov-
Muskhelishvili 7. En l’absence de solution analytique non-linéaire, il n’est pas possible de formuler un élément
hybride-Trefftz pour des applications non-linéaires. Néanmoins, une formulation hybride ou hybride-mixte
pourrait s’avérer pertinente.

En ce qui concerne la frontière interne de l’élément fini, une possibilité est de formuler une interface de
déplacement indépendante au niveau de la perforation. Cette nouvelle frontière étant de nature élément fini,
il sera possible de coupler l’élément fini perforé à un élément fini de fixation pour modéliser un assemblage
riveté.

5.6 Conclusions et perspectives

Conclusions. Une action de recherche du laboratoire commun Dynamique Rapide des Structures et Colli-
sions (Onéra/UVHC/CNRS) a concerné le développement d’un nouvel élément de fixation dans un code de
calcul explicite. L’élément de liaison fonctionne telle une interface cohésive. Des fonctions non-linéaires sont
implantées pour le comportement (sans pour autant traiter le problème de plasticité) et la rupture est décrite
avec un modèle rigide fonctionnant en modes purs et mixtes I/II. Les valeurs des paramètres de comportement
et de rupture sont déterminées avec les résultats des essais Arcan. L’intérêt du dispositif Arcan développé pour
les rivets est qu’il permet de valider l’élément, les fonctions et leurs paramètres avec les résultats obtenus en
mode mixte I/II. Ce nouvel élément de fixation non-linéaire a permis d’améliorer notablement la réponse de
structures aéronautiques complexes et la localisation des parties de structure sujettes à la ruine. Cet élément
a permis également de réduire l’influence de la position du rivet dans la maille élément fini sur le résultat du
calcul.

Pour opérer le rivetage des pièces d’une structure aéronautique, il est nécessaire de percer les tôles à as-
sembler. Ces perforations constituent des singularités géométriques dans la matière qui, sous chargement
mécanique, provoquent en leur voisinage immédiat un phénomène bien connu de concentration des contraintes
et des déformations. Ces entailles mécaniques, qui se comptent sur un avion en dizaines de milliers d’unités,
vont localiser les déformations et l’endommagement, favorisant ainsi l’amorçage et la propagation de la rupture
de la structure à vitesse de déplacement imposé.

7. Cela est lié à l’absence d’équation bi-harmonique parmi les équations constitutives.
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Figure 5.19 – Contraintes équivalentes de von Mises au voisinage de la perforation.
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La première étape de la recherche vise à établir une variable permettant de relier les deux échelles du
problème : l’échelle de la structure caractérisée par un état de déformation imposé macroscopique Ekl et celle
de la perforation caractérisée par un champ de déformation locale εij (x). Nous avons proposé une variable
de fragilisation structurale notée ¯̄η et fondée sur un champ de facteurs de concentration de déformations. La
connaissance de la distribution de cette variable et son évolution au cours de la transformation caractérisent
les effets d’entaille sur le solide perforé. Les valeurs de ¯̄η dépendent de la loi de comportement du matériau,
de la nature du défaut géométrique et de la vitesse de déplacement imposé.

Dans une deuxième étape, nous cherchons une méthode numérique permettant de déterminer la loi d’évo-
lution de la variable de fragilisation structurale et les critères de rupture macroscopiques (énergie d’amorçage).
Les fonctions ¯̄η (x) établissent un lien entre les champs locaux de déformation ε̄ (x) perturbés par l’entaille
mécanique et la transformation imposée au milieu, caractérisée par une déformation globale Ē. La nature de
la variable de fragilisation structurale nous conduit naturellement vers des approches multi-échelles qui relient
les champs de l’échelle locale (le milieu perforé) et de l’échelle globale (la structure). La méthode TFA a été
implantée pour caractériser la variable de fragilisation structurale. Pour notre problème, le VER s’apparente à
une plaque perforée en son centre. Le modèle TFA corrèle relativement bien les mesures expérimentales dans
le cas d’un VER fait en alliage d’aluminium et pour lequel les déformations locales ont atteint des valeurs
de l’ordre de 0.2 (20%) juste avant l’amorçage de la rupture. Le cas des matériaux particulièrement ductiles
pose de façon plus évidente le problème de l’hypothèse des petites transformations, de la représentativité du
VER (à ces niveaux de déformations locales) et de la prise en compte d’une variable d’endommagement dans
la formulation multi-échelles.

Dans une troisième étape, nous cherchons à implémenter dans un élément fini de coque qui sera utilisé
en calcul des structures, la fragilisation structurale due à la présence d’une perforation. Une solution consiste
à déterminer avec le modèle multi-échelles précédent une loi de comportement macroscopique tenant compte
implicitement de l’influence de la perforation (Σ̄ = f

(
Ē
)
, par exemple Σ̄ (t) = ¯̄C (t) : Ē (t)). Cette solution

peut être suffisante si on s’intéresse aux comportements linéaire et non-linéaire du milieu ainsi homogénéisé
(puisque ¯̄C est fonction de la transformation appliquée au milieu). Néanmoins, elle est inadaptée si on s’in-
téresse à la rupture du milieu. En effet, une approche admise pour la rupture repose sur des critères globaux
couplés à d’autres critères locaux. Or, il n’est plus possible de relocaliser les déformations avec une loi de
comportement homogénéisée. La seconde approche vise à modéliser la distribution des champs de déformation
et de contrainte au voisinage de la perforation (mais sans la mailler explicitement). Un élément fini spécifique
Hybrid-Trefftz est développé dans ce sens. Son implantation dans le code EF ZéBuLoN est validée numéri-
quement par comparaison avec des modèles aux EF fins au voisinage de la perforation. Le gain en terme de
coût de calcul est de l’ordre de 300 et la précision de l’EF-HT est de l’ordre du pour-cent pour une règle
d’intégration à quatre points de Gauss par segment.

Perspectives. L’énergie d’amorçage d’un solide (perforé ou non) a été étudiée analytiquement en introdui-
sant la variable de fragilisation structurale dans l’équation de conservation de l’énergie du solide. Une autre
perspective de la recherche vise à formuler complètement le modèle de fragilisation structurale dans le cadre
de la Thermodynamique des Milieux Continus.

Les résultats expérimentaux, obtenus à l’aide des nouvelles techniques de corrélation d’images numériques,
montrent que la variable de fragilisation structurale est dépendante de la vitesse de déformation pour des
matériaux visco-plastiques. Une perspective vise à introduire dans le modèle multi-échelles un schéma de
résolution plastique dépendant du temps et des lois de comportement visco-plastique, mais également une
variable d’endommagement.

Enfin, une dernière perspective est de lever progressivement les hypothèses restrictives de l’élément fini
Hybrid-Trefftz de tôle perforée. Les développements en cours visent à considérer des comportements plastiques
dans la formulation de l’élément fini (i.e., généralisation des fonctions d’interpolation aux principes hybrides et
hybride-mixtes, règle d’intégration d’intérieur de domaine, non-linéarité de comportement). D’autres réflexions
portent sur la nature de la frontière interne de l’élément fini. L’implantation d’une frontière de nature élément
fini dans la formulation pourrait permettre de coupler l’élément fini perforé à un élément fini de fixation pour
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modéliser un assemblage riveté.



Chapitre 6

Conclusion générale et Perspectives de la

Recherche

Les recherches décrites dans les chapitres précédents visent à développer des méthodes expérimentales et
numériques pour l’analyse de la ruine des structures aéronautiques rivetées soumises à des chargements dyna-
miques extrêmes, telle une explosion. Trois axes de recherche concourent à cette problématique. Le premier est
lié au chargement dynamique résultant de l’explosion d’un engin dans le fuselage d’un appareil. Le deuxième
et le troisième concernent les assemblages, dont on cherche à caractériser et modéliser le comportement et
la rupture sous chargements dynamiques. Ce travail a été réalisé à l’Onéra dans cadre de projets amonts
pluriannuels financés par l’industrie et/ou les services officiels et dans le cadre d’une recherche à long terme
financée par des fonds propres, régionaux, ministériels et/ou européens.

6.1 Champs de pression dynamique d’une explosion

Les différentes méthodes numériques que j’ai développé ont permis de mesurer l’onde souffle appliquée au
fuselage. Une première méthode numérique est fondée sur des techniques de couplage fluide-structure (F/S)
permettant de modéliser la détonation de l’engin, la propagation de l’onde de souffle dans l’air et le champ de
pression s’exerçant sur la structure. L’intérêt de la méthode de couplage est que les deux milieux interagissent
l’un et l’autre. D’autres méthodes alternatives de découplage spatio-temporel, spécialement adaptées aux
calculs de structures complètes et complexes, sont développées pour capturer l’onde de souffle d’une part et
d’autre part, pour appliquer le chargement de dynamique transitoire aux limites de la structure et analyser
ainsi sa vulnérabilité. Enfin, j’ai développé une méthode numérique de couplage d’une structure immergée dans
un fluide (les maillages du fluide et de la structure sont non-conformes). Cette méthode permet de lever les
contraintes de maillage dues à l’interface F/S et de limiter les instabilités numériques naissant des irrégularités
de maillage dans le fluide.

Les perspectives de la recherche visent plus particulièrement à développer des critères de rupture pour les
assemblages adaptés aux chargements d’explosion. Il n’existe pas de critère de rupture unanimement adopté
dans la littérature pour décrire la rupture de structures soumises à un impact ou à un chargement impulsionnel
comme une explosion. D’un point de vue “pratique”, des indicateurs adimensionnés d’endommagement (damage
number) sont développés pour estimer un ordre de grandeur de déformation ou un mode de détérioration 1, ou
établir des lois empiriques de prédiction de la déflection en fonction de l’impulsion I de l’onde de souffle. Par
exemple, l’équation (6.1) présente l’indicateur d’endommagement Φc développé pour des plaques circulaires
soumises à un chargement uniforme [103]. En représentant les résultats expérimentaux sous la forme d’un

1. Mode I : grandes déformations inélastiques ; Mode II : rupture en traction au niveau du support ; Mode III : rupture en
cisaillement au niveau du support. Chacun des trois modes présente des sous-catégories en fonction du chargement appliqué sur
la structure, uniforme ou localisé [101, 102, 23].
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graphique δ
e
= f (Φc), une relation linéaire apparaît entre l’indicateur d’endommagement et la déflection de

la plaque permettant de discriminer les modes I et II. D’autres travaux ont cherché à distribuer, en fonction
du mode de détérioration, l’énergie transmise à la cible en énergie de déformation, de rupture et cinétique du
disque éjecté [104]. Ainsi, les auteurs montrent qu’il est possible de modéliser les contributions des différentes
énergies dans chaque mode en fonction d’un indicateur d’endommagement.

Φc =
I

πRe2
√
ρσ0

(6.1)

Du point de vue de la modélisation, on trouve des critères basés sur des déformations, des efforts, la
densité d’énergie, sur la mécanique de l’endommagement ou celle de la rupture [105]. Des critères couplant
déformation et effort ont été introduits dans le code de recherche NAPSSE 2 pour améliorer la prédiction
des modes de détérioration II et III qui n’étaient pas correctement décrits avec un critère en déformation
du type

∑
ε̄p ≥ εrup [31, 32]. Deux critères ont été implantés dans le code : une première expression (6.2)

proposant un couplage linéaire (LIC) et une seconde (6.3), un couplage quadratique (QIC). La rupture est
acquise lorsque la fonction de rupture f atteint une valeur égale à 1. Les résultats montrent que le mode II
apparaît lorsque l’impulsion est suffisante pour provoquer des déformations qui se localisent principalement
au centre des cibles. Si l’impulsion augmente encore, alors la cible se comporte comme un corps rigide. Les
déformations en courbure n’augmentent pas significativement et la rupture est principalement dominée par
des phénomènes de cisaillement (mode III). La contribution des ratios de déformation et d’effort aux critères
LIC et QIC a aussi été analysée numériquement. L’apparition de la rupture en mode II correspond à une
répartition à hauteur de 50% chacun. À partir de ce seuil, plus l’impulsion augmente et plus la contribution
des efforts de cisaillement dans la rupture devient prépondérante. Le mode III pur est atteint lorsque le ratio
en effort est proche de 1.

f =

∣∣∣∣
ε

εrup

∣∣∣∣+
∣∣∣∣∣
τavg

τdynult

∣∣∣∣∣ (6.2)

f =

(
ε

εrup

)2

+

(
τavg

τdynult

)2

(6.3)

Les perspectives visent donc à étudier la pertinence de ces critères et indicateurs d’endommagement pour
des plaques perforées et perforées-rivetées. Dans un premier temps, on vérifiera que les conclusions obtenues
pour les panneaux pleins s’appliquent au cas de panneaux perforés et assemblés (en particulier la régression
linéaire en fonction d’une impulsion adimensionnée). On cherchera aussi à établir une classification des modes
de détérioration propres au comportement de tels panneaux, comme le déboutonnage des fixations du panneau,
la propagation de la rupture le long d’une ligne de fixation, l’arrachement d’un panneau riveté, la propagation
de la rupture en pleine tôle, . . . (La Figure 6.1 en propose une première ébauche). Enfin, on s’intéressera à la
détermination de l’occurrence de ces modes en fonction d’une impulsion adimensionnée, puis on cherchera à
caractériser des critères de rupture pour les jonctions rivetées.

La grande majorité des essais d’explosion de la littérature est réalisée à l’aide d’un dispositif expérimental
appelé pendule balistique. Une perspective porte également sur des essais de laboratoire pouvant se substituer
aux essais d’explosion. Une réflexion initiée à l’occasion de la thèse de Nicolas Leconte intéresse des méthodes
expérimentales fondées sur l’utilisation d’un tube à choc ou d’un lanceur à air. Le dispositif doit idéalement
être capable de générer un chargement représentatif d’une onde de souffle, puis une dépressurisation, pour
étudier les modes de détérioration des assemblages et caractériser les critères d’amorçage et de propagation
de la rupture. Une autre application de ce dispositif porte sur l’étude des méthodes de couplage fondées sur
des interfaces F/S mobiles.

2. Nonlinear Analysis of Plate Structure using Super Elements.
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(a) mode I (b) mode II (c) mode III

Figure 6.1 – Modes de détérioration d’un panneau riveté (Illustrations extraites de [106]).

6.2 Caractérisation du comportement et de la rupture des assemblages

Le protocole expérimental que j’ai développé a permis de caractériser le comportement non-linéaire et la
rupture des assemblages en modes purs et mixtes de traction et de cisaillement. L’intérêt des dispositifs
développés pour les rivets et les points soudés est qu’ils ont permis de discriminer les modèles EF utilisés pour
les fixations et d’entrevoir des perspectives de développement, en particulier pour les vitesses de sollicitation
dynamique. Les paramètres déterminant le comportement des assemblages étant nombreux, une méthode
numérique que j’ai développé, vise à caractériser les interactions de ces paramètres numériquement à l’aide
d’un plan d’expérience numérique. La méthode développée pour les rivets du secteur aéronautique a été portée
aux rivets aveugles du secteur ferroviaire. Un industriel du secteur aéronautique a développé un “automate”
numérique qui applique cette méthode aux différentes fixations qu’il utilise sur avion.

Une première perspective vise à poursuivre la recherche menée sur la caractérisation de la tenue mécanique
des assemblages sous chargements dynamiques. Sur le plan expérimental, on poursuivra le développement d’un
dispositif Arcan déjà entrepris dans le cadre d’un projet Euclid sur les assemblages de plaques composites.
On cherchera en particulier à s’assurer que le dispositif permet d’atteindre l’ensemble des modes de détério-
ration d’une plaque composite. Si tel est le cas, les perspectives de la recherche concerneront les vitesses de
sollicitations dynamiques.

Une seconde perspective concerne la méthode de plan d’expérience numérique. Nous poursuivrons les
développements initiés pour les points soudés électriquement pour d’une part, simuler le comportement dyna-
mique et la rupture de cette fixation et d’autre part, extraire des critères de rupture macroscopiques fondés
sur l’analyse des champs mécaniques.

Le procédé d’assemblage par friction et malaxage a été inventé par le TWI en 1991. Il a immédiatement
intéressé les utilisateurs d’alliages d’aluminium car, sans passer par la fusion, il permet le soudage des alliages
à haute résistance jusque-là inutilisables en raison de leur soudabilité difficile avec les procédés traditionnels.
Le FSW convient particulièrement bien aux alliages à bas point de fusion (aluminium, magnésium, cuivre) et
trouve avec ces matériaux ses applications industrielles principales : aéronautique, spatial, transports terrestres,
construction navale 3.

Pour la méthode numérique de plan d’expérience numérique, une autre perspective de la recherche vise

3. Cette nouvelle technologie de soudage est en pleine phase de développement bien que déjà appliquée industriellement pour
certaines fabrications, notamment aux USA (Aéronautique et Spatial, depuis 1994), au Japon (Ferroviaire) et dans les Pays
Scandinaves (Construction Navale). Le FSW intéresse également l’automobile, les poids lourds, etc. et va entraîner de profonds
changements dans certains secteurs, par exemple en substituant à la construction mécano soudée traditionnelle l’assemblage de
profilés de grandes dimensions (bordés de navires en aluminium, citernes, réservoirs de stockage, etc.).
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à caractériser le comportement visco-plastique des matériaux in-homogènes, tels ceux d’un point soudé par
friction et malaxage 4. Dans le cas d’un point soudé électriquement, un simulateur thermo-mécanique a été
paramétré pour simuler la transformation du matériau en plusieurs points de la ZAT. Toutefois, la vitesse de
refroidissement n’a pas pu être correctement appréhendée par le simulateur. Les échantillons obtenus ont été
testés à différentes vitesses de traction pour caractériser le matériau ainsi transformé.

La Méthode des Champs Virtuels [69] a été développée pour identifier les paramètres de lois de compor-
tement à l’aide de mesures de champs cinématiques, obtenues par exemple par corrélation d’images numé-
riques [107]. Cette méthode (MCV 5) repose sur l’écriture du Principe des Travaux Virtuels (PTV) qui est
vérifié pour tout champ de déplacement virtuel u∗i cinématiquement admissible sur le domaine considéré. Le
PTV est une variante dans l’énoncé du Principe des Puissances Virtuelles (PPV). Elle s’obtient en multipliant
les deux membres du PPV [108], écrite pour l’instant t, par l’intervalle de temps infiniment petit δt séparant
les instants t et t+ δt (6.4). On reconnait d’une part le champ de déplacement virtuel : δū∗ (x, t) = v̄∗ (x, t) δt
et d’autre part le champ de déformation virtuelle qui en résulte : δ ¯̄ε∗ (x, t) = ¯̄D∗ (x, t) δt.

∫

V (t)
ρ (x, t) γ̄ (x, t) v̄∗ (x, t) δtdV =

∫

V (t)
ρ (x, t) f̄ (x, t) v̄∗ (x, t) δtdV

+

∫

∂V (t)
T̄ (x, t) v̄∗ (x, t) δtdS −

∫

V (t)

¯̄σ (x, t) : ¯̄D∗ (x, t) δtdV (6.4)

Comme toutes les grandeurs sont homogènes à des travaux, le PPV est transformé en un principe de
travaux virtuels que traduit la relation (6.5). Les différentes intégrales traduisent le travail virtuel des quantités
d’accélération, des forces extérieures de volume, des forces extérieures en surface et des forces internes. Dans
le cas d’un chargement statique (γ̄ = 0̄) et en l’absence de forces de volume (f̄ = 0̄), le PTV traduit l’équilibre
entre le travail virtuel des efforts intérieurs −

∫
V
¯̄σ : ¯̄ε∗dV et le travail virtuel des efforts extérieurs

∫
∂V

T̄ .ū∗dS.

∫

V (t)
ργ̄δū∗dV =

∫

V (t)
ρf̄δū∗dV +

∫

∂V (t)
T̄ δū∗dS −

∫

V (t)

¯̄σ : δ ¯̄ε∗dV (6.5)

Dans le cas particulier de l’élasticité, la relation de comportement permet de relier les contraintes en
fonction des déformations (σ = g (ε), avec ε les déformations mesurées), ce qui permet d’exprimer le travail
virtuel des efforts intérieurs en fonction des paramètres de comportement. Pour déterminer ces derniers, il
suffit alors de dériver du PTV autant d’équations que de paramètres à identifier, celles-ci étant obtenues en
introduisant plusieurs champs virtuels judicieusement choisis. La MCV permet alors de construire un système
linéaire aux valeurs propres, dont les paramètres de comportement sont les inconnues du problème [109].

En plasticité, il n’est plus possible d’écrire un tel système linéaire. La MCV est alors utilisée pour construire
la fonction coût d’un processus d’optimisation itératif. C’est la raison pour laquelle la MCV est répertoriée dans
la catégorie des méthodes dites inverses et elle est une alternative aux méthodes de recalage éléments finis. Cette
fonction coût constitue en fait un moyen de quantifier l’écart à l’équilibre de la structure testée. L’intérêt de la
MCV est que les paramètres sont identifiés alors que la structure testée subie des transformations in-homogènes
en temps et en espace (thèse Samuel Blanchard). Des recherches en cours concernent les comportements visco-
plastiques et l’endommagement des métaux (thèse Delphine Notta). On cherchera en particulier à exprimer
et à caractériser un critère d’amorçage d’une macro-fissure.

Une perspective expérimentale et numérique à plus long terme vise à identifier les paramètres de lois
de comportement de matériaux hétérogènes (i.e., ceux d’un joint FSW) en dynamique. D’un point de vue
expérimental, il s’agit de développer un essai dynamique permettant de tester l’assemblage et de mesurer les
champs de déplacement et de déformation en dynamique et en 3D. Sur le plan numérique, il s’agit d’implanter
les modèles de comportement pertinents (e.g., modèle de Myhr et Grong [110]) et des méthodes d’identification
non-linéaire. On pense aussi à propager dans les équations de la MCV des méthodes statistiques/stochastiques

4. “Friction Stir Spot Welding” pour les points et “Friction Stir Linear Welding” pour les cordons.
5. http://www.camfit.fr/

http://www.camfit.fr/
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permettant de traiter des incertitudes sur la mesure et/ou le matériau (e.g., présence de défaut, hétérogénéité
dans la composition).

Enfin, il est bien établi aujourd’hui que la méthode des éléments finis étendus (X-FEM) est bien adaptée
pour la simulation de la propagation tridimensionnelle des fissures [111]. En effet, les enrichissements singuliers
au voisinage du front de la fissure permettent de capturer précisément le comportement asymptotique et elle
ne nécessite aucun remaillage lors de la propagation de la fissure (seules les fonctions d’enrichissement sont
réactualisées). De plus, un algorithme de corrélation d’image considère une cinématographie 3D enrichie pour
permettre la mesure de la discontinuité du champ de déplacement [112]. Une perspective vise donc à introduire
dans la MCV des méthodes similaires pour caractériser des critères de propagation de fissure en dynamique.

6.3 Modélisation du comportement et de la rupture des assemblages

Cet axe de recherche concerne les modèles EF de fixation et les méthodes numériques développées pour tenir
compte de l’influence de la perforation dans les éléments finis de coque utilisés pour le calcul de structures.
Le nouveau modèle de fixation que j’ai implanté dans un code de calcul explicite, considère un comportement
non-linéaire dans sa formulation. Il a permis d’améliorer la représentativité du calcul d’une structure que les
méthodes jusqu’alors disponibles ne parvenaient pas à décrire de façon satisfaisante (i.e., rupture précoce des
éléments de fixation). La perspective de la recherche dans ce domaine concerne l’implantation de modèles de
comportement et de critères de rupture dépendant du temps ; ces développements étant rendus possibles avec
les résultats expérimentaux obtenus avec les dispositifs que j’ai développés pour les vitesses de chargement
dynamiques.

Une autre contribution dans le domaine de la modélisation des assemblages vise à tenir compte de l’in-
fluence des perforations dans les éléments finis de coque utilisés en calcul des structures. Dans ce domaine,
j’ai proposé le modèle d’une variable de fragilisation structurale qui, une fois introduite dans le bilan thermo-
dynamique d’un milieu perforé, permet de proposer un critère pour l’amorçage de la macro-fissure. Une étude
expérimentale montre que la variable et le critère sont dépendants du temps. Un modèle multi-échelles est
développé pour déterminer la loi d’évolution de la variable de fragilisation structurale et le critère de rupture
macroscopique. Un développement à court terme concerne l’implantation d’un schéma visco-plastique à retour
radial dans le modèle multi-échelles. Les perspectives de la recherche intéressent la prise en compte d’une
variable d’endommagement dans la formulation multi-échelles et pour les matériaux particulièrement ductiles
l’hypothèse des petites transformations et la représentativité du VER de plaque perforée.

En ce qui concerne l’endommagement, son introduction dans le modèle multi-échelles ne se limite pas
seulement à la loi de comportement et au schéma de résolution. Comme les déformations an-élastiques, il
est nécessaire d’introduire l’influence de l’endommagement dans la relation de localisation. Une extension
de la méthode TFA a été proposée pour tenir compte de l’endommagement. Elle repose sur la notion de
déformation libre généralisée [113]. Son principe consiste à introduire dans la loi de comportement locale
initiale une déformation libre traduisant les effets d’une variation des propriétés élastiques (6.6). L’intérêt
de cette méthode est d’éviter la ré-actualisation des tenseurs d’influence et de localisation (leurs valeurs
sont fonctions des propriétés élastiques du matériau de l’échelle locale). La déformation libre généralisée est
introduite dans les relations de localisation au même titre que les déformations an-élastiques (6.7). Néanmoins,
cette méthode peut être qualifiée de méthode approchée. En effet, la déformation libre généralisée n’est pas à
proprement parler une déformation libre, puisqu’elle fait intervenir la contrainte. Néanmoins, cette approche
a été appliquée avec succès dans le cas de matériaux composites à matrice métallique ou organique.

σ̄ = ¯̄L∗ : (ε̄− ε̄an)

σ̄ = ¯̄L0 :
(
ε̄− ε̄an − ε̄gl

) (6.6)

où,
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ε̄ans correspond aux déformations an-élastiques (ε̄ans = ε̄ps + ε̄ths ) et ε̄gls à la déformation libre généralisée. ¯̄L∗

représente le tenseur des raideurs dépendant des effets de l’endommagement et ¯̄L0 le tenseur initial des
raideurs.

ε̄r =
¯̄Ar : Ē +

∑n
s=1

¯̄Drs :
(
ε̄ans + ε̄gls

)

σ̄r =
¯̄Br : Σ̄−

∑n
s=1

¯̄Frs :
¯̄L0
s :
(
ε̄ans + ε̄gls

) (6.7)

En ce qui concerne l’hypothèse des petites transformations et de la représentativité du VER, les deux
problèmes sont liés au fait que par définition le modèle multi-échelles est réalisé à partir d’une configuration
de référence (intimement liée au VER). Par exemple dans le cas d’expériences menées sur un acier doux, la
perforation tend à s’ovaliser durant la traction ; ce qui aura tendance à modifier la distribution des champs
mécaniques locaux comparé à une perforation circulaire. Cette transformation est difficilement accessible au
modèle multi-échelles. En effet, la géométrie du VER est fixée pour l’ensemble du calcul à la configuration de
référence (initiale) et donc les valeurs des tenseurs de localisation ¯̄Ar et d’influence ¯̄Drs du modèle analytique.
L’utilisation de tenseurs de Green-Lagrange ē pour les déformations et de Piola-Kirchoff π̄ pour les contraintes
ne serait pas suffisante ; il serait également nécessaire de réactualiser en cours du calcul le VER (car le milieu
à changer et par conséquent le VER initial n’est plus représentatif) et donc les valeurs des tenseurs ¯̄Ar et ¯̄Drs.

Un problème dans le modèle TFA est le nombre nécessaire de sous-volumes pour une bonne description des
champs locaux et donc les coûts de calcul engendrés. D’autres solutions peuvent être étudiées, si on cherche
à réduire le nombre des sous-volumes qui discrétisent le VER (et donc le temps de calcul pour résoudre le
modèle multi-échelles). Elles concernent les méthodes NTFA 6 [88, 87]. Ces méthodes considèrent pour chaque
phase (une phase pouvant être composée de plusieurs sous-volumes) des champs de déformation plastique
hétérogène, alors que par définition, ces champs sont homogènes dans une phase ou un sous-volume dans la
méthode TFA (6.8).

ε̄an (x) =
∑N

r=1 ε
an
r χ(r) (x)

χ(r) (x) =

{
1 si x ∈ Vr

0 sinon

(6.8)

Remarque sur la méthode NTFA. Dans cette méthode, les déformations plastiques sont décomposées sur des
fonctions de forme ou modes µ̄(r) (x) qui ne sont pas nécessairement uniformes (6.9). Les modes sont des champs
de déformation plastique déterminés numériquement pour un petit nombre de chargements, tels la traction
simple ou le cisaillement simple. Ces modes doivent respecter des propriétés tels que l’incompressibilité, la
normalisation ou l’orthogonalisation.

ε̄an (x) =

N∑

r=1

εanr µ̄(r) (x) (6.9)

où,
µ̄(r) (x) est tensoriel et εanr est scalaire.

L’équation (6.10) exprime la relation de localisation en fonction de ces modes et d’un opérateur non-local
D. Le terme ¯̄A (x) : E est relatif à la déformation au point x causée par une déformation macroscopique
moyenne Ē en l’absence de déformation an-élastique. Le second terme de la relation (6.10) est la déformation
résultant d’une déformation an-élastique due au mode µ̄(l) (x′) au point x′. Il suffit donc de connaître Ē et εanl
pour déterminer les champs locaux par la règle de localisation. Les champs ¯̄A (x) et D ∗ µ̄(l) (x) sont calculés
une fois pour toutes.

6. Nonuniform Transformation Field Analysis.
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ε̄ (x) = ¯̄A (x) : E +

M∑

i=1

(
D ∗ µ̄(l)

)
(x) εanl (6.10)

où,
¯̄A (x) est le tenseur de localisation des déformations et D un opérateur non-local.

Une autre contribution concerne le développement d’éléments finis de coque fragilisée. Une solution consiste
à déterminer avec le modèle TFA une loi de comportement macroscopique/homogénéisé par une approche
séquencée. Cette solution peut être suffisante si le domaine d’application des éléments finis de coque fragilisée
se limite au comportement linéaire et non-linéaire. Néanmoins, elle est inadaptée si on s’intéresse à la rupture du
milieu, car il est difficile (parfois impossible) de re-localiser avec une loi de comportement homogénéisé et donc
d’alimenter un critère pour la rupture. L’élément fini hybride-Trefftz est développé en ce sens. Son domaine
d’application étant limité à l’élasto-statique, une perspective de la recherche est de lever progressivement les
hypothèses restrictives de l’élément fini Hybrid-Trefftz de tôle perforée. Les développements en cours visent
à considérer des comportements non-linéaires dans la formulation de l’élément fini (i.e., généralisation des
fonctions d’interpolation aux principes hybrides et hybrides-mixtes, règle d’intégration d’intérieur de domaine,
non-linéarité de comportement). D’autres réflexions portent sur la nature de la frontière interne de l’élément
fini. L’implantation d’une frontière de nature élément fini dans la formulation pourrait permettre de coupler
l’élément fini perforé à un élément fini de fixation pour modéliser un assemblage riveté.

Les perspectives à long terme visent à étudier, caractériser et modéliser les interactions entre la fixation
et la tôle perforée (e.g., le matage, le clivage, le passage de la fixation à travers la tôle, le déboutonnage).
Une fois la frontière interne de l’élément fini de coque développée, il sera possible de le relier à un élément
fini de fixation. On cherchera alors à introduire dans la formulation de l’assemblage l’interaction fixation/tôle.
On pense établir une relation d’interface (e.g., pénalités avec des rigidités éventuellement non-linéaires, mul-
tiplicateurs de Lagrange) entre la frontière interne de l’élément fini perforé et un nœud de l’élément fini de
fixation pour modéliser le déplacement de la fixation dans le plan de tôle perforée (i.e., matage). Des critères
seront alors formulés pour la rupture de l’assemblage (i.e., passage de la fixation à travers la tôle, débouton-
nage). Une autre problématique structure est relative aux assemblages de plaques composites (ou hybrides
métalliques/composites) qui montrent des modes de rupture plus complexes.
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Annexe A

Modèles de comportement

A.1 Modèles visco-plastiques

Expression de Johnson-Cook. Ce modèle phénoménologique multiplicatif [57, 58] exprime la contrainte
d’écoulement en fonction de plusieurs variables d’état : la déformation plastique εp, la vitesse de déformation
plastique ε̇ et la température T (A.1). Il s’avère donc adapté aux applications de dynamique rapide (balistique
terminale en particulier) dans lesquelles le matériau subit de forts gradients de déformation et de température.
Deux termes multiplient la contrainte d’écoulement statique : le premier traduit le durcissement du matériau
en fonction de la vitesse de déformation, tandis que le second traduit l’adoucissement du matériau avec
l’augmentation de la température (jusqu’à l’état pâteux, obtenu à la température de fusion, pour lequel la
contrainte s’annule).

σ = (A+Bεp
n)

(
1 + C ln

ε̇

ε̇0

)(
1− T − T0

Tmelt − T0

)m

(A.1)

où,
ε̇0 est la vitesse de déformation de référence, T0 la température initiale et Tmelt la température de fusion.

Expression de Krupkowsky. Il s’agit d’un modèle phénoménologique additif [60] dont l’expression est
donnée par la relation (A.2).

σ = Kα̇a
(
εp + ε0α̇

b
)nα̇c

avec α̇ = ε̇
ε̇0

(A.2)

où,
ε̇0 est la vitesse de déformation de référence, K, ε0, n, a, b et c les paramètres du modèle.

A.2 Modèle d’endommagement ductile de Gurson

Le modèle d’endommagement de Gurson-Tvergaard-Needleman [61, 62] décrit, au travers d’une variable
scalaire f , l’évolution de la porosité du matériau durant les trois phases de l’endommagement jusqu’à sa
rupture ductile (A.3).

f = fi +∆f avec ∆f = ∆fnucléation +∆fcroissance (A.3)

où,
fi est la porosité initiale du matériau.
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La représentation de la nucléation (fn, εn et Sn) et de la croissance de micro-cavités est basée sur des
formulations incrémentales (A.4, A.5). L’expression de la coalescence des micro-cavités (fc, ff et fu) est
fondée sur une fonction spécifique (A.6).

∆fnucléation =
fn

Sn

√
2π

e
− 1

2

(

εm−εn
Sn

)2

∆εm (A.4)

∆fcroissance =
Vm∆Va

Va
2 = (1− f)TrD (A.5)

où,
D est le tenseur des vitesses de déformation plastique,
εm est la déformation plastique équivalente courante,
εn est la déformation plastique moyenne pour laquelle la nucléation est maximale,
fn est la fraction volumique de micro-cavités nucléées,
Sn est l’écart-type de la distribution normale de Gauss.

lorsque f ≤ fc, f∗ = f

lorsque f > fc, f∗ = fc +
fu−fc
ff−fc

(f − fc)
(A.6)

où,
fc, ff et fu sont les fractions volumiques de micro-cavités critiques lorsque la coalescence s’initie, à la
fracture et ultime. Par définition, fu = 1

q1
et correspond à la valeur de f∗(ff ) annulant le potentiel Ωevp (les

contraintes de Cauchy de la matrice sont égales à zéro).

Les deux modèles (comportement et endommagement) interviennent simultanément dans l’expression du
potentiel élasto-visco-plastique Ωevp qui décrit ainsi le comportement du matériau poreux exprimé en fonction
de la contrainte équivalente de von Mises σeq, de la contrainte hydrostatique σm et de la contrainte élasto-
visco-plastique σM de la matrice (A.7).

lorsque σm > 0, Ωevp =
σeq

2

σM
2 + 2q1f

∗ cosh
(
3
2q2

σm

σM

)
−
(
1 + q3f

∗2
)

lorsque σm ≤ 0, Ωevp =
σeq

2

σM
2 + 2q1f

∗ −
(
1 + q3f

∗2
) (A.7)

où,
q1, q2 et q3 sont des facteurs caractérisant la forme de la micro-cavité. Par définition, q3 = q1

2. Pour une
micro-cavité sphérique : q1 = 1.5 et q2 = 1.

La modification des valeurs des paramètres q1 et q2 permet de toucher au potentiel Ωevp du modèle de
Gurson en introduisant une “anisotropie” du dommage au travers d’une forme de micro-cavité elliptique (ceci
peut se justifier pour une tôle d’aluminium laminée par exemple). La forme de la micro-cavité elliptique est
décrite par la relation (A.8). q1∗ prend la valeur de q1 pour une micro-cavité sphérique (q1∗ = 1.5) et m0

représente l’excentricité initiale de l’ellipse.

q1 = q1
∗ +m0

m0 =
a0−b0
a0+b0

(A.8)

où,
a0 est la longueur du demi axe parallèle à la direction principale de la déformation,
b0 est la longueur du demi axe perpendiculaire à cette même direction.



Annexe B

Algorithmes

B.1 Schéma plastique à retour radial

Cet algorithme est inspiré des travaux de Bonnet [84].

Algorithm 1 Schéma plastique à retour radial

� Former le prédicteur élastique
(
s̄elasr

)
t+∆t

= (s̄r)t + 2µ ¯̄K : (∆ε̄r)t
avec µ = E

2(1+ν) et ¯̄K = ¯̄I − ¯̄J = 1
2 (δikδjl + δjkδil)− 1

3δijδkl

� Calculer (σeq
r )t+∆t =

√
3
2 ‖
(
s̄elasr

)
t+∆t

‖
� Calculer f elas

t+∆t = f
(
(σeq

r )t+∆t , (pr)t
)
= (σeq

r )t+∆t −R ((pr)t)

� Si f elas
t+∆t ≤ 0 alors évolution purement élastique sur l’incrément.

N Actualiser les variables comme :
(ε̄pr)t+∆t = (ε̄pr)t
(pr)t+∆t = (pr)t
(σ̄r)t+∆t =

(
s̄elasr

)
t+∆t

+ κTr ((∆ε̄r)t) 1̄ avec κ = E
3(1−2ν)

� Si f elas
t+∆t > 0 alors évolution élasto-plastique sur l’incrément

N Résoudre par rapport à (∆pr)t l’équation de cohérence discrète :
(σeq

r )t+∆t − 3µ (∆pr)t −R ((pr)t + (∆pr)t) = 0

⇒ ∆pt =
σ
eq
t+∆t

−R0−Hpt

3µ+H
pour un écrouissage linéaire,

⇒ une méthode de Newton ou une méthode de point fixe par exemple [114] pour un écrouissage plus complexe
N Calculer l’incrément de déformation plastique :
(∆ε̄pr)t =

3
2

(∆pr)t
(σeq

r )
t+∆t

(
s̄elasr

)
t+∆t

N Actualiser les variables mécaniques :
(ε̄pr)t+∆t = (ε̄pr)t + (∆ε̄pr)t
(pr)t+∆t = (pr)t + (∆pr)t
(σ̄r)t+∆t =

(
s̄elasr

)
t+∆t

+ κTr ((∆ε̄r)t) 1̄− 2µ (∆ε̄pr)t
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B.2 Schéma itératif du modèle µ-échelle

Cet algorithme est inspiré des travaux de Michel et Suquet [87].

Algorithm 2 Schéma itératif pour la prédiction des déformations an-élastiques.

(ε̄pr)
i=0
t+∆t = (ε̄pr)t

� Tant que δ < prec
N (ε̄r)

i
t+∆t =

¯̄Ar :
(
Ē
)
t+∆t

+
∑n

s=1
¯̄Drs : (ε̄

p
r)

i−1
t+∆t

N Calculer (σ̄r)
i
t+∆t et mettre-à-jour (ε̄pr)

i
t+∆t et (pr)

i
t+∆t par l’algorithme de retour radial

N δ = maxr=1,...,n | (ε̄pr)it+∆t − (ε̄pr)
i−1
t+∆t |

� Retour(
Σ̄
)
t+∆t

=
∑n

r=1 cr (σ̄r)t+∆t

B.3 Schéma d’un élément fini de coque perforé

Algorithm 3 Èlément fini comportant un trou libre de chargement
Entrées : coordonnées des noeuds, connectivités, taille de la perforation (r0), normale ~n de chaque segment,
caractéristiques matériau, intégration de Gauss 1D à N points
Sorties : matrice de rigidité K

� Déclaration :
N des champs de déplacement U et de contraintes σ à partir de la solution analytique de Kolosov-
Muskhelishvili.
N du champ de déplacement Ũ

� Calculer le vecteur traction T à partir du champ de contraintes et de la normale à chaque segment :
N T = σ · ~n
N H = TU

� Calculer :
N pour seg = 1 à 4 ⇒ Lseg = T Ũ

N pour seg = 1 à 4 faire :
pour g = 1 à N faire :
⇒ LSUM = LSUM +Lseg, g

⇒ HSUM = HSUM +Hg

� Calcul de la matrice de rigidité de l’élément fini Hybride-Trefftz déplacement perforé :
K = LSUM

T
HSUM

−1
LSUM
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Résumé

Le contexte des travaux concerne la vulnérabilité des structures aéronautiques face aux explosions. Reprenant
le scénario de la ruine d’un fuselage lors d’un attentat à la bombe, trois axes de recherches concourent à la
problématique posée dans le mémoire. Le premier est lié au chargement dynamique résultant de l’explosion
d’un engin dans le fuselage de l’appareil. Le deuxième et le troisième concernent les assemblages, dont on
cherche à caractériser et modéliser le comportement et la rupture sous chargements dynamiques.

Concernant le chargement structural de type pression dynamique, une recherche appliquée vise à valider
des méthodes d’interaction couplées fluide/structure pour mesurer l’onde de souffle, à développer d’autres
méthodes d’interaction découplées fluide/structure pour permettre l’analyse de structures complètes et com-
plexes, et à développer une méthode numérique pour le couplage d’une structure immergée dans un fluide.

Dans le domaine de la caractérisation des assemblages pour le calcul des structures, la recherche expé-
rimentale et numérique consiste à développer de nouvelles méthodes expérimentales fondées sur des essais
normalisés permettant d’analyser le comportement et la rupture des fixations en modes pures et mixtes de
traction/cisaillement pour des vitesses de déplacement quasi-statique et dynamique, et une méthode numé-
rique alternative dite plan d’expérience numérique (ou ‘virtual testing’) pour étudier un assemblage depuis le
procédé de rivetage, jusqu’à sa tenue dynamique.

Enfin, une recherche fondamentale vise à améliorer la modélisation des assemblages en calcul de structures.
Pour les fixations, un modèle au comportement non-linéaire reposant sur une formulation hybride est déve-
loppé. Pour les tôles perforées, un modèle et un critère de rupture sont présentés, une approche multi-échelle
et un élément fini hybride sont développés.

Mots clés : ASSEMBLAGES ; ESSAIS DYNAMIQUES ; MODÉLISATION ; EXPLOSION.

Abstract

The context of the presented research concerns the vulnerability of airframes faced to blast explosions.
Resuming the ruin scenario of a fuselage during a bomb attack, three research areas contribute to the issue
set down in the report. The first one deals with the dynamic loading resulting from the explosion of a bomb
within the fuselage. The second and third ones concerns the assemblies ; the characterisation and modelling
of their mechanical behaviour and failure are particularly studied and especially under dynamic loadings.

Concerning the structural load (dynamic pressure), an applied research aims at validating coupled fluid/struc-
ture interaction methods to measure the blasting shock wave, to develop uncoupled fluid/structure interaction
methods to enable the analysis of complete and complex structures, and to develop a numerical method for
the coupling of a structure immersed in a fluid.

In the field of the assemblies characterisation for structural calculation applications, the experimental and
numerical research consists in developing new experimental methods based on normalized tests that makes
it possible to analyse the behaviour and failure of fasteners in pure and combined tensile/shear modes from
quasi-static to dynamic displacement rates loads, and finally an alternative numerical method (virtual testing)
is also developed to study an assembly from the riveting process, up to the dynamic strength.

Finally, a more fundamental research aims at improving the assemblies modelling technique to be used in
structural computation. For the fastener, a model with a non-linear behaviour implemented is developed based
on a hybrid formulation. For the perforated metal sheet, a model and a criterion for failure are presented, a
multi-scale approach and a hybrid finite element are developed.

Keywords : ASSEMBLIES ; DYNAMIC TESTING ; MODELLING ; BLAST EXPLOSION.
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