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Chapitre 1

Introduction générale

Les matériaux sandwichs connaissent un essor important, tant dans les applications les
utilisant, que dans les technologies les mettant en ceuvre. Ils présentent un intérét pour les
applications qui requierent a la fois rigidité et 1égereté, notamment les transports, la marine, le
nautisme, I’aéronautique, 1’aérospatial, les sports et loisirs, 1’industrie lourde, le génie civil et
I’armée. Les matériaux sandwichs sont constitués d’une ame, souvent épaisse et de faible
masse volumique, enserrée entre deux peaux a la fois rigides et minces. Du fait que 1’on peut
modifier la nature des matériaux constitutifs d’ame et de la peau (densité, propriétés
mécaniques, physiques et chimiques), il est possible de concevoir des structures adaptées aux
applications bien définies.

Lors de la sollicitation en flexion des matériaux sandwichs, la décohésion (décollement)
entre la peau et I’ame est I’'un des modes d’endommagement observé par de nombreux
chercheurs dans le cas des essais de fatigue en flexion. Cet endommagement peut aussi
survenir a la suite des imperfections dans le processus de fabrication, le dégazage de I’ame en
mousse sous 1’exposition directe du soleil, soit résulter des charges externes au cours de la vie
d’opération, comme I’impact par des objets €trangers, soit encore résulter par la capacité
d’absorption d’eau des ames cellulaires. La présence de la décohésion affecte le
comportement local et global en statique et en dynamique du matériau sandwich. En outre,
lors de I'utilisation du matériau sandwich en présence de la décohésion, celle-ci peut se
propager et provoquer de nouveaux modes d’endommagement tels que le flambage localisé
de la peau, le délaminage de la peau, la fissuration en cisaillement de 1’dme, etc. Ces modes
d’endommagement peuvent interagir entre eux et aboutir a une défaillance prématurée de la

structure en matériau sandwich.

L’objet de ce présent travail est d’analyser le comportement mécanique en statique, en
fatigue et en vibration linéaire et non lin€aire des matériaux sandwichs en présence d’une
décohésion de longueur variable. Les matériaux composites sandwichs considérés dans le
présent travail sont constitués d’une &me en mousse PVC de différentes masses volumiques et
de peaux en fibres de verre et de résine époxyde. Ce travail se plagait dans la continuité des
travaux déja réalisés au sein du laboratoire, sur 1’analyse du comportement en statique, en

fatigue et en vibration des matériaux composites sandwichs.

Apres D’introduction du travail dans le présent chapitre, le chapitre 2 est consacré a une
analyse bibliographique sur les effets de ’endommagement sur le comportement en statique,
en fatigue cyclique et en vibration des matériaux composites sandwichs. Cette revue débutera

avec une exposition plutdt générale du matériau sandwich (différents constituants). Ensuite, le
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comportement mécanique en flexion des matériaux sandwichs et les principaux mécanismes
d’endommagement d’une structure sandwich sont exposés. Dans un deuxiéme temps, 1’accent
sera mis sur le comportement mécanique en statique et en fatigue cyclique des matériaux
composites ayant un endommagement. Finalement, nous présentons les travaux existants sur

I’influence de I’endommagement sur le comportement vibratoire des matériaux composites.

Le chapitre 3 est consacré a la caractérisation des propriétés mécaniques en statique et en
fatigue de ces matériaux en présence d’une décohésion de longueur variable. Cette
caractérisation est menée a partir de la flexion 3-points sur des poutres en matériaux
sandwichs avec plusieurs longueurs de la fissure. Le chapitre présente ensuite une analyse par
la théorie des plaques sandwiches du comportement statique en flexion des sandwichs en
fonction de la longueur de fissure. Le module de flexion et le module de cisaillement sont
déterminés en fonction de la longueur de fissure a partir des résultats de cette analyse et par
des essais de flexion sur des éprouvettes de ce matériau en faisant varier la distance entre
appuis. La derniére partie du chapitre est consacrée a I’analyse du comportement en fatigue
cyclique. Les essais de fatigue sont conduits en controlant le signal déplacement qui est de
type sinusoidal avec une fréquence de 5 Hz. Dans le cas des éprouvettes endommagées par
fissuration, 1’énergie dissipée et I’amortissement sont calculés a partir des données
expérimentales de la charge et du déplacement en fonction du temps pour différentes

longueurs de la fissure.

Le chapitre 4 est consacré a I’analyse expérimentale et par ¢léments finis du comportement
en vibration des matériaux sandwichs en présence d’une décohésion de longueur variable.
L’analyse expérimentale est menée dans le cas de vibration en flexion de poutres. La réponse
en fréquence a une impulsion, menée a 1’aide d’un vibrometre laser, a dans un premier temps
permis de mesurer la fréquence et I’amortissement de ces matériaux autour de chaque pic de
résonance en fonction de la longueur de la fissure. Une modélisation de 1’amortissement des
matériaux sandwichs a été développée en utilisant les résultats d’une analyse par ¢léments
finis. L’évaluation de différentes ¢énergies emmagasinées a permis de déterminer
I’amortissement des différents sandwichs en fonction de la longueur de fissure. Les résultats

obtenus par cette approche sont comparés a ceux obtenus expérimentalement.

Le chapitre 5 est consacré a I’étude expérimentale du comportement vibratoire non linéaire
des matériaux sandwichs endommagés par fissuration. Les variations de la fréquence de
résonance et de I’amortissement aux différents états (sains et endommagés) du matériau sont
suivies en fonction du niveau d’excitation. Deux paramétres non linéaires relatifs au décalage
fréquentiel et a I’amortissement sont déterminés en fonction du taux d’endommagement. Les
sensibilités a I’endommagement de ces parametres sont comparées a celles obtenues dans le

cas de la vibration non linéaire

Enfin, les divers résultats obtenus lors de ce travail sont repris dans la conclusion générale.
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Résumé

Ce chapitre a pour but de donner une revue bibliographique des effets
de I’endommagement sur le comportement en statique, en fatigue cyclique
et en vibration des matériaux composites sandwichs. Il débute avec une
exposition plutdt générale de la structure en matériau sandwich et ses
différents constituants. Ensuite, le comportement mécanique en flexion et
les principaux mécanismes d’endommagement d’une structure en matériau
sandwich sont exposés. Dans un deuxiéme temps, I’accent est mis sur le
comportement mécanique en statique et en fatigue cyclique des matériaux
composites en présence d’un endommagement. Enfin, nous présentons
quelques travaux existants sur l’influence de I’endommagement sur le
comportement vibratoire et les propriétés dynamiques des matériaux

composites sandwichs.
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Chapitre 2

Analyse bibliographique
2.1 Introduction

Les matériaux sandwichs connaissent un essor important, tant dans les applications les
utilisant, que dans les technologies les mettant en ceuvre. Ils sont ainsi largement utilisés dans
tous les secteurs industriels et notamment les transports, la marine, le nautisme,
I’aéronautique, 1’aérospatial, les sports et loisirs, I’industrie lourde, le génie civil et I’armée.
Leur consommation ne cesse d’augmenter. Les matériaux sandwichs présentent donc un
intérét pour les applications qui requierent a la fois rigidité et légereté. Cependant, les
propriétés en statique, en fatigue et en vibration des matériaux composites sandwichs peuvent
se dégrader séverement par la présence des dommages. Une revue bibliographique sur les
effets de I’endommagement sur le comportement en statique, en fatigue cyclique et en
vibration des matériaux composites sandwichs est développée dans ce chapitre. Cette revue
débutera avec une exposition plutdt générale de la structure en matériau sandwich (différents
constituants), le comportement mécanique en flexion et les principaux mécanismes
d’endommagement de ces structures en matériau sandwich. Dans un deuxieme temps, 1’accent
sera mis sur le comportement mécanique en statique et en fatigue cyclique des matériaux
composites ayant un endommagement. Finalement, nous présentons les travaux existants sur
I’influence de I’endommagement sur le comportement vibratoire des matériaux composites

sandwichs.

2.2 Matériaux sandwichs et leurs constituants
2.2.1 Introduction

Les matériaux sandwichs (fig. 2.1) sont obtenus a partir de deux peaux, de faibles
épaisseurs, constituées de matériaux ayant de trés bonnes caractéristiques mécaniques, collées
sur une ame beaucoup plus épaisse et constituée d’un matériau trés 1éger et ayant de faibles
caractéristiques mécaniques. La colle ou 1’adhésif est le troisiéme composant du matériau
sandwich. C’est ce dernier qui permet un bon assemblage de la structure et une bonne
transmission des contraintes d’un milieu a un autre. De part la constitution des matériaux
sandwichs, on peut adapter leurs propriétés mécaniques en faisant varier la nature des peaux

(identiques ou non) et de I’ame ainsi que 1’épaisseur de chacun des constituants.

Peaux

Figure 2.1 Matériau sandwich
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2.2.2 Ames

Le role principal de I’ame dans le matériau sandwich est de résister aux efforts de
cisaillement. Par ailleurs, I'ame doit pouvoir supporter des charges localisées de
poinconnement. Dans les faits, c’est le constituant de I’dme qui permet de classer les
différentes structures en matériau sandwich. Parmi les ames les plus utilisées, citons celles en
mousse, en nid d’abeilles et en bois de balsa:

— Les mousses: se sont les plus fréquemment utilisées, elles sont produites a partir de
polychlorure de vinyle, polystyréne, polyuréthane ou d'autres polymeres synthétiques. Elles
sont thermoformables et permettent donc de réaliser des pieces de formes complexes. Leurs
propriétés mécaniques sont bonnes, elles adherent bien a la résine et absorbent peu d'eau.
Neéanmoins, leur point faible réside dans une faible résistance a I'impact.

— Le bois : il est utilis€ pour sa trés bonne résistance a la compression notamment pour les
supports d’accastillage. Le bois le plus utilis¢é comme matériau d’ame est le balsa. Les ames
en balsa ont été utilisées pour la premiere fois dans les années 1940 sur des hydravions. Le
bois de balsa est aussi un isolant thermique mais pour conserver cette propriété, il doit étre
traité avec un produit hydrofuge puisqu’il est trés hygroscopique.

— Le nid d’abeilles : I’ame en nid d’abeilles, connue sous le nom «Nida », est un matériau
structural souple constitu¢ de mailles hexagonales. Elle est réalisée a partir de différents
matériaux comme par exemple le papier ou I’aluminium. Le Nida étant une structure
anisotrope, ses propriétés varient selon le sens transversal ou longitudinal des alvéoles (taille
de mailles). De plus, la taille de celles-ci, I’épaisseur des parois du Nida et la méthode de mise
en ceuvre sont des parametres qui influencent la résistance au cisaillement transversal et
longitudinal du Nida. Les variétés les plus courantes sont le Nomex et le Korex et sont

fabriquées a partir du Kevlar.

2.2.3 Peaux

Un module d’élasticité élevé ainsi qu’une grande résistance a la compression et a la
traction sont les principales qualités recherchées pour les peaux des matériaux sandwichs. Les
peaux des sandwichs sont généralement constituées de fibres (mat ou tissu) enrobées d’une
matrice a base de résine. Il existe plusieurs types de fibres parmi lesquelles on trouve :

— les fibres de verre : les filaments sont obtenus par filage de verre (silicet+carbonates de
sodium et de calcium) en fusion (T>1000°C), a travers des filieres en alliage de
platine.

— les fibres de kevlar : c’est une fibre aramide, de couleur jaune paille, mise au point par
la société¢ Du Pont de Nemours (USA). Ce sont des polyamides aromatisés obtenus
par synthese a -10 °C, puis filés et étirés pour obtenir un module d’élasticité élevé.
Ces fibres ont des modules allant de 60 a 180 GPa et une masse volumique d’environ
1400 kg m . Ces fibres ont deux avantages particuliers, elles sont les moins denses et

les plus résistantes a I'impact.
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— les fibres de carbone : sont des filaments acryliques de tergal ou de rayonne obtenus a
partir de la distillation de houille ou de pétrole. Ils sont oxydés a chaud (300°C) puis
chauffés a 1500°C dans une atmosphére d’azote. Il ne subsiste alors que la chaine
hexagonale des atomes de carbone. On obtient des filaments noirs et brillants. Le
module d’¢lasticité élevé est obtenu par filage a chaud. Les fibres de carbone ont des
modules qui varient de 150 a 800 GPa et une masse volumique en général inférieure a
2000 kg m™. leur résistance a I’impact est mauvaise, d’autre part elles sont

inflammables et conduisent 1’électricité.

2.2.4 Adhésifs

L’assemblage des peaux et de I’ame est réalisé par collage. Les adhésifs ont pour role de
transférer les sollicitations mécaniques aux fibres et a I’ame et de les protéger de
I’environnement extérieur. Les adhésifs sont généralement des résines. Il existe différents
types des résines:

— Les résines a base de polyester : elles sont surtout employées pour les stratifiés composites
avec de la fibre de verre pour réaliser par coulée des objets opaques ou transparents. Elles sont
constituées par de longues chaines de monomeres comprenant des groupes esters et des sites
réactifs au carbone. L’inconvénient du polyester est la présence des groupements esters qui
peuvent réagir avec les différents agents chimiques et ainsi rompre les réseaux constitués.

— Les résines a base vinylesters : le terme vinylester désigne le plus souvent le produit de la
dissolution du vinylester dans un solvant copolymérisable, le plus utilis¢ étant le styréne. Les
résines vinylesters se rapprochent des résines polyesters par leur mode de polymérisation et
leurs applications (qui sont aussi celles des résines époxydes). En revanche, leurs modes de
mise en ceuvre sont trés différents ainsi que les propriétés physiques et chimiques des produits
finis. C’est pourquoi, la nouvelle appellation des résines Dow (premier producteur mondial)
est a présent résines époxy vinylesters afin de bien accentuer les similitudes entre les familles
des résines époxydes et vinylesters.

— Les résines époxydes: Les résines époxydes possedent de bonnes caractéristiques
mécaniques. Le terme époxyde désigne une grande variété de prépolymeres comportant un ou
plusieurs motifs époxydiques qui, apres polycondensation avec un durcisseur, conduisant a
des produits thermodurcis dont les principales applications concernent le collage et les
matériaux composites (matrice époxyde avec des renforts en fibre de verre ou de carbone). Il
s’agit de produits performants qui rentrent dans un trés grand nombre d’applications, dont
certaines sont d’un niveau technique incontestablement élevé :

— 1industrie aéronautique et automobile (collages de structures et de panneaux),

— industrie électrique moyenne et haute tension (surtout appareillage €lectrique),

— ¢lectronique (enrobages de condensateurs, confection de circuits imprimes, etc.),

— sport (skis, raquettes, arcs et fleches de compétition, cadres de vélos en carbone, roues

lenticulaires...),
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— outillages (modéeles a reproduire, maitres modeles, boites a noyaux, etc.),
— stratifiés et composites (nids d’abeilles, structures triangulaires, arbres de
transmission, carrosseries de voitures de sport...),

— revétements résistants aux agents chimiques, réparation de fissures de barrages,...etc.

2.3 Comportement mécanique des composites sandwichs en statique et en
fatigue

2.3.1 Comportement en statique

Les matériaux sandwichs sont généralement sollicités en flexion, pour 1’optimisation des
caractéristiques des matériaux de I’ame et de la peau dans une application donnée, il convient
donc de connaitre leur comportement pour ce type de sollicitation. Dans ce cas la poutre
schématisée sur figure 2.2 est caractérisée dans [1] par :

Sa rigidite en flexion équivalente (£7),, exprimée par :

E bt,d’ N E bt N Ebc’ Ebt,d '

El, = 2.1
(ED),, > p T 2 (2.1)
Et sa rigidité équivalente en cisaillement (4G),, exprimée par :
bd’
(4G6),, = G, = bdG, (2.2)

— t et £y sont respectivement I’épaisseur et le module d’¢élasticité du matériau constituant les
peaux,

— ¢, E¢, G, sont respectivement 1’épaisseur, le module de Young et le module de cisaillement
du matériau d’ame,

— b et d sont respectivement la largeur et I’épaisseur de I’éprouvette en matériau sandwich.

Figure 2.2 Poutre en matériau sandwich
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Les deux premiers termes de la rigidité en flexion équivalente (équation 2.1) représentent les
rigidités en flexion des peaux (indice f) et de I’ame (indice ¢) par rapport a 1’axe neutre de
chacun des éléments.

Lorsqu’une charge concentrée P est appliqué, la poutre fléchit (Fig. 2.3). La fléche ¢ de la

poutre est la somme d’une composante J, due a sa rigidité en flexion et d’'une composante J,

due a la déformation par cisaillement de I’ame :

3
52646 = PL N PL ,
B(El), B,(4G),
avec (2.3)
Pr’ PL

§=— " 5=
BI(EI)eq BZ(AG)eq

Avec L la portée, B; et B, sont des constantes données dans le tableau 2.1, appelées
«coefficients d’encastrement», résultant des conditions aux limites (type de distribution de la

charge, conditions d’encastrement aux extrémités, etc.) [1].

(b)

Figure 2.3 Fléche d’une poutre en matériau sandwich en flexion :
a) fleche due au moment fléchissant et b) fleche due aux contraintes de cisaillement de I’dme

Tableau 2.1 — Constantes pour la flexion de la poutre en matériau sandwich

Type de chargement B; B>

s Pr s L
" B(ED, | = B,(4G),

¥ 3 1

NANANN

\ 4
T T 48 4
Ri11A1111% 384
T 8
3 A/ E 192 4

%u.u.u.u_ug 184 g
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2.3.2 Comportement en fatigue
2.3.2.1 Introduction

Le phénomeéne de fatigue est rencontré fréquemment dans de nombreux domaines
industriels qui mettent en jeu des sollicitations cycliques. Les premicres études fondamentales
du phénomene de fatigue ont été entreprises par Wohler sur les métaux.

Un essai de fatigue est généralement réalisé a 1’aide de chargement sinusoidal. Ainsi 1'état
de chargement de fatigue peut étre décrit par des paramétres comme le montre la figure 2.4 en
précisant le maximum et le minimum de chargement. Les autres parameétres peuvent étre
facilement déterminés, tels que la contrainte moyenne, la variation de la contrainte,

I’amplitude, le rapport de chargement et le niveau de chargement :

: (O-max + O-min )
La contrainte moyenne o, = — 5
La variation de la contrainte A=, -0.)
’ : . (O-max ~ Y min )
L’amplitude de la contrainte o, = 5
O-min
Le rapport de chargement R=
O-max
. O-max
Le niveau de chargement r=
o

La valeur de R est une indication du type de chargement de fatigue. On distingue alors les

sollicitations :.
= R=-1: contraintes alternées symétriques,

= -1<R>0: contraintes alternées asymétriques,

= R=0: contraintes répétées (o, =0,,),
= R>0: contraintes ondulées.

Les essais de fatigue peuvent étre effectués en flexion, en compression, en traction, en torsion
ou en cisaillement. Ces essais peuvent étre de faibles sollicitations mais a des fréquences
¢levées (fatigue vibratoire) et aussi a faibles fréquences mais a fortes sollicitations (la fatigue
plastique ou oligocyclique). Les différents types de formes d’onde de chargement sont
sinusoidal, triangulaire, carré et aléatoire.
Il y a généralement deux types de sollicitation : force imposée et déplacement imposé:
— force imposée : I’essai est piloté¢ en force : ’amplitude et la fréquence de ce signal
restent constantes pendant 1’essai et dans ce cas, c’est la déformation qui varie. Si

sous D’application de la force, le champ des contraintes dans [’éprouvette est

10
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homogene, alors le mode de 1’essai est a "contrainte imposée" (la contrainte est
identique en chaque point de I’éprouvette).

— déplacement imposé : le signal de la sollicitation appliquée a 1’éprouvette est un signal
de déplacement avec une amplitude et une fréquence constantes. La force nécessaire
pour créer ce déplacement évolue au cours de 1’essai. Si le champ de déformation
dans I’éprouvette est homogene, le mode de ’essai est alors a "déformation imposée"

(la déformation est identique en chaque point de 1'éprouvette).

Contrainte (o)
—> Cycle <—
O max o N -
Amplitude
oy | -/
O, — — — — — o
min Contrainte moyenne
0

Temps
Figure 2.4 Charge sinusoidale pour les essais de fatigue.

2.3.2.2 Effets des paramétres expérimentaux

e La forme d’onde

La forme d’onde cyclique peut avoir une influence sur la durée de vie en fatigue. Pendant
une période donnée de vague (fréquence constante), la forme de 1’onde est caractérisée par le
type du signal, le taux de chargement et le temps a la charge maximale. La forme d’onde la
plus commune est le chargement sinusoidal mais les formes d’ondes carré et triangulaire
représentent les limites extrémes qui peuvent affecter la durée de vie en fatigue. D’une
manicre générale, ’onde carrée représente la dissipation maximum d’énergie par cycle. La
forme d’onde sinusoidale est un niveau intermédiaire tandis que la forme d’onde triangulaire
représente le niveau le plus bas de dissipation d’aprés Trantima et Ninmer [2]. Mandell et
Meier [3] ont constaté qu’une forme d’onde carrée a donné des durées de vies en fatigue
inferieures que celles d’une forme d’onde sinusoidale lors d’essais sur des stratifiés croisés
0/90 verre/époxyde.

Les formes d’onde jouent un réle important dans le taux de déformation en fluage par
cycle. Ceci dépend essentiellement du temps de la charge maximale pendant chaque cycle.

Une charge constante et une onde impulsion (avec une composante du temps négligeable)

11
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représentent respectivement les limites qui sont essentiellement le fluage pur et la fatigue
pure. Entre ces limites, les taux relatifs de la fatigue et du fluage peuvent étre contrdlés en
variant le temps a la contrainte maximale dans chaque cycle de chargement. Dans ce type de
chargement, les éléments de la fatigue et du fluage sont intimement mélangés provoquant
ainsi des effets possibles d’interaction de fluage/fatigue et réduisant les durées de vies d’apres
Bowman et Baker [4]. C’est particuliérement le cas pour beaucoup de polymeres sollicités a
des fréquences cycliques basses (typiquement en dessous de 1 Hz) ou le temps de la charge
maximale est plus grand provoquant des effets significatifs de fluage. Ainsi, la forme d’onde
sinusoidale est un peu plus compliquée car le changement de la fréquence change le taux de
contrainte, mais généralement la méme tendance globale est obtenue. Ainsi, la forme d’onde
cyclique a une influence sur les mécanismes d’endommagement en fluage/fatigue et sur le
taux de propagation des fissures.
e Influence du rapport de chargement

Le rapport de chargement R a une influence considérable sur la durée de vie en fatigue. Les
types de chargement peuvent étre : tension-tension, compression-compression ou tension-
compression. Il a été établi pour beaucoup de matériaux comme les stratifiés et les polymeres
que le chargement compressif est plus préjudiciable que le chargement de tension, soulignant
ainsi que des rapports R avec des valeurs négatives qui tendent a ramener les durées de vie de
fatigue les plus courtes. Plusieurs auteurs ont étudié I’influence du rapport R comme EL Kadi
et Ellyin [5] et Rotem [6].

Mandell et Meier [3] ont étudié des stratifiés croisés (0/90) verre/époxyde, avec des valeurs
du rapport R positives allant de 0 a 1. L’augmentation de R permet I’augmentation de la durée
de vie en fatigue jusqu’a I’obtention d’une charge constante réguliére (charge de fluage, R=1).
Ceci indique qu’une charge cyclique permet un endommagement plus important qu’un
chargement en fatigue statique.

Pour des structures en matériau sandwich, Burman et Zenkert [7] se sont intéressés a
I’influence du rapport de chargement sur la propagation de fissures dans les ames en mousses.
IIs ont conclu que pour les valeurs de R inferieures a zéro, les durées de vie en fatigue sont
plus courtes et les fissures se propagent dans deux directions au lieu d’une direction pour des
valeurs de R au dessus de zéro.

e Effet de la fréquence

Olsson et Lonnd [8] ont montre qu’une augmentation de la température se produit dans
I’ame en PVC pour des éprouvettes en matériaux sandwichs soumises a la fatigue. Aprés une
phase transitoire, la température atteint une valeur constante qui dépend fortement de la
fréquence f. L’augmentation de la température mesurée est inférieure a 5°C pour f=1Hz et
plus élevée que 15°C pour /=5Hz. Puisque la température de transition vitreuse du PVC est
d’environ 80°C, il est raisonnable de s’attendre a ce que cette variation de température affecte

de manicre significative les propriétés mécaniques de 1I’ame.
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Kanny et al. [9] ont étudié les effets de la fréquence sur le comportement en fatigue d’un
composite sandwich constitué de mousse en PVC pour I’ame et de stratifiés a fibres de verre
et de résine vinylester pour les peaux. Les essais de flexion en fatigue ont été effectués sur des
poutres en matériau sandwich avec une 4me de densité de 130 et 260 kg m >, a des fréquences
de 3 et 15 Hz, a un taux de chargement R=0.1 et quatre niveaux de chargement différents
90%, 85%, 80% et 75%. Les conclusions suivantes ont été tirées :

— la charge a la rupture et la rigidit¢ du matériau sandwich augmentent avec
I’augmentation de la densité de 1I’ame,

— la résistance a la fatigue diminue avec 1’augmentation de la densité de 1’ame,

— le nombre de cycles jusqu’a la rupture (NVy) a augmenté avec la fréquence, mais le
temps mis jusqu'a la rupture (¢ a diminué,

— Une augmentation significative de la température au niveau de 1’ame a été mesurée,
pour la poutre en matériau sandwich avec une ame de densité 130 kg/m3 al5Hz A
une fréquence de 3 Hz, I’augmentation de la température a ét¢ de 2+1°C et a la
fréquence de 15 Hz I’augmentation de la température de I’ame a été de 12+2°C.

Sharma et a/. [10] ont étudié le comportement en fatigue d’un matériau sandwich avec une
ame en polyuréthane. Les essais ont été effectués en flexion trois points en contrdlant la
charge (60% de la charge a la rupture). Ils ont testés trois types des éprouvettes de matériaux
sandwichs, la premicre éprouvette est fabriquée en utilisant la résine époxyde, la seconde avec
une résine polyester et la troisieme est fabriquée en utilisant un mélange de la résine époxyde
et de la résine polyester. Ces éprouvettes ont été testées a trois fréquences différentes (1, 3 et
5Hz) jusqu’a un million de cycles. A la fréquence de 1 Hz, les trois types d’éprouvettes n’ont
pas été¢ compleétement endommagés. A la fréquence de 3 Hz, I’éprouvette fabriquée a partir de
la résine époxyde est partiellement endommagée par décollement entre la peau et ’ame, alors
que les deux autres sont completement endommagées par décollement entre la peau et ’ame
et par fissuration de ’ame. A 5 Hz, toutes les éprouvettes sont complétement endommagées
par décollement peau/ame et par fissuration de 1’ame. Ces auteurs ont conclu aussi que la

dégradation de la rigidité augmente avec I’augmentation de la fréquence.

2.3.2.3 Comportement des matériaux sandwichs en flexion

Kulkarni et al. [11] ont constaté que la rupture en fatigue par flexion du sandwich est
contrdlée par la rupture de I’ame. Ces auteurs ont mis en place des essais de fatigue de telle
sorte que I’endommagement se manifeste par la propagation des fissures dans 1’ame. Ils ont
montré que la propagation de la fissuration se fait en trois phases: d’abord la décohésion entre
I’ame et la peau supérieure, ensuite le cisaillement de 1’ame suivie par une autre décohésion
entre la peau inférieure et I’ame. La premicre phase représente environ 85% de la durée de vie
en fatigue et correspond a une dégradation de la rigidité¢ d’environ 10%.

Clark et al. [12] ont constaté lors de 1’étude des matériaux sandwichs, que le processus

d’endommagement en fatigue se déroule en deux phases: une premicre phase d’initiation de
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I’endommagement suivie d’une deuxieme phase de la multiplication et la propagation de cet
endommagement. En se basant sur les résultats expérimentaux, les auteurs ont développé un
modele analytique permettant d’évaluer la réduction du module au cours de la fatigue.
L’évolution de la déformation en fonction de nombre de cycles est explicitée suivant une
fonction de type exponentielle. A partir de cette expression, le module en fatigue est
déterminé en fonction du nombre de cycles et du niveau de chargement. Enfin, les auteurs ont
utilisé les courbes de Wohler pour caractériser la durée de vie des composites sandwichs.

Dans les travaux de Bezazi et El Mahi [13], ’influence de la densité et I’épaisseur de I’ame
sur le comportement en fatigue des matériaux sandwichs a été analysée. Les matériaux
sandwichs considérés dans ce travail sont constitués de peaux en fibres de verre et de résine
époxyde d’épaisseur constante et des ames de différentes masses volumiques et de différentes
épaisseurs. Les essais ont ét¢ menés en flexion trois points avec différents niveaux de
chargement en contrdlant le signal déplacement. L’analyse des résultats obtenus a permis de
constater que :

— La rigidité et la résistance des matériaux sandwichs en fatigue augmentent avec
I’épaisseur et la densité de I’ame,

— La diminution de la rigidité au cours de la fatigue jusqu’a la rupture se déroule en trois
phases pour I’ensemble des matériaux : une premiere phase avec une chute rapide de
la rigidité, une deuxiéme phase ou la réduction de la rigidité devient lente et enfin une
chute brutale de la rigidité conduisant a la rupture du matériau. La durée de chaque
phase dépend du niveau de chargement, de la densité et de 1’épaisseur de I’ame,

— La rupture des matériaux sandwichs dépend de la densité et 1’épaisseur de 1’ame ainsi
que la distance entre appuis. Elle se fait soit par rupture de la peau supérieure soit par
rupture de I’interface peaux/ame ou par rupture en cisaillement de 1’ame,

— La durée de vie des matériaux augmente avec I’augmentation de la densité et
I’épaisseur de I’ame

Les résultats expérimentaux obtenus dans les essais de fatigue ont conduit El Mahi et a/

[14] a développer une approche analytique permettant de décrire le comportement en fatigue
des matériaux sandwichs. Cette approche est basée sur I’interpolation par des fonctions
simples de I’évolution de la rigidité en fonction du nombre de cycles. Les durées de vie des
matériaux sandwichs en fonction des conditions de chargement ont été déterminées a partir de
cette approche et comparées aux résultats expérimentaux en utilisant le critére Njo. Les
résultats obtenus ont été caractérisés par les courbes de Wohler et ont permis de mettre en
¢vidence I’influence de 1’épaisseur et de la densité de I’ame sur la durée de vie et sur le taux

de dégradation des matériaux.
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2.3.2.4 Energie dissipée et amortissement en fatigue

Le comportement viscoé¢lastique des fibres et de la mousse polymére joue un rdle
important dans l'absorption et la dissipation de 1'énergie dans des composites stratifiés et des
matériaux sandwichs et en particulier pendant le chargement cyclique. Plusieurs auteurs ont
utilisé la dissipation d’énergie ou I’amortissement pour 1’analyse du comportement en fatigue
des composites stratifiés ou sandwichs. Parmi ces auteurs nous citons :

Hacker et al. [15] ont utilisé¢ le cycle d’hystérésis pour analyser le comportement des
stratifiés en bois/époxyde. Ces stratifiés ont €ét¢ soumis a des essais de fatigue cyclique en
traction, en compression et en chargement inverse, en controlant la force. Les auteurs ont
constaté que I’aire intérieure du cycle d’hystérésis augmente avec le nombre de cycles.

Dharan et al. [16] ont utilisé la méme approche pour étudier le comportement d’un stratifi¢
a fibres de verre/époxy avec une entaille de forme circulaire au centre de I’éprouvette. Ce
stratifi¢ a ¢t¢ soumis a des essais de fatigue cyclique en traction avec cing niveaux de
chargements. Les auteurs ont constaté que 1’énergie dissipée décroit avec la diminution du
niveau de chargement et avec I’augmentation du nombre de cycles.

Barron et al. [17] ont utilisé le facteur d’amortissement pour examiner les effets de la
fréquence sur le comportement en fatigue d’un stratifié. Les essais de fatigue ont été effectués
a des niveaux de chargement différents et a trois fréquences différents (5, 10 et 20 Hz) pour
trois séquences d’empilement (plis unidirectionnels a (0)g, plis croisés a (0/90)4 et plis a
(£45)45). Pour les stratifiés unidirectionnels il n’y a pas de tendances perceptibles pour le
facteur d'amortissement. Le facteur d’amortissement augmente sensiblement lorsque la
fréquence a augmenté de 5 a 20 Hz. Pour les stratifiés a plis orientés a (+45)4s, une diminution
de I’amortissement est observée entre les valeurs de la fréquence de 5 Hz a 10Hz, alors
qu’une augmentation est constaté pour des valeurs de fréquences de 10 a 20 Hz. Zhang et al.
[18] ont déterminé le facteur amortissement au cours des essais de fatigue cycliques de
matériaux composites a fibres unidirectionnelles. Ils ont constat¢é que I'amortissement
augmente avec nombre de cycles de fatigue.

Samirkumar et a/. [19] ont utilisé I’amortissement pour étudier les effets de la température
(20°C a —60°C) sur le comportement en fatigue cyclique d’un matériau sandwich. Le matériau
considéré est constitué¢ de fibres de verre et de résine vinylester pour la peau et d’'une ame en
mousse PVC. Ils ont constat¢ que I’amortissement augmente avec la température pour un
nombre de cycles et pour un niveau de chargement donnés.

Farooq et al. [20-22] ont utilisé les cycles d’hystérésis pour analyser 1’influence de la
fréquence sur le comportement en fatigue des matériaux sandwichs. Trois matériaux
sandwichs ont été considérés et sont constitués de peaux en stratifiés a fibres de verre et d’une
ame en mousse PVC de différentes densités. Les essais se sont déroulés en fatigue cyclique en
flexion 3-points avec une fréquence allant de 0,1 a 10 Hz. Ils ont constaté que I’évolution de

la rigidité des matériaux sandwichs au cours de la fatigue est indépendante de la fréquence et
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aucun changement important dans le cycle d’hystérésis n’est constaté. Ils ont constaté que
’aire du cycle d’hystérésis diminue avec 1I’augmentation du nombre de cycles en raison du
dommage subi par ces matériaux. La méme démarche a été utilisée par Bezazi et al. [23] pour
I’analyse du comportement en fatigue d’'une mousse polyuréthane et d’une mousse auxetique
(coefficient de poisson négatif) en traction. Les auteurs ont constaté que pour un niveau de
chargement donné, I’aire intérieure du cycle d’hystérésis diminue lorsque le nombre de cycles
augmente pour les deux mousses. Ils ont montré aussi que 1’aire du cycle d’hystérésis dans la

mousse auxetique est plus élevée que celle dans la mousse polyuréthane.

2.4 Comportement en vibration des composites sandwichs

2.4.1 Introduction

Les caractéristiques mécaniques et dissipatives jouent un role déterminant dans le
comportement des structures et en particulier dans leur comportement vibratoire. Dans ce
paragraphe, nous donnons un apercu général des travaux effectués dans la littérature sur le
comportement vibratoire des matériaux composites ainsi que quelques modeles permettant la

détermination de 1’amortissement.

2.4.2 Analyse expérimentale

2.4.2.1 Analyse a partir des vibrations des poutres

Le premier dispositif expérimental pour évaluer 1’amortissement des matériaux
composites a ¢été¢ développé par Adams et al. [24] et Adams et Bacon [25]. Ce dispositif
permet d’étudier ’amortissement en flexion des poutres dans un domaine de fréquence allant
de 100 a 800 Hz et a été utilis¢ dans le cas de différents types de stratifiés [26-28]. Dans ce
dispositif un excitateur inductif est fixé sur une des faces et un capteur inductif sur 1’autre
face, au centre d’une poutre. La poutre généralement libre-libre, est excitée sur une de ses
fréquences propres, usuellement la fréquence fondamentale. Le module d’Young est déduit de
la fréquence de vibration, et ’amortissement est évalué a partir du courant d’excitation et de

la tension induite dans le capteur.

Dans le cas d’une poutre vérifiant les conditions de Bernouilli-Euler (absence de cisaillement

transverse), ’équation de mouvement des vibrations libres en flexion s’écrit [29] :

otw 0w

ou w est le déplacement transverse, £ est le module d’Young du matériau, / est le moment
quadratique de la section droite de la poutre, p est la masse volumique du matériau et 4 est

I’aire de la section droite de la poutre. La solution est explicitée par Adams et Bacon sous la

forme :
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e}

w(x,t):ZXn (x) sin@,t, (2.5)

n=1
ol @, estla fréquence angulaire propre et X, (x) est la déformée écrite suivant :
X x . x x
X, (x)=4,sink, - + B, cosk, Z+ C,sinhk, Z+ D, coshk, - (2.6)

ou 4,, B,, C,, D, sont des constantes dépendant des conditions aux extrémités de la poutre

et k,, est lié a la fréquence propre A, par la relation :
4
3:(ﬁj _pA L m o 2.7)
a

Ou a est la longueur de la poutre et m sa masse.

La connaissance de la déformée modale a permis de déterminer 1’énergie maximum
emmagasinée U, pour le mode n. Elle est donnée par :

a(32x Y
U, :E['[O ( : 2"] dx. 2.8)
X

Ensuite, 1’énergie dissipée par cycle pour une force exercée d’amplitude F, a été

exprimée par:
T
AU, =I F,,cosw,t dt. (2.9)
0
I1 en résulte que 1’énergie dissipée par cycle est :
AU, =rm F, w,.,, (2.10)

Ou F,, et w,,, sont les valeurs crétes de la force et de la fleche correspondantes. Ces valeurs

sont données par :

F,=T,I_., (2.11)
w, =Ymax 1 (2.12)
Fd @,

Ou [, est 'intensité créte du courant induit dans I’excitation, 7/, est le facteur de

sensibilité de I’excitation et V,

‘nax 1@ tension créte mesurée aux bornes du capteur.

Le coefficient d’amortissement spécifique a été¢ ensuite déterminé a partir de la relation :

_AU, (2.13)
Un
Ou le coefficient d’amortissement ¥ est 1i¢ au facteur de perte 77 par la relation :
w=2rn. (2.14)
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2.4.2.2 Amortissement

L’amortissement est le mécanisme par lequel 1’énergie mécanique d’un matériau ou d’un
systetme est dissipée dans le milieu environnant de maniere réversible. Le processus
d’amortissement peut avoir divers origines, telles que le frottement sec entre surfaces, le
frottement entre surfaces lubrifiées, la résistance de 1’air ou d’un fluide, le frottement interne
du comportement iné¢lastique des matériaux, etc. Parmi ces phénoménes de dissipation
d’¢énergie, le cas ou la force de frottement est proportionnelle a la vitesse, appelé
amortissement visqueux, est le plus simple a traiter d’un point de vue mathématique. Il en
résulte que les phénomenes d’amortissement, de nature complexe, sont remplacés, pour leur

analyse, par un amortissement visqueux équivalent.

Lorsque la structure en matériau sandwich subit une vibration en flexion, I’ame est
contrainte en cisaillement, entrainant ainsi une dissipation d’énergie et par conséquent,
I’atténuation des niveaux de vibration. L’évaluation de ’amortissement de telles structures
apparait deés lors comme un enjeu essentiel de leur conception. L’amortissement est un
parameétre important pour le contréle dynamique de bruit et les vibrations, la stabilité
dynamique, la résistance a la fatigue et la résistance aux chocs [30]. On sait que
I’amortissement d’une structure dépend non seulement des propriétés intrinséques des
matériaux la constituant, mais également de sa géométrie, des conditions aux limites et des
actions extérieures appliquées. La dissipation d’énergie étant a la source de I’amortissement,
il apparait naturel d’utiliser une évaluation de I’amortissement qui repose sur le calcul de la

dissipation dans la structure.

I1 existe différentes méthodes pour déterminer I’amortissement :

e Bande passante

La méthode dite de la demi-puissance ou largeur de bande a —3 dB, avec la fonction de
réponse en fréquence en ordonnée et la fréquence en abscisse. L’amortissement dépend de la
largeur de la bande passante qui est prise a —3dB (fig.2.5). Il est donné par :

n= Lz (2.15)
/.

Avec f est la fréquence de résonance, f, et f, se trouvant de part et d’autre du pic de

1
résonance a -3dB de ’amplitude maximale.
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-3dB

Amplitude (dB)

Fréquence (Hz)
Figure 2.5 Principe de calcul du facteur de perte a — 3dB du pic de résonance

e Méthode du facteur d'amplification
La méthode du facteur d'amplification est une méthode de réponse en fréquence. Le facteur
de perte peut étre déterminé, a la condition que la courbe amplitude de la fonction de réponse
en fréquence soit connue. L’amortissement pour un mode donné est déterminé par le facteur
d'amplification Q qui est le rapport des amplitudes (4max/Ao) de la réponse a la résonance (w,)
et la réponse statique (w = 0). Le facteur d'amplification est fonction du facteur de perte a

travers :

o=/(1+7")/n (2.16)

e Méthode du décrément logarithmique

La méthode de décrément logarithmique est la méthode la plus couramment utilisée pour
mesurer I'amortissement. Dans cette méthode, la décroissance de la réponse du systeme dans
le domaine temporel (Fig. 2.6) est utilisée pour la détermination de I’amortissement. Le
décrément est donné en fonction de I’amortissement par la relation suivante :

é'zlln aZ
m x

n+m

(2.17)

O représente le coefficient d’amortissement, 7 et m sont respectivement la période de départ

et la période d’arrivée.

Amplitude x

AW
VY

Temps

Figure 2.6 Décroissance de la réponse du systéeme
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2.4.3. Quelques approches pour la détermination de I’amortissement

La premicere tentative pour obtenir une expression de I’amortissement (ou facteur de perte)

de la poutre en matériau sandwich a été effectuée par Kerwin [31]. Il a considéré des poutres
sandwichs en appui simple, dont les peaux ¢€lastiques étaient beaucoup plus rigides que 1’ame.
Ainsi, I’ame était supposée ne se déformer qu’en cisaillement transverse et la rigidité en
flexion de la poutre sandwich était celle de la structure de base.
Ditaranto [32] a étendu les travaux de Kerwin pour traiter les vibrations libres des poutres
sandwichs avec des conditions aux limites arbitraires. Ensuite, tout en gardant les hypotheses
de Kerwin, un autre modele a ét¢ développé par Mead et Markus [33] pour étudier les
vibrations forcées pour plusieurs conditions aux limites.

Yu [34] a utilis¢é une approche variationnelle pour déterminer le facteur de perte des
matériaux sandwichs. Il a tenu compte des effets d’inertie dus a des mouvements
transversaux, longitudinaux et rotatifs des plaques en sandwich symétriques. Il a examiné les
effets combinés de trois facteurs de perte associés a des contraintes en cisaillement de 1'ame et
des contraintes dans les peaux. La méme approche a été utilisée par Rao [35] pour la mise en
place des équations de mouvement en vibration de poutres courtes en matériaux sandwichs
asymétriques. La fréquence et le facteur de perte obtenus par cette analyse ont été comparés a
ceux de la littérature.

Plusieurs chercheurs [36-38] ont développé le concept d’un module complexe en utilisant
le principe de correspondance entre 1’¢lasticité et la viscoélasticité. Dans ce concept, la partie
réelle du module complexe représente la rigidité élastique et la partie imaginaire est associée a
la dissipation d'énergie. Le concept du module complexe a été associé a une théorie de
déformations en cisaillement d’ordre élevé par Meunier et Shenoi [39] pour la modélisation
de ’amortissement des plaques en matériau sandwich. Les caractéristiques d’amortissement
de plaques en matériau sandwich avec une ame viscoélastique mince ont été¢ étudiées par
Cupial et Niziol [40] en utilisant la théorie de Reissner-Mindlin et la représentation en module
complexe. Rikards [41] a développé des ¢léments finis qui utilise la théorie de Mindlin-
Reissner dans le but d’évaluer I’amortissement des plaques en matériau sandwich constituées
de peaux en stratifiés d’une ame une mousse PVC. Ces ¢éléments finis ne tiennent pas compte
de la dépendance en fréquence des propriétés des matériaux viscoélastiques (mousse en PVC).
Yim et al [42] ont développé un modele analytique basé sur la théorie des stratifiés pour
¢tudier ’amortissement des composites sandwichs a fibres unidirectionnelles. L’analyse des
résultats de ce modele a montré que lorsque I’épaisseur de I’ame du sandwich augmente
I’amortissement augmente.

L’utilisation d’une approche énergétique pour évaluer 1’amortissement d’une structure
constituée de divers éléments semble avoir été introduite par Ungar et Kewin [43]. IIs

considerent que pour une structure donnée, le coefficient d’amortissement structural peut étre
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exprim¢é en fonction de ’amortissement de chaque élément et en fonction de ’énergie
emmagasinée dans chaque élément sous la forme :
21U,
n=-"— (2.18)

.U,

ou nest le coefficient d’amortissement de la structure, n le nombre d’¢léments, 77, le

coefficient d’amortissement de 1’¢lément i et U; I’énergie ¢lastique emmagasinée dans
I’¢lément i. Johnson et Kienholz [44] se sont basés sur une méthode énergétique et ont utilisé
une analyse par éléments finis pour déterminer 1’amortissement dans les structures en
matériau sandwich avec des couches viscoélastiques. Les résultats obtenus par cette méthode
et ceux de D’expérience sont en bon accord. Hwang et Gibson [45-47] ont étudié
I’amortissement dans les matériaux composites et structures sandwichs a deux échelles :
macro-mécaniques et micromécaniques en utilisant la méthode énergétique. Rao [48] a utilisé
la méme approche pour étudier les fréquences propres et les facteurs de la perte de poutres en
matériau sandwich sous diverses conditions aux limites. Plagianakos et Saravanos [49] ont
présenté un nouvel ¢élément fini dans le cas des poutres en matériau sandwich impliquant des
termes quadratiques et cubiques du déplacement dans chaque couche. L’amortissement est
calculé selon la méthode modale énergétique. Les effets de I'orientation et épaisseur des plis
ainsi que les conditions aux limites sur I’amortissement sont analysés.

Zhang et al [50] ont utilis¢ la méthode des ¢léments Galerkin (GEM) pour analyser le
comportement vibratoire des plaques rectangulaires en matériau sandwich. Cette méthode
associe des fonctions orthogonales de Galerkin a la formulation d’éléments finis classique. La
comparaison de la fréquence et de I’amortissement obtenus avec cette méthode et ceux d’un
logiciel d’¢élément finis (Nastran) montre une bonne concordance. La méthode GEM utilise 5
fois moins d’¢léments qu’une analyse par ¢léments finis classique.

Duigou et a/ [51] ont utilisé un élément fini sandwich de type coque/volume/coque pour la
discrétisation des tdles en matériau sandwich de forme quelconque. Un nouvel algorithme
itératif basé sur la technique d’homotopie et la méthode asymptotique numérique a ét€¢ mis en
place. Cette modélisation a permis le calcul de la fréquence et de I'amortissement des toles en
matériau sandwich viscoélastiques. Récemment, El Mahi et al. [52-54] ont effectué¢ une
analyse de I’amortissement des composites stratifiés et sandwichs en utilisant la méthode des
¢léments finis basée sur la théorie des plaques sandwiches. Les résultats obtenus par cette
approche sont comparés avec les résultats expérimentaux. La méthode des éléments finis a été
utilisée par la suite pour analyser les effets de différents parametres des peaux et de 1’ame sur

[’amortissement des matériaux sandwichs.

21



Chapitre 2 Analyse bibliographique

2.5 Modes de dégradation des matériaux sandwichs
2.5.1 Introduction

La présence des défauts dans les structures en matériaux sandwichs est due a deux causes ;
les endommagements dus a la fabrication et les dommages en service. Les défauts peuvent
déja surgir dans la fabrication des différents constituants des matériaux, tels que les fissures et
les porosités dans les peaux, les délaminages entre les peaux stratifiées et I’ame en mousse et
la porosité ¢élevée dans les ames en mousses cellulaires. Les porosités (grands vides) non
désirées dans les ames cellulaires peuvent agir comme source de déclenchement de la
progression de la fissure dans le matériau. Il est par conséquent, essentiel de les détecter et

ceci devrait étre établi avant la fabrication du composant ou de la structure.

Il existe plusieurs modes d’endommagement des poutres en matériaux sandwichs qui
dépendent de la contrainte appliquée et de la géométrie de la poutre. La résistance et le
module d’élasticité des peaux conditionnent le comportement en flexion d'un matériau
sandwich. En flexion, une des peaux du sandwich est sollicitée en traction et 1’autre en
compression, tandis que l'ame transmet des efforts de cisaillement. Plusieurs modes
d’endommagement ont été identifiés pour les poutres en matériau sandwich en flexion trois
points : rupture de la peau en traction ou en compression, flambement localisée de la peau
(wrinkling et dimpling), rupture par cisaillement transverse de 1’ame, le poingonnement de
I’ame, le décollement entre la peau et ’ame (debonding). Ces modes d’endommagement ont
¢té confirmés par plusieurs études effectuées par Petras et Sutcliffe [56], Craig et Norman
[57], Triantafillou et Gibson [58], Andrews et Moussa [59], Daniel et al. [60] et Gdoutos et
Daniel [61], , Manalo et al. [62]. Nous allons passer en revue tous ces modes dans le cas de la

flexion.

2.5.2 Rupture de la peau en traction ou en compression

Si les contraintes dans les peaux excedent les contraintes admissibles pour le matériau
constituant les peaux, il y aura une rupture de la peau en traction ou en compression (fig. 2.7).
On peut éviter cette rupture en utilisant un matériau dont les contraintes a la rupture sont plus

¢levées, en augmentant 1’épaisseur des peaux ou en augmentant 1’épaisseur de 1’ame.

Rupture de la pean

Figure 2.7 Rupture de la peau en traction
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2.5.3 Poin¢onnement

Le poingonnement de I’ame (fig.2.8) se produit lors d’une concentration de la charge en un
point, soit de la position d’un appui de type ponctuel ou lin¢ique. Pour éviter le
poinconnement de I’ame, il faut que la charge soit appliquée sur une surface suffisamment
grande, sinon augmenter I’épaisseur de peau ou utiliser une ame de masse volumique plus

¢élevée.

Poingomement de I'ame

Figure 2.8 Poin¢onnement de I’dme

2.5.4 Rupture de I’ame en cisaillement

Sous charge en flexion, 'dme est seulement sujette a des contraintes de cisaillement. Si les
contraintes de cisaillement dépassent la résistance au cisaillement de 1’dme, il y aura rupture
de I’ame (fig. 2.9). Pour éviter ce probléme, il faut augmenter soit la résistance au cisaillement

soit I’épaisseur de I’ame.

/ Rupture de I'ame \

Figure 2.9 Rupture par cisaillement dans I’dme

2.5.5 Décollement entre la peau et I’ame (debonding)

Le décollement entre la peau et I’ame (fig.2.10) est la dégradation de I’adhésif qui joint la
peau et I’ame. Cette dégradation peut survenir a la suite des imperfections dans le processus
de fabrication, soit résulter des charges externes au cours de la vie d'opération, comme
I'impact par des objets étrangers, soit encore résulter de 1'absorption d'eau des ames cellulaires
et une exposition a une température ¢€levée pendant longtemps. Pour éviter ce mode

d’endommagement, on peut utiliser des adhésifs plus résistants.

Décohésion

Figure 2.10 Décollement entre la peau et I’aime
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2.5.6 Flambage localisé (wrinkling)

Le flambage localisé d'un sandwich se produit lorsque la résistance en compression de I’ame
et le module de compression des peaux sont faibles. Il peut se produire pour des peaux minces
en interaction avec une ame d’épaisseur suffisante et de rigidité en compression faibles. Le
flambage localisé n’est pas fonction de la géométrie structurale ou des contraintes de fixation.
Le flambage localisé (fig.2.11) se produit lorsque la contrainte exercée sur la face en
compression atteint la contrainte critique. Pour éviter le flambage localis€, on peut soit utiliser
pour les peaux, un matériau avec un module élastique plus ¢€levé, soit utiliser pour 1’ame, un

matériau présentant des propriétés €lastiques plus élevées.

Flambage localize

Figure 2.11 Peau subissant un flambage localisé

2.6 Comportement des matériaux sandwichs en présence d’un
endommagement

2.6.1 Introduction

La présence d’un endommagement affecte le comportement local et global en statique et en
dynamique des matériaux sandwichs. Il peut survenir a la suite des imperfections dans le
processus de fabrication, soit résulter des charges externes au cours de la vie d'opération.
Dans cette partie d’étude, nous proposons une analyse bibliographique plus approfondie du
comportement en statique, en fatigue cyclique et en vibration des matériaux sandwichs en

présence d’endommagement.

2.6.2 Comportement en statique et en fatigue en présence d’un endommagement

Zenkert et al. [63] ont montré que la décohésion au niveau du plan médian de 1’ame réduit
rigoureusement la résistance du sandwich. Ils ont constaté que la propagation des fissures
dans I’dme peut étre produite par un surchargement par fatigue ou par impact. Une simulation
par ¢léments finis de la propagation des fissures au cours de la fatigue a été développée en se
basant sur le calcul de la diminution de la contrainte en cisaillement. Les résultats obtenus par
cette simulation ont été comparés a ceux expérimentaux.

Efstathios et al. [64] ont modélisé par €léments finis le comportement en flexion trois
points des matériaux sandwichs endommagés par une fissure a I’interface entre la peau et
I’ame. Cette fissure a été créée parallelement a I’axe de la poutre a différentes distances de
I’interface. La propagation de la fissure a été simulée numériquement par ¢léments finis avec

différents types de maillage pour la fissure, la peau, I’interface et I’ame. Ils ont conclu que
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I’ame est principalement soumise a un état de cisaillement et que la propagation de la fissure
est généralement dominée par le mode II.

Thomson et al. [65] ont étudié les effets de la taille de la fissure interfaciale et la taille des
dommages d’impact sur les propriétés en cisaillement d’une poutre en matériau sandwich en
flexion quatre points. Ces auteurs ont observé une baisse brutale de la résistance en
cisaillement lors de 1’augmentation de la longueur de la fissure interfaciale et lors de
I’augmentation de la zone endommagée par impact. Une étude équivalente a été effectuée par
Triantafillou et Gibson [66]. Elle concerne 1’analyse de I’influence d’une fissure interfaciale
sur la résistance en cisaillement de poutres en matériau sandwich constituées de peaux en
aluminium et d’une ame en mousse. Ces éprouvettes ont étés testées en cisaillement. Les
auteurs ont constaté que la résistance en cisaillement n’a pas été affectée par la présence de
faibles longueurs de fissures. Lorsque la longueur des fissures dépasse une certaine valeur

limite, la résistance en cisaillement diminue 1égérement.

2.6.3 Comportement vibratoire en présence d’un endommagement

Peu de travaux ont été effectués sur le comportement vibratoire des matériaux sandwichs
en présence d’endommagement. Nous proposons dans ce paragraphe une analyse de quelques
méthodes utilisées et les résultats obtenus d’abord dans les composites stratifiés et ensuite
dans les matériaux sandwichs.

Tracy et Pardoen [67] ont étudié I’effet du délaminage sur les fréquences propres d’une
poutre en composite stratifié. Cette ¢tude a été effectuée en utilisant une analyse modale
expérimentale associée a une analyse par €élément finis et un modele analytique. Ils ont
constaté que le délaminage affecte plus les modes pairs que les modes impairs. Les résultats
obtenus par les trois approches sont en bon accords. Valdes et Soutis [68] ont développé une
méthode de surveillance de 1’état de santé des matériaux composites. Elle consiste en 1’¢tude
de D’effet du délaminage sur les fréquences propres des poutres en composite stratifié. La
poutre en configuration encastrée-libre est instrumentée par deux capteurs (un émetteur et
I’autre récepteur) collés pres de 1’encastrement. La comparaison des fréquences modales des
poutres saines a celles des poutres delaminées a donné une bonne indication sur le degré
d’endommagement des matériaux. La méthode a été utilisée par la suite en vibration a hautes
fréquences pour identifier le délaminage dans des poutres en matériau composite.

Shu et Della [69] ont effectué¢ une analyse analytique sur le comportement en vibration
libre de poutres en composite en présence de délaminages multiples. La poutre est étudi¢e
comme étant un ensemble de plusieurs poutres de Bernoulli qui sont interconnectées entre
elles. Le couplage flexion-traction est pris en compte dans la mise en place du modele. Les
résultats obtenus par cette analyse sont en bon accord avec les résultats de la littérature et ont
permis de vérifier la validit¢ du modele. Ce modele a été utilisé par la suite pour analyser
I’influence des délaminages multiples sur les deux premiers modes de vibration sur les

déformées modales des poutres. Les travaux de Yam et al. [70] sur les composites stratifiés
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avec un délaminage stratifié¢ ont consisté a utiliser des éléments finis associés a des ressorts au
niveau de la fissure pour empécher le chevauchement des éléments. Ils ont observé qu’a une
certaine valeur de raideurs, le ressort introduit une contrainte supplémentaire entrainant une
augmentation de la fréquence mais cette augmentation n'est pas aussi importante que celle due
au délaminage.

Kyriazoglou et a/ [71] ont utilisé la capacité d’amortissement spécifique pour analyser le
comportement des poutres composites en flexion. Les poutres ont été examinées avant et
aprés endommagement en utilisant un chargement quasi statique ou de fatigue. Les
mécanismes d’endommagement et leurs localisations dans un stratifi¢ sont déduits de la
comparaison des résultats de fatigue avec la réponse dynamique du stratifié contenant des
dommages bien caractérisés. Ces résultats montrent que la mesure de I’amortissement
spécifique est une technique qui permet la détection des dommages initiaux dans les
composites stratifiés. Les auteurs ont constaté¢ que I’endommagement est un mécanisme qui
provoque I’augmentation de I’amortissement.-Les travaux de Paolozzi et a/ [72] ont consisté a
analyser expérimentalement et par éléments finis I’effet de la position et de la taille du
décollement entre la peau et I’ame sur le comportement vibratoire d’un panneau sandwich. Ils
ont montré que les modes supérieurs sont beaucoup plus affectés par la taille du décollement
que les modes inférieurs. Les résultats obtenus expérimentalement ont été comparés a ceux
obtenus par éléments finis et sont en bon accord. Les auteurs proposent d’utiliser la
corrélation entre la position, la taille du décollement et les modes supérieurs comme méthode
non destructive pour caractériser I’état de santé des matériaux sandwichs.

Kim et Hwang [73] ont étudié¢ expérimentalement et théoriquement 1’effet de la taille du
décollement entre la peau et I’ame sur la rigidité et sur la fréquence propre d’une poutre en
matériau sandwich. Le modéle analytique a été établi en divisant la poutre en trois régions :
deux régions saines et une région avec une fissure. Les équations du mouvement ont été
¢tablies pour chaque région de la poutre. Les fréquences obtenues expérimentalement et
théoriquement sont en bon accords. Les auteurs ont constaté que la décohésion entre la peau
et I’ame réduit rigoureusement la rigidité de la poutre et diminue la fréquence propre en
flexion.

Buket et al. [74] ont effectué¢ une étude expérimentale sur les effets de la courbure et du
décollement entre la peau et I’ame sur la fréquence propre d’une poutre en matériau sandwich.
Des poutres plates et d’autres courbées (15°, 30°, 45° et 60°) avec décollement a I’interface
peau/ame ont été étudiées. Les auteurs ont constaté que les fréquences diminuent avec la
présence du décollement. Ils ont remarqué que la position du décollement (entre la peau
supérieure et I’ame ou la peau inférieure et I’dme) a une grande influence sur les valeurs de la
fréquence. Ils ont observé aussi que la fréquence et la déformée modale de la poutre sont tres

sensibles a I’angle de la courbure.
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2.7 Synthése et position du probléme

Cette revue de la littérature nous a permis d’avoir une vision d’ensemble sur les travaux
existants concernant I’étude du comportement en statique, en fatigue cyclique et en vibration
linéaire des composites stratifiés et sandwichs. Il ressort que 1’é¢tude des matériaux composites
stratifiés ou sandwichs a déja fait ’objet de nombreux travaux, mais est encore loin d’avoir
abouti a la connaissance totale de leur comportement surtout en présence d’endommagement.

Le comportement en présence d’endommagement des composites stratifiés est un domaine
que beaucoup de chercheurs ont essay¢ de clarifier. Beaucoup de techniques expérimentales et
différents mod¢les analytiques ou numériques sont développés selon le degré de finesse
souhait¢ pour analyser le comportement des composites stratifiés. En outre, 1’analyse
bibliographique montre qu’il existe peu de travaux sur le comportement des matériaux
sandwichs en présence d’endommagement. Notre contribution s’intéresse donc a 1’é¢tude du
comportement en statique, en fatigue et en vibration linéaire et non linéaire des composites
sandwichs en présence d’un endommagement de type décohésion de longueur variable entre
la peau et I’ame.

L’objectif visé par ce travail est en deux volets, le premier est consacré a la caractérisation
expérimentale des matériaux sandwichs en présence de décohésion de longueur variable en
sollicitations monotones et en fatigue cyclique. Ceci dans le but d’analyser ’effet de la
longueur de la fissure sur le comportement mécanique des matériaux sandwichs. Le deuxiéme
volet est consacré a une analyse vibratoire d’abord linéaire et par la suite non linéaire des
matériaux sandwichs en présence d’une fissure de longueur variable. Les fréquences propres
et les amortissements mesurés expérimentalement pour les trois premiers modes de vibration
sont comparés aux ceux obtenus par ¢léments finis dans le cas d’un comportement linéaire.
Enfin ; une méthode de résonance non lin€aire est mise en place pour la caractérisation du
comportement des matériaux sandwichs en présence d’un endommagement de type
décohésion entre la peau et I’ame.

Les principaux domaines d’études sont :

e Mise en ceuvre des composites stratifiés avec différentes orientations des fibres et
deux types de sandwichs avec 4me 60 kg m™ et 100 kg m > de masse volumique (des
dizaines de plaques et donc des centaines d’éprouvettes),

e FEtudes expérimentales en flexion 3-points en statique des matériaux sandwichs avec
plusieurs longueurs de fissures,

e Analyse a I’aide de la théorie des plaques sandwichs pour plusieurs distances entre
appuis et plusieurs longueurs de fissures,

e FEtudes expérimentales en flexion 3-points en fatigue des matériaux sandwichs pour
plusieurs longueurs de fissures,

e Mise en équation des vibrations transverses d’une poutre en matériau sandwich,
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e Analyse modale expérimentale des vibrations avec excitation par impact pour étudier
les vibrations des poutres stratifiés et sandwichs en configuration encastrée-libre,

e Evaluation expérimentale de 1’amortissement des constituants et des matériaux
sandwichs sains et endommagés avec plusieurs longueurs de fissures,

e Analyse par ¢éléments finis (ABAQUS) de Dl’effet de la longueur de la fissure a
I’interface peau/ame sur les fréquences propres et I’amortissement,

e Caractérisation par vibration non linéaire des matériaux sandwichs endommagés,

e Analyse expérimentale du comportement vibratoire non linéaire des matériaux
sandwichs sains et endommagés a 1’aide d’un pot vibrant avec une excitation
sinusoidale de fréquence variable a différentes amplitudes,

e Analyses des paramétres non linéaires ¢lastiques et non linéaires dissipatifs en

fonction de la longueur de fissure.
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Chapitre 3 Analyse du comportement mécanique des composites sandwichs en statique et en fatigue

Résumé

Le chapitre 3 est consacré a la caractérisation des propriétés mécaniques
en statique et en fatigue des matériaux sandwichs sains et en présence
d’endommagement. Cette caractérisation est menée a partir de la flexion 3-
points sur des poutres en matériaux sandwichs avec plusieurs longueurs de
la fissure. Le chapitre présente une analyse par la théorie des plaques
sandwichs du comportement statique en flexion des sandwichs en fonction
de la longueur de fissure. Le module de flexion et le module de cisaillement
sont déterminés en fonction de la longueur de fissure a partir des résultats de
cette analyse et par des essais de flexion sur des éprouvettes de ces
matériaux en faisant varier la distance entre appuis. La derni¢re partie du
chapitre est consacrée a I’analyse du comportement en fatigue cyclique. Les
essais de fatigue sont conduits en contrdlant le signal déplacement qui est de
type sinusoidal avec une fréquence de 5 Hz. Dans le cas des éprouvettes
endommagées par fissuration, 1’énergie dissipée et I’amortissement sont
calculés a partir des données expérimentales de la charge et du déplacement

en fonction du temps pour différentes longueurs de la fissure.
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Chapitre 3

Analyse du comportement mécanique en statique et en
fatigue cyclique des composites sandwichs sains et avec
une décohésion

3.1 Introduction

Lorsque les matériaux sandwichs sont sollicités en flexion, I’endommagement se manifeste
par la décohésion entre la peau et I’ame, le délaminage des peaux et la fissuration par
cisaillement de I’ame. Les propriétés mécaniques de ces matériaux peuvent étre séveérement
dégradées par la présence de cet endommagement. Il peut survenir a la suite de répercussion
du mouvement des vagues sur les coques des bateaux ou bien par 1’influence des vibrations
des ailes des avions a la rencontre d’un trou d’air dans 1’espace. C’est ainsi, dans ce chapitre
nous nous intéressons a 1’é¢tude du comportement mécanique en statique et en fatigue cyclique
des composites sandwichs endommagés par une décohésion. Nous proposons dans un premier
temps d’utiliser la théorie des plaques sandwiches dans le cas de la flexion pour caractériser le
comportement en statique des matériaux sandwichs avec décohésion de longueur variable. Le
module de flexion et le module de cisaillement sont déterminés en fonction de la longueur de
fissure a partir de cette théorie et par des essais de flexion trois points sur des éprouvettes de
ce matériau en faisant varier la distance entre appuis. Nous proposons dans un deuxi¢éme
temps de faire une analyse de D’effet de la longueur de fissure par décohésion sur le
comportement en fatigue cyclique du matériau sandwich. La rigidité, les cycles d’hystérésis
ainsi que I’amortissement sont déterminés en fonction de la longueur de fissure au cours de la

fatigue cyclique du matériau.

3.2 Comportement des matériaux sandwich
3.2.1 Introduction

Le comportement mécanique ¢lastique d'une structure en matériaux sandwichs est
généralement analysé par la théorie des plaques sandwiches [75,76]. Cette théorie est dérivée
de la théorie des stratifiés prenant en compte le cisaillement transverse. Elle est basée sur une
évaluation des champs des déplacements qui consideére qu’une normale au plan moyen d'un
stratifié reste un segment de droite lors de la déformation, cette déformée ne restant toutefois
pas normale a la déformée du plan moyen. Cette théorie dans le cas de la flexion sera utilisée
pour caractériser le comportement des sandwichs avec une fissure de longueur variable. La
formulation ainsi mise en place permettra d’évaluer les caractéristiques statiques en fonction

de la longueur de la fissure a partir des résultats d’essais expérimentaux.
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3.2.2 Analyse a ’aide de la théorie des plaques sandwichs

Nous introduisons dans ce paragraphe, la théorie des plaques sandwiches afin d’analyser le
comportement mécanique des matériaux sandwichs. Les hypothéses de la théorie des plaques
sandwiches [77] et [78] sont les suivantes :

= [’¢épaisseur des peaux est plus faible que celle de I’ame,

= Les déplacements u et v sont des fonctions linéaires de la coordonnée z dans 1’ame et

uniformes dans 1’épaisseur des peaux,
* L’ame ne transmet que les contraintes en cisaillement transverse o et o, les autres

contraintes o

xx 2

o, et o, sontnégligées,
= Le déplacement transverse w est indépendant de la variable z :
w(x,y,z) =w(x,»,0)=w,(x,y). La déformation £_ est négligée,
= Les contraintes en cisaillement transverse o, et 0, sont négligeables dans les peaux.

La théorie des plaques sandwiches utilise un schéma du champ des déplacements du premier

ordre. Le champ des déplacements dans I’ame est de la forme [76]:

u, (x,y)=u,(x,y)+z0,(x,»)

3.1)
v, (%, 7)=vy (x,3)+ 20, (x,¥)

Il en résulte qu’une normale au plan moyen reste droite au cours de la déformation. Pour
assurer la continuité des déplacements aux interfaces dme-peau, les champs de déplacements
dans les peaux supérieures et inferieure s’écrivent respectivement :
- peau supérieure
h
u(x,y)=u,(x,9)+- 0, (x.)
2
" (3.2)
v(x,y)=v, (x,y)+5(py (x,»)

- peau inférieure:
h
u(xy)=u(x.y) =2 0. (x.)
" (3.3)
() =% (1) =2, ()

Les champs des déformations et des contraintes dans les peaux et dans I’ame sont déduits a
partir du champ des déplacements donné précédemment. Ensuite I’équation constitutive des
plaques sandwiches fait intervenir les résultantes et les moments :

- les résultantes en membrane :

La plaque sandwiche est soumise dans son plan a des efforts résultants en membrane,

notes N , N, N . Ces efforts sont enticrement supportés par les peaux et sont définis
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par :
N)C XX o-xx
—hf2 hy+hf2
A I A e R A (3.4)
N)CV O-)O’ xy

- les moments en flexion-torsion:

Les moments de flexion et de torsion exercés sur la plaque sandwiche résultent des

contraintes exercées sur les peaux. Ils sont définis par :

MX O-)C)C O-)OC
M, |=[" o, =+ ["" |6, |z (3.5)
= zdz zdz .
Y —(h+hj2) | W —h/2 w ’
MXy G)Cy G)Cy

- les résultantes en cisaillement :

Les expressions des résultantes en cisaillement dans I’ame sont données par la relation

o1l

Par substitution des expressions des contraintes dans les relations des résultantes et des

suivante :

moments on en déduit I’équation constitutive, qui s’écrit sous la forme :

N, | A4, A4, A, B, B, B, 0 0] —8)(;
N, 4, 4, Ag B, By, B, 0 0 8)(;
N, Ag Ay A Bg By B 00 %?y
M, _ G, G, G Dy D, Dy 0 0|k (3.7)
M, C, C, Cs D, D, Dy 0 0 K,
M, Cs Cs Ci D Dy D 0 0|k,
0. 0o o0 o0 o0 0 0 Fy Fs|l 7.
o1 L0 0 0 O 0 0 Fys Fs]lye]

Dans le cas général, il y a couplage membrane-flexion-torsion. Les déformations en
membrane €, £, 7,,, les courbures x,, «,, &, les déformations en cisaillement dans

xx 2 Xy

’ame y;., y.. s’expriment par :
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o Ou, o 0V, ou, dv,
=—, =—, =— 4+ —
Ex ox En dy 7 dy ox

—a¢x K —aﬂ K a¢x +aﬂ

= , = , = 3.8
% ox Yooy Yoy ox (3-8)
oW, _aw,
}/;z - ay + (Dy ’ }/;c]z - ax + (ox

3.2.2.1 Equations générales

L’utilisation des poutres, permet de simplifier les schémas de calcul de la résistance d’une
structure, en ramenant le probléme a une analyse en une seule dimension. La théorie des
poutres considére en effet que la longueur L est trés grande devant 1’épaisseur / et la largeur b

de la poutre (figure 3.1).

/ L

¢ peau

L

Figure 3.1 Poutre en matériau sandwich

Dans le cas de la flexion qui fait I’objet dans cette étude, 1’équation constitutive (3.7) se

réduit a [75-78] I’équation des moments :

Mx Dll D12 0 Kx
M, |=|D, D, 0 |« (3.9)
M, 0 0 D o

et des résultantes de cisaillement :

0.1 [F o
o5 a1z

Les expressions générales des rigidités D, et F; sont respectivement données par les

relations :

D.=§(C§.—C;) (3.11)

y

34



Chapitre 3 Analyse du comportement mécanique des composites sandwichs en statique et en fatigue

F,=hC/ (3.12)
et
C;:J._hjw Z(Qz/)deZLh Z(Qij)de=Z(Qi/)keZZk (3.13)
5 Tip1 k=1 k1 k=1
_&+2 ' 7, \ ' 7, .
C=[ " z2(0) d==3[" 2(0)) dz=Y(0)) ez (3.14)
B k=1" k! k=1

ou n; et ny sont les nombres de couches respectivement dans la peau inférieure et dans la peau
supérieure, C;/ sont les coefficients relatifs au cisaillement transverse de I’dme. Les

coefficients Qi'/. sont les rigidités réduites hors axes et sont reportées dans le tableau 3.1:

Tableau 3.1. Coefficients des rigidités réduites d’un composite orthotrope, en dehors de ses axes principaux.

0,, =0, cos* 8+0,,sin* 8+2(0,, + O, )sin* Bcos’ 6

0, =(0, +0,, —40,, )sin> Bcos> 8+ 0, (cos* &+sin> 6)

0,. =(0,, —0,, =20, )sin* Ocos® 0+ (0,, — 0,, + 20, )sin’ Ocos
0,, =0, sin* 8+2(Q,, +20,, )sin* Bcos’ 8+ Q,, cos* 8

0,, =(0,, —0,, —20,, )sin* Ocos 6+ (Q,, — 0,, +20,, )sinfcos’ @
0. =10, +0,, —2(0,, + O, )lsin® Bcos® 0+ O, (sin4 6 +cos’ 49)

Les constantes de rigidité s’expriment en fonction des modules de I’ingénieur : £, module

d’Young longitudinal, £, module d’Young transversal, v,, coefficient de Poisson et G,
module de cisaillement, suivant les expressions :

E E
Qn:E—Lzs szzE_TQm
I_JVLT L

L

O, =V, Ou=G;

(3.15)

Les équations des moments (3.9) et des résultantes en cisaillement transverse (3.10) s’écrivent

sous les formes inverses suivant :

Kx D ]*1 D ]*2 O M x
K, |=|D, D, 0| M, (3.16)
K, 0 0 Dgl|lM,

_|Fu 0 |[O
45 3
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ou les coefficients D, sont les ¢léments de la matrice inverse de D et les coefficients F; sont

les éléments de la matrice inverse de F' exprimeés suivant :

= = £ D =——
11 > 12 > 66

D12] +D122 D122+D12] D66 (3 18)
.1 .1 '
Fo=mgr Fi=—r

F44 F55

Dans le cas d’une flexion autour de l’axea/, on peut négliger les variations de la courbure et
de la fleche dans la largeur de la poutre. Les fonctions ¢_ et w, sont indépendantes de la

variable y :
¢x:¢x(x) et WO :WO(X) (319)

Les déformations € et y. dans I’ame, sont alors données par les expressions :

g =290 (3.20)
ox
y =2y, (3.21)
ox
Dans le cas d’une flexion pure, les relations fondamentales des plaques se réduisent a:
0
9.9 2o (3.22)
ox dy
oM
M, +—=-0.=0 (3.23)
ox dy
oM, oM
Y+—2-0 =0 (3.24)
ox dy g

De plus la théorie des poutres fait I’hypothese, que dans le cas d’une flexion suivant I’axe ox,
les moments de flexion M suivant a/ et le moment de torsion M dans le plan (ox ,a)

sont nuls:

M_ =M, =0 (3.25)

En reportant la relation (3.25) dans I’équation d’équilibre (3.24), nous trouvons que la
résultante en cisaillement O, est nulle:

0,=0 (3.26)

Ainsi des équations de moments, des résultantes en cisaillement (3.9) et (3.10) et des
relations (3.25) et (3.26) nous déduisons :
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K. = ddix =DM (3.27)
ow, .
}/:?z :_+¢)‘c :F;SQx (328)
ox
L’équation d’équilibre (3.23) peut s’écrire alors en tenant compte de (3.27) et (3.28)
d’p. D dw,
X _ ; + = O 329
o @+ (3.29)

Soit en fonction des modules d’¢lasticité¢ longitudinale et de cisaillement de la poutre, cette

¢quation s’écrit :

d’p. bhG dw,
r 0 e (g + 50 =0 3.30
dx2 I Ex (¢)‘c dx ) ( )

En introduisant le module E_  de flexion et le module G, de cisaillement de la poutre

exprimeés suivant :

G.= W (3.31)
et
E = D?ll (3.32)
avec M =bM et I=1I, =};—Z§

De méme, en reportant la relation (3.18) dans 1’équation (3.22) nous obtenons :

d*w, d .
o +%+Fssq =0 (3.33)
Soit :
2
dd;z}o + ddg)o: + Gl p=0 avec p=bq (3.34)

xy
Dans le cas ou la variation du moment de flexion M est connue, la relation (3.27) peut se

mettre sous la forme :

de .
=DM =" 3.35
dx BT (3-35)

M
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Une seconde équation peut étre obtenue en reportant la relation (3.35) dans les expressions
(3.29) ou (3.30) soit :

M, _ L (¢Y+dw0 (336)
de Fs = dx

a, _ bhG (9, + le0) (3.37)
x co dx

Les équations différentielles (3.30), (3.33) et (3.34) sont dites relations fondamentales des
poutres en flexion. Elles permettent de déterminer des déformations dans les sandwichs ainsi

que la fleche wy au centre de 1’éprouvette dans le cas d’un essai de flexion 3-points.
3.2.2.2 Essai de flexion 3-points

Dans le cas de la flexion 3-points (figure 3.2), I’expression du moment M, devient

49, _py =M (3.38)
dx E I

|

Figure 3.2 Poutre sollicitée en flexion trois points

En exprimant le moment de flexion en un point de la poutre :

M:—Pg sio<x<kt (3.39)

[\

On peut aisément intégrer 1’équation (3.38) et déduire I’expression suivante de ¢, :

P, L
=- X" +c¢ avec 0<x<— 3.40
q)x 4E,C 1 2 ( )
La symétrie de la déformée impose :
@, (§j=0 (3.41)

L’équation (3.40) peut s’écrire :
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PI* x’
Q. = oF 1{1_47} (3.42)
Ou bien
PL* . x’
P =Ten D11(1—4F] (3.43)

En reportant I’expression du moment fléchissant M dans 1’équation (3.37) on obtient :

dw, ——(p.+

3.44
dx 2thxZ) (3.44)

Il est intéressant de noter ici que la pente de la déformée ne s’annule pas au centre de la poutre

L L
x=—), puisque @ (—)=0.
( 2)p q %(2)

P
2bhG._

dw,

dx

(3.45)

L
2

Apres substitution de¢_, 'intégration de 1’équation (3.43) permet d’écrire 1’expression de la

fleche :

Ll pr? x> P
—_|2 1-4—+ dx 3.46
W=, [16Ex1 =4 G (3.46)
Soit :
PI* x’
= 4-)-28-3 3.47
" 4bE I {( Lz) } (3:47)

Ou S est le coefficient de cisaillement défini par :

2 * 2
S = g (%j ~12 gif (%j (3.48)

Xz 11

Le coefficient de cisaillement dépend donc du rapport des modules—*. La fleche au centre

Xz

peut s’écrire :

P’
W =
© 4pE N

(1+S) (3.49)

Ou bien :
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*

PL . F. 1
w=—"D (1+12—2— 3.50
13h 1 ( D L) (3.50)

c 2
11
L’expression (3.50) montre qu’il est possible de déterminer les coefficients D, et F, a partir

WZ effectuées pour des valeurs différentes de la portée L.

des mesures du rapport

3.2.3 Evaluation des performances en statique des matériaux sandwichs
3.2.3.1 Mise en ceuvre

Les matériaux sandwichs étudiés dans ce travail sont mis en ceuvre en utilisant comme
ame des mousses en PVC de différentes masses volumiques et des peaux en stratifiés a fibres
de verre avec une séquence d’empilement de [0,/90;]s. Les peaux sont constituées de fibres
unidirectionnelles de masse surfacique de 300 g m > et d’une résine époxyde type SR1500
avec le durcisseur SD2505. L’ensemble de la matiére premiére est fournie par la société
SICOMIN. La mise en ceuvre des sandwichs est réalisée par moulage sous vide, par la
technique dite du "sac". Les différentes couches sont stratifiées et imprégnées a température
ambiante, puis moulées sous vide entre le moule et le contre moule apres interposition de
divers tissus de moulage (figure 3.3). Le Peeltex est un tissu de délaminage dont la fonction
est de préparer les surfaces du stratifiés pour assurer, aprés délaminage du tissu, une bonne
interface pour toute opération de collage (sur ’ame par exemple) ou de finition. Le tissu
Peeltex est ensuite recouvert d’un film plastique perforé, le "Perforex". Ce film permet
d’assurer I’homogénéité de la résorption de la résine. Enfin un composant final, le "Pleedex"
est déroulé sur le Perforex, de maniére a assurer un vide uniformément réparti. Cet ensemble
est mis dans une poche dans laquelle on fait un vide (dépression de 30 kPa) pendant 10 heures
a température ambiante. L’interposition d’un moule et d’un contre moule évite la formation
de plis dus a la poche plastique. La découpe des plaques est réalisée ensuite avec une
trongonneuse a disque diamanté. Les caractéristiques mécaniques des fibres de verre, de la

résine époxyde et de deux admes sont données respectivement dans les tableaux 3.2, 3.3 et 3.4.
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Figures 3.3 Mise en ceuvre de plaques sandwichs.

Tableau 3.2 Caractéristiques de la fibre de verre

Propriétés mécaniques Fibre de verre
Densité surfacique (g/m2) 300
Contrainte a la rupture (MPa) 2500
Coefficient de Poisson 0,25
Déformation a la rupture (%) 4,8
Module de traction (GPa) 74
Module de cisaillement (GPa) 30

Tableau 3.3 Caractéristiques de la résine

Module de Young (MPa) 2900 a 3200

Résistance en traction (MPa) 74 a77

Résistance en flexion (MPa) 1152120
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Tableau 3.4 Caractéristiques de I’dme en mousse PVC

Propriétés mécaniques C 70.55 C 70.90
Masse volumique (kg m ) 60 100
Contrainte a la rupture en traction (MPa) 1.3 2.6
Contrainte a la rupture en compression (MPa) 0,9 2
Contrainte a la rupture en cisaillement (MPa) 0,8 1,6
Déformation a la rupture en cisaillement (%) 20 30
Module de traction (MPa) 45 80
Module de Compression (MPa) 58 110
Module de cisaillement (MPa) 25 45

3.2.3.2 Procédures expérimentales

Les essais sont effectués sur une machine d’essais hydraulique universelle de type
INSTRON modele 8801, munie d’une cellule de charge de 5 kN pour la mesure de la force et
d’un capteur LVDT pour la mesure du déplacement (fig3.4), dont le pilotage et 1’acquisition
se font par ordinateur. Ces essais sont menés en flexion trois points en faisant varier la
distance entre appuis (150, 250, 350 et 450 mm). Les essais sont effectués avec une vitesse de
déplacement de 2 mm mn . Des éprouvettes vierges et des éprouvettes avec une fissure de

longueur variable de 0 a 150 mm avec un pas 10 mm a I’interface peau/ame sont testées.

Cellule de charge

Capteur de
déplacement

Eprouvette

Dispositif
flexion 3-
points

Figure 3.4 Dispositif expérimental de la flexion trois-points
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3.2.3.3 Comportement statique des matériaux sains

La figure 3.5 représente I’évolution de la charge en fonction de la fleche pour les deux
types de matériaux sandwichs (dme 60 et 100 kg m> de masse volumique) et pour quatre
distances entre appuis (150, 250, 350, 450 mm). L’analyse de ces résultats montre que le
comportement mécanique des matériaux sandwichs dépend a la fois de la distance entre
appuis et de la nature de I’ame.

Pour de grandes distances entre appuis (distances entre appuis égales 350 a 450 mm), nous
observons un comportement pratiquement linéaire jusqu’a la rupture qui est de type fragile,
avec une perte de charge quasi-instantanée. Du point de vue endommagement, nous avons
observé une fissuration des couches a 90°, puis lorsque la charge augmente, la rupture des
peaux due a la rupture par délaminage entre les couches 0° et 90°. Les valeurs des charges
limites correspondant a la rupture des couches a 90° et de délaminage entre les couches a 0° et
90° ne dépendent donc pas de la nature de I’ame. Aprés rupture des éprouvettes, nous
observons que seule intervient la rupture de la peau au contact avec I’appui central ou est
exercée la charge.

Lorsque la distance entre appuis diminue (distances entre appuis égales a 150 et 250 mm), les
courbes charge-fleche font apparaitre d’abord un comportement linéaire des poutres jusqu’a
des charges assez ¢élevées, puis un comportement non linéaire jusqu’a une charge maximale.
La charge décroit ensuite progressivement, lorsque la fleche augmente, jusqu’au moment ou
une chute assez rapide de la charge se produit. Du point de vue endommagement, nous avons
observé une fissuration des couches orientées a 90°, I’ame atteignant ensuite sa limite
¢lastique en cisaillement lorsque la charge augmente. Cette charge limite est sensiblement
supérieure a la valeur observée pour les grandes distances entre appuis, du fait que la rigidité
du matériau sandwich est modifiée apres fissuration des couches orientées a 90°. Comme
précédemment, apres rupture des éprouvettes, nous observons la rupture induite dans la peau
au contact de I’appui central. Dans le cas de tres faible distance entre appuis (150 mm), la
limite du comportement élastique du matériau sandwich est atteinte lorsque I’ame atteint sa
limite ¢lastique en cisaillement. Dans ces conditions les matériaux sont sollicités en
cisaillement transverse, nous avons observé quelques cas de rupture par cisaillement de 1’ame
ou délaminage des interfaces ame/peaux. L’augmentation de la densité de I’ame conduit a une
augmentation de la charge limite et a une meilleure rigidité des matériaux sandwichs, cette

augmentation est d’autant plus importante que la distance entre appuis est faible.
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Figure 3.5 Courbes force-déplacement pour différentes distances entre appuis du matériau sandwich avec
une dme de masse volumique: a) 60 kg m> et b) 100 kg m™.
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3.2.3.4 Effet de la longueur de la décohésion

La théorie des plaques sandwiches est limitée au cas ou le comportement des constituants
du matériau sandwich (peau et dme) est linéaire. Cette théorie permet alors d’évaluer la
rigidité en flexion et en cisaillement de la structure et la répartition des contraintes dans le
domaine linéaire. Les essais de flexion 3-points sont menés jusqu’a une charge de 500 N de
manicére a rester dans la partie linéaire des courbes charge/fléche. Ensuite la rigidité de chaque
éprouvette est calculée par le rapport de la charge par la fleche dans la partie linéaire de la
courbe. A titre d’exemple, nous avons reporté dans les figures 3.6 et 3.7, I’évolution de la
charge en fonction de la fleche au centre de I’éprouvette pour différentes distances entre
appuis (150, 250, 350 et 450 mm) et pour différentes longueurs de décohésion dans le cas des
deux matériaux sandwichs. L’analyse de ces résultats montre que pour des faibles longueurs
de décohésion (0 mm, 30 mm, et 60 mm), les courbes charge/fleche sont pratiquement
linéaires jusqu’a 500 N. Lorsque la longueur de la décohésion devient élevée (90 mm, 120 et
150 mm), les courbes charge/fleche font apparaitre une zone incurvée qui correspond a la
mise en charge de I’éprouvette. Lorsque cette zone est franchie, le comportement devient 1a
aussi pratiquement linéaire jusqu’a 500 N. L’évolution de la rigidité (caractérisée par la pente
de la droite charge/fleche) en fonction de la longueur de la décohésion et pour différentes
distances entre appuis est donnée dans la figure 3.8 dans le cas des deux matériaux étudiés.
Pour une longueur de la fissure donnée, la rigidité diminue lorsque la distance entre appuis
augmente. Pour une distance entre appuis donnée, la rigidité diminue avec 1’augmentation de
la longueur de la fissure. En effet une augmentation de la longueur de décohésion entraine une
diminution de la surface de transfert des contraintes de cisaillement entre les peaux et I’ame et
donc une diminution de la résistance et de la rigidité du matériau sandwich. Pour le sandwich
avec une ame de 60 kg m > de masse volumique et pour une distance entre appuis de 150 mm,
la valeur de la rigidité est de 640 N mm ' dans le cas d’une éprouvette vierge, alors qu’elle est
de I’ordre de 250 N mm ' pour une éprouvette avec une longueur de décohésion 150 mm (fig.
3.8.a.).

La raideur d’une poutre en flexion est évaluée par I’expression (3.50). Elle dépend de la
rigidité de flexion (coefficient D;,) et de la rigidité en cisaillement transverse (coefficient F; ).
Pour des éprouvettes en matériau sandwich avec différentes longueurs de décohésion, les
coefficients du module de flexion et du module de cisaillement sont calculés en utilisant les
résultats expérimentaux de la figure 3.9. Sur cette figure est représentée w./PL en fonction de
L?, ou w, est la fleche, L* est le carré de la distance entre appuis et P est la charge agissant au
centre. Il est a noter que ces courbes obtenues expérimentalement sont pratiquement des
droites. Les coefficients de D;; li¢ au module de flexion et F,; lié¢ au module de cisaillement
sont ensuite déterminés respectivement en utilisant la pente et I’intersection avec 1’axe des

ordonnées de ces droites.
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Figure 3.6 Courbes force/déplacement du matériau sandwich avec une ame de masse volumique de 60 kg m™
pour différentes distances entre appuis et pour une longueur de la fissure égale a : a) 0 mm, b) 30 mm, c) 60
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Figure 3.8 Evolution de la rigidité en fonction de la longueur de la fissure pour différentes distances entre
appuis du matériau sandwich avec une dme de masse volumique : a) 60 kg m™ et b 100 kg m™
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Figure 3.9 Evolution du rapport w/PL en fonction du carré de la distance entre appuis (L°) pour différentes
longueurs de fissure du matériau sandwich avec une dme de masse volumique: a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™

49



Chapitre 3 Analyse du comportement mécanique des composites sandwichs en statique et en fatigue

3.2.3.5 Module de cisaillement et module de flexion

Nous avons reporté dans la figure 3.10, I’évolution du module de cisaillement (fig. 3.10.a)
et du module de flexion (fig. 3.10.b) en fonction de la longueur de la décohésion pour les
deux types de matériau sandwich (dme de 60 kg m > et 100 kg m~ de masse volumique).
Dans le cas des essais en flexion 3—points des matériaux sandwichs, les &mes sont sollicitées
essentiellement en cisaillement. La valeur du module de cisaillement diminue avec
I’augmentation de la longueur de décohésion. Cette diminution est beaucoup plus importante
pour des faibles longueurs de décohésion, et devient pratiquement constante pour des valeurs
de longueur de décohésion élevées. La valeur du module de cisaillement dépend de la masse
volumique de I’ame du sandwich. Dans le cas d’une éprouvette saine, le module de
cisaillement est de 44 MPa dans le cas du matériau avec une ame de masse volumique de 100
kg m alors qu’il est de 25 MPa pour le matériau avec une ame de 60 kg m>. Ces valeurs
sont comparables a celles obtenus dans le cas des essais menés jusqu’a rupture. Pour une
longueur de décohésion de 150 mm, la valeur du module de cisaillement est pratiquement la
méme dans le cas des deux matériaux, elle est de I’ordre de 10 MPa. L’analyse de I’évolution
du module de flexion E, en fonction de la longueur de décohésion, montre que la valeur de ce
module est pratiquement constante pour des faibles longueurs de décohésion (jusqu’a 40
mm), ensuite lorsque la longueur de décohésion augmente, le module de flexion augmente.
Les valeurs de la rigidité en flexion dépendent de la nature des peaux. Les deux matériaux
sandwichs sont constitués de la méme peau (stratifiés époxyde/fibres de verre [0,/90,];), la
valeur du module de flexion pour des éprouvettes vierges est de I’ordre de 10 GPa. La valeur
du rapport du module de flexion et du module de cisaillement permet d’évaluer I’influence du
cisaillement transverse, cet effet est d’autant plus marqué que le rapport du module de flexion
sur module de cisaillement est ¢élevé. Il est a noter que la valeur du module de flexion E, est
trés sensible a la pente de la droite w,./PL en fonction de L°, une petite variation de cette pente

entraine un écart trés important des valeurs de E,.
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Figure 3.10 Evolution des caractéristiques statiques en fonction de la longueur de fissure dans les deux
matériaux sandwichs : a) module de cisaillement et b) module de flexion
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33 Comportement en fatigue cyclique des matériaux sandwichs avec
une décohésion

3.3.1 Introduction

Dans cette partie du travail nous nous intéressons au comportement en fatigue cyclique
des matériaux sandwichs avec une décohésion. La décohésion de 1’éprouvette sandwich est
caractérisée par la progression d’une fissure a I’interface entre la peau et 1’ame, initi¢e
artificiellement a 1’aide d’une lame au centre de 1’éprouvette comme dans le cas des essais
statiques. Nous analysons 1’effet de la longueur de la décohésion sur la rigidité, sur la boucle
d’hystérésis et sur le facteur de perte au cours des essais de fatigue cycliques.

3.3.2 Essais

Les essais de fatigue sont menés en flexion trois points en contrdlant le signal
déplacement. Le déplacement moyen est maintenu constant égal a 50% du déplacement a la
rupture en statique (dyo,/dry=50%). La forme d’onde est sinusoidale avec une fréquence de 5
Hz et une amplitude de 2 mm. Trois a quatre éprouvettes sont testés en fatigue jusqu’a la
rupture pour les deux types de matériaux sandwichs. Ensuite les éprouvettes avec une
décohésion entre la peau et I’ame de longueur variant de 0 2 100 mm avec un pas de 20 mm,
sont testées en fatigue cyclique jusqu’a 5000 cycles.

3.3.3 Comportement en fatigue du matériau sandwich sain

La figure 3.11 donne les résultats des essais de fatigue dans le cas d’un matériau sandwich
initialement sain. Elle représente I’évolution de la charge maximale en fonction du nombre de
cycles de fatigue pour les matériaux sandwich avec une 4me de densité 60 kg m™ et 100 kg
m . La charge maximale (Fiay) est rapportée a celle obtenue dans le premier cycle (Fomay). La
perte de la charge jusqu’a la rupture des éprouvettes se déroule en trois phases: dans un
premier temps se manifeste une diminution brutale dés les premiers cycles, la diminution
devient ensuite tres lente dans la deuxieme phase, correspondant a la quasi-totalité de la durée
de vie de I’éprouvette. Enfin dans la troisiéme phase qui est trés courte, la perte de charge
s’accélere brutalement jusqu’a la rupture de 1’éprouvette. Les trois phases de la courbe
peuvent étre associées a :

e la multiplication de la fissuration de la résine entrainant la dégradation des couches
transverses des peaux du sandwich,

e [’initiation et la propagation de la décohésion entre la peau et I’ame en contact avec
I’appui central durant la deuxieéme phase. Cette fissure est initiée pour un faible
nombre de cycles et sa propagation se fait rapidement dans le sandwich avec une
ame de masse volumique de 60 kg m >,

e enfin a la rupture des fibres entrainant la rupture de la peau supérieure et de ’ame
pour la dernicre phase.

Le matériau sandwich constitué¢ d’une ame de masse volumique de 100 kg m > a une bonne

résistance a la fatigue en flexion trois-points.
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Figure 3.11 Evolution de la charge en fonction du nombre de cycles pour les deux matériaux sandwichs avec
dmes de densité 60 kg m™ et 100 kg m™

3.3.3 Effet de la longueur de fissure sur le comportement en fatigue

3.3.3.1 Rigidité

Nous avons reporté dans les figures 3.12 avec une échelle semi-logarithmique, I’évolution
de la charge maximale (Fi,.x) en fonction du nombre de cycles (N) pour différentes longueurs
de la décohésion et pour les deux types de sandwich. Les résultats sont obtenus dans le cas
d’un déplacement moyen de 50% du déplacement a la rupture en statique et pour une
amplitude de déplacement de 2 mm. Ces résultats montrent que la charge maximale supportée
par I’éprouvette en matériau sandwich dépend du nombre de cycles de fatigue, de la longueur
de la décohésion et de la masse volumique de I’ame. D’une maniere générale, la charge
diminue avec I’augmentation de la longueur de la fissure et du nombre de cycles.

Dans le cas du sandwich avec une 4me de 60 kg m™ de masse volumique, la valeur de la
charge maximale au début de la fatigue est de I’ordre de 1550 N dans le cas d’une éprouvette
vierge (0 mm), alors qu’elle n’est que de 1100 N pour une éprouvette avec une décohésion de
longueur de 80 mm (fig. 3.11.a.). En effet une augmentation de la longueur de décohésion
entraine une diminution de la surface de transfert des contraintes de cisaillement entre les
peaux et I’ame et donc une diminution de la résistance du matériau sandwich.

Pour des faibles longueurs de fissure, la réduction de la charge maximale est semblable
dans les deux types de sandwichs. Pour des valeurs ¢élevées de la longueur de la fissure (80
mm), le nombre de cycles a rupture est de I’ordre de 4.10° pour le matériau sandwich avec
une ame de 60 kg m™ de masse volumique, alors qu’il n’atteint méme pas les 10° cycles pour

L . A 3 .
le matériau sandwich avec une ame de 100 kg m ~ de masse volumique.
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Figure 3.12 Evolution de la charge en fonction du nombre de cycles pour différentes longueurs de fissure
pour un matériau sandwich avec une ame de densité : a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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3.3.3.2 Cycle d’hystérésis

Au cours des essais de fatigue, 200 points expérimentaux au moins sont enregistrés pour
chaque cycle. Les cycles d’hystérésis sont ensuite obtenus a partir des données
expérimentales de la charge et du déplacement en fonction du temps. Nous avons reporté dans
les figures 3.13 et 3.14, I’évolution du cycle d’hystérésis en fonction du nombre de cycles
pour les deux types de sandwich et pour plusieurs longueurs de la décohésion. Pour la clarté
de la présentation des figures, ces courbes ont été translatées suivant 1’axe des abscisses
(déplacement). L’évolution du cycle d’hystérésis en fonction du nombre de cycles semble
similaire pour les deux matériaux. La charge maximale représentée par le pic de la courbe
force-déplacement diminue lorsque le nombre de cycles augmente, alors que 1’aire intérieure
du cycle d’hystérésis augmente avec I’augmentation du nombre de cycles. La diminution de la
charge maximale et ’augmentation du 1’aire du cycle d’hystérésis avec nombre de cycles est
la conséquence du développement de I’endommagement régie par la dégradation au cours de
la fatigue des cellules formant I’ame du sandwich. Ce phénomene est beaucoup plus marqué
dans le sandwich avec une ame de densité élevée. Pour un nombre de cycles donné, I’aire

intérieure du cycle d’hystérésis augmente avec I’augmentation de la longueur de la fissure.
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Figure 3.13 Boucle d’hystérésis du matériau sandwich avec une éme de densité 60 kg m™ pour différents
nombres de cycles et pour une longueur de fissure : a) 0 mm, b) 20 mm, c) 40 mm et d) 80 mm
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Tous les cycles d’hystérésis présentent une topologie quasi elliptique. La rupture est
atteinte avant les 5000 cycles pour I’éprouvette sandwich ayant une longueur de fissure 80
mm (fig 3.14.d). Avec ’augmentation du nombre de cycles et de la longueur de décohésion, il
est observé une distorsion du cycle d’hystérésis. Cette distorsion devient plus marquée a un
nombre cycles et une longueur de décohésion élevés. La distorsion dans la boucle d’hystérésis
montre que la réponse dynamique du matériau sandwich avec une décohésion lors de la phase
de chargement est différente de la réponse lors de la phase du déchargement. Cela indique que
des dommages irréversibles ont eu lieu en raison de la fatigue. Ces dommages sont provoqués

par la rupture compléte des parois cellulaires de ’ame du matériau sandwich.
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Figure 3.14 Boucle d’hystérésis du matériau sandwich avec une ame de densité 100 kg m™ pour différents
nombres de cycles et pour une longueur de fissure : a) 0 mm, b) 20 mm, c¢) 40 mm, d) 80 mm
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3.3.3.3 Energie dissipée.

L’énergie dissipée est une quantité utile pour 1’estimation du comportement en fatigue des
mousses cellulaires. L’ame en mousse cellulaire du sandwich joue le réle de 1’absorption de
I’énergie, cette énergie est dissipée dans ’ame du sandwich lorsque ce matériau subit un
impact ou une indentation. Dans notre étude, les éprouvettes en matériau sandwich sont
chargées en flexion, puis soumis a la fatigue cyclique. Lorsque la charge est suffisamment
grande la déformation plastique et les dommages sont induits, et la courbe de la charge en
fonction du déplacement est de la forme d’une boucle, due a I’hystérésis, c’est-a-dire a la
perte de I’énergie. L’aire intérieure engendrée par ces courbes représente 1’énergie dissipée au
cours du cyclage tandis que 1’aire sous la partie supérieure (partie de chargement) du cycle
d’hystérésis représente 1’énergie potentielle maximale au cours de cyclage. L’énergie
potentielle maximale E), et I’énergie dissipée E; sont calculées numériquement en utilisant une
simple sommation de l’aire a I’aide de la formule de trapéze. Les parties supérieure et
inférieure du cycle d’hystérésis sont divisées par un grand nombre » pour minimiser I’erreur
dans le calcul de I’aire dans I’intervalle [a, b] (fig.3.15). Pour un nombre de cycles donné (N),

I’énergie potentielle maximale £, et I’énergie dissipée £, sont donnés par:

1 n
E, =5 2 (d=d)[ 1 (d)+ 1 (d)] (3.51)
1 n
Ey =52 (= d ([ @)+ ()] -[2d.)+ g ()]} (3.52)
i=l1
Charge 4
Partie supérieure du
cycle d’hystérésis
(chargement f(d)) \
Energie dissipée .-;5”::.. Partie inferieure du
fldi+1) R | cycle d’hystérésis
g(d;sr) il (déchargement g(d))
fdy) P
g(dy)
Energie potentielle
T Maximale

»
»

a d di+1

b Déplacement

Figure 3.15 Energie potentielle maximale et énergie dissipée
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La figure 3.16 présente 1’évolution de 1’énergie dissipée en fonction du nombre de cycles
des deux matériaux sandwichs et pour différentes longueurs de décohésion (0 mm, 20 mm, 40
mm et 80 mm). L’énergie dissipée diminue lorsque le nombre de cycles augmente. Cette
diminution est beaucoup plus marquée dans les premiers cycles et devient pratiquement
constante pour un nombre de cycles élevé. Au début du cyclage, la déformation des cellules
de I’ame a ’interface peaux/ame du sandwich se fait de manicre réversible, ensuite les parois
des cellules commencent & s’endommager permettant ainsi I’évacuation de I’air enfermée a
I’intérieur des cellules. Au bout de quelques centaines de cycles les cellules a I’interface sont
complétement écrasées et I’ame a cet endroit du sandwich se comporte comme un solide non
poreux. L’énergie dissipée dépend aussi de la densité de I’dme du sandwich. Pour un nombre
de cycles donné, I’énergie dissipée par le sandwich avec I’ame la plus dense est plus élevée
que celle du sandwich avec 1’ame la moins dense. La diminution de 1’énergie dissipée au
début de cyclage est beaucoup plus prononcée dans le sandwich avec 1I’ame la plus dense (100
kg m ). Au bout de quelques dizaines de cycles, I’énergie dissipée est devenue pratiquement
constante pour le sandwich avec une dme de faible densité, alors qu’elle continue a diminuer
dans l'autre cas. L’écrasement des cellules a ’interface peaux/ame se fait plus facilement

dans le sandwich avec ame de faible densité que celle a haute densité.
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Figure 3.16 Energie dissipée en fonction du nombre de cycles dans le matériau sandwich avec une dme de
densité de 60 et 100 kg m™ et pour une longueur de fissure de: a) 0 mm, b) 20 mm, c) 40 mm et d) 80 mm
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3.3.3.4 Amortissement

La dissipation d’énergie dans les matériaux sandwich est induite par différents procédés
tels que le comportement viscoélastique de 1’ame et de la matrice, I’amortissement a
I’interface la peau-ame, et 1’amortissement due aux dommages. En regle générale,
I’amortissement des structures sandwichs saines (sans fissure) est faible, ce qui peut réduire
les vibrations de structure avec des amplitudes élevées. Pour les sandwichs endommaggés,
I’amortissement est plus ¢élevé et cela dépend du type de dommages. Dans les matériaux
sandwich, une partie de 1’énergie est dissipée par 1’effet de la décohésion a I’interface peau-
ame. Dans les essais de fatigue cycliques, le facteur d’amortissement par cycle est donné par
le rapport entre 1’énergie dissipée (Ey) et I’énergie potentielle maximale emmagasinée (£,) par
cycle. Ainsi le facteur d’amortissement est donné par I’expression suivante:

Ed
= 3.53
1= 5n (3.53)

La figure 3.17 illustre I’évolution du coefficient d’amortissement en fonction du nombre de
cycles (avec une échelle semi logarithmique) pour différentes longueurs de la décohésion
dans le matériau sandwich avec ames de masse volumique de 60 kg m” et 100 kg m . Ce
résultat montre une augmentation de I’amortissement avec 1’augmentation de la longueur de
fissure. Pour une longueur de fissure donnée, I’amortissement est pratiquement constant dans
les premiers cycles de fatigue, la déformation des cellules de I’ame a I’interface peaux/ame du
sandwich se fait de maniére réversible. Lorsque le nombre de cycles de fatigue augmente,
I’amortissement augmente, dans ce cas les parois des cellules commencent a s’endommager

permettant ainsi I’évacuation de 1’air enfermée a I’intérieur des cellules.
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Figure 3.17 Facteur de perte en fonction du nombre de cycles pour différents longueurs de fissure et pour le
matériau sandwich avec une ame de densité : a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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Figure 3.18 Evolution du facteur de perte en fonction de la longueur de la fissure pour différents nombres de
cycles de fatigue (10, 100, 500, 100, 5000) pour un matériau sandwich avec une dme de masse volumique:

a) 60 kgm™ et b) 100 kgm™
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La figure 3.18 montre 1’évolution de I’amortissement en fonction de la longueur de fissure
pour différents nombres cycles (10, 100, 500, 1000 et 5000). L’amortissement augmente avec
I’augmentation de la longueur de la décohésion dans les deux types de matériau sandwich.
Pour une longueur de fissure et un nombre de cycles donnés, 1’amortissement dépend aussi de
la densité¢ de ’ame du sandwich. L’amortissement du sandwich avec une dme plus dense est
plus élevé que celui du sandwich avec une ame moins dense.

La variation de I’amortissement en fonction du nombre de cycles est considérablement plus
marquée dans le cas des éprouvettes en matériau sandwich avec dme de densité 100 kg m .
Dans le cas du sandwich avec une ame de densit¢ 60 kg m~> a 5000 cycles, la valeur de
I’amortissement est de 0,5% pour une éprouvette saine (sans fissure), alors qu’il est de 1,6%
pour une éprouvette avec une décohésion de longueur 80 mm. Dans la figure 3.18.b, un
plateau de la variation de I’amortissement du sandwich avec une 4me de 100 kg m™ est
observé jusqu’a 20 mm de la longueur de la décohésion, puis I’amortissement augmente
légerement lorsque la longueur de la décohésion augmente de 20 mm a 100 mm. La densité
de I’ame joue un role important sur la propagation de fissure, la résistance ainsi que sur la
durée de vie de ces matériaux. Une décohésion a I’interface peaux/dme réduit rigoureusement

la résistance et la durée de vie du sandwich.

3.4 Conclusions

Le travail de ce chapitre s’intéresse a 1’é¢tude du comportement en statique et en fatigue
cyclique, en flexion 3-points de matériaux sandwichs avec une fissure de type décohésion de
longueur variable entre 1’dme et la peau. Les matériaux utilisés dans ce travail sont constitués
de stratifiés a fibres de verre et de résine époxyde pour les peaux et d’une ame en mousse
PVC de différentes densités (60 et 100 kg m™). Une formulation basée sur la théorie des
plaques sandwiches est mise en place permettant de décrire le comportement statique d’une
éprouvette en matériau sandwich avec une décohésion de longueur variable. Elle a permis
d’évaluer la rigidité en flexion et la rigidité en cisaillement de I’éprouvette en fonction de la
longueur de fissure en utilisant les résultats des essais de flexion 3-points et en faisant varier
la distance entre appuis. L’analyse des résultats d’essais de fatigue sur des éprouvettes vierges
a montré que le domaine de comportement linéaire est limit¢ & de faibles valeurs des
déformations. Dans le cas des éprouvettes endommagées par fissuration, I’énergie dissipée est
calculée a partir des données expérimentales de la charge et du déplacement en fonction du
temps pour différentes longueurs de la fissure. L’amortissement est ensuite calculé a partir de
I’énergie dissipée et I’énergie potentielle maximale. L’analyse des résultats obtenus a montré
que la rigidité, les cycles d’hystérésis et I’amortissement sont sensibles a la longueur de
fissure et au nombre de cycles de fatigue et peuvent étre proposés en tant qu’indicateurs
d’endommagement pour le suivi de I’état de santé de I’éprouvette au cours de la fatigue. Une
décohésion a I'interface réduit rigoureusement la résistance et la durée de vie des matériaux

sandwichs.
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Chapitre 4 Analyse expérimentale et par ¢léments finis du comportement vibratoire des matériaux sandwichs

Résumé

Ce chapitre présente une analyse expérimentale et par ¢léments finis du
comportement vibratoire des matériaux sandwichs sains et endommagés par
décohésion de longueur variable. L’analyse expérimentale est menée dans le
cas de vibration en flexion de poutres. La réponse en fréquence a une
impulsion, menée a I’aide d’un vibromeétre laser, a permis de mesurer la
fréquence et I’amortissement de ces matériaux autour de chaque pic de
résonance en fonction de la longueur de fissures. Une modélisation de
I’amortissement des matériaux sandwichs a été¢ développée en utilisant les
résultats d’une analyse par ¢€léments finis. L’évaluation de différentes
énergies emmagasinées a permis de déterminer [’amortissement des
différents sandwichs en fonction de la longueur de fissure. Les résultats
obtenus par cette approche sont comparés a ceux obtenus

expérimentalement.
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Chapitre 4

Analyse expérimentale et par éléments finis du
comportement vibratoire des matériaux sandwichs sains et
endommagés

4.1 Introduction

L’étude expérimentale qui a été menée au chapitre précédent a permis de mettre en
¢vidence I’influence de la longueur d’une fissure de type décohésion entre la peau et I’ame sur
les propriétés mécaniques déduites en statiques et en fatigue cyclique des composites
sandwichs. La connaissance de ces propriétés (en statique et en fatigue) ne suffit pas, puisque
le développement de ces matériaux dans les hautes technologies nécessite des informations
complémentaires sur les propriétés dynamiques. C’est ainsi dans ce chapitre nous allons
mettre en place un processus d’analyse expérimentale et par éléments finis du comportement
vibratoire du matériau sandwich avec un endommagement de type décohésion de longueur
variable. Les résultats obtenus expérimentalement sont comparés a ceux obtenus par ¢léments

finis.

4.2 Equation des vibrations transverses d’une poutre orthotrope

4.2.1 Equation du mouvement

L’équation du mouvement transverse de la plaque dans le cas ou le stratifi¢ n’est soumis a
aucune charge transverse s’écrit [77-80]:
4
a WO

+4D,
ox? 10 9x3 ady

a4w0+2(D +2D )M
12 66 axzayz

4 4 2
0x dy dy ot

Dll

(4.1)

Ou wy est le déplacement transverse de la poutre. Les expressions générales des rigidités D,

sont données par les relations (3.11) a (3.14):

La théorie des poutres analyse le cas de plaques dont la longueur est trés supérieure a la
largeur (a>>b), la largeur étant toutefois élevée par rapport a I’épaisseur de la plaque (fig 4.1).
La théorie des poutres fait I’hypothese que, dans le cas d’une flexion suivant I’axe x, le
moment de flexion dans la direction y et le moment de torsion sont nuls et d’autre part, le

déplacement transverse ne dépend que de la coordonnée x :
wo (%, ,1) = wy (x,2). 4.2)

L’équation (4.1) de vibration en flexion des poutres se réduit alors a :
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07w 0w
Ps atz‘) +Dy; axf =0, (4.3)

Figure 4.1. Elément de poutre

L’équation de vibration apparait comme celle d’une structure de rigidité par unité de surface

9*w, 9*w,
P, o7 +k, o =0, (4.4)
Ou kg égalea:
ko= (4.5)
N Dl_ll

L’équation (4.4) des vibrations transverses peut également étre exprimée sous la forme :

o*w o*w
(I wéa“ 0

=0, 4.6
ot ox* (4.6)

en introduisant la pulsation propre du systéme non amortie, exprimée par :
O =— "> 4.7)

ou a est la distance entre les supports de la poutre.

Quand une poutre en flexion vibre suivant un de ses modes propres, le déplacement transverse

en un point de coordonnée x varie harmoniquement en fonction du temps suivant :

wo (x,2) = X; (x)(4; cos @yt + B; sinwit), 4.8)

1
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Ou X, (x) est la déformée modale du mode i et @, sa fréquence angulaire. En reportant ce

déplacement dans 1’équation de mouvement (4.6), nous obtenons :

4
X, 1oy (4.9)

dx*t o (uﬁ l

La forme générale de la solution de cette équation peut se mettre sous la forme :

Xi(x)ZCiSiIlK'i§+Dl-COSK}§+EiSinhK}§+F;COShKi§. (4.10)

Le paramétre k; et les constantes C;, D;, F; et F; sont déterminés en fonction des conditions

imposées au niveau des supports de la poutre. Les modes propres ayant été obtenus pour des
conditions données au niveau des supports de la poutre, la réponse de la poutre est obtenue

par superposition de I’ensemble des modes propres, suivant :

e}

Wo (x,t):ZXi(x)(Ai cos @it + B; sin ). (4.11)
i=1

4.2.2 Vibration transverse amorties d’une poutre

L’équation des vibrations transversales amorties d’une poutre soumise a une charge

transverse g dans le cas de I’amortissement visqueux s’écrit sous la forme [77] :

2 4
8w0+c 8w0+k o'w,

= q(x,t 4.12
ps atz N at s ax4 Q(‘x ) ( )

Ou c, est le coefficient d’amortissement visqueux par unité de surface. L’équation peut
s’écrire aussi sous la forme :
4

2

. 1 .
Ou la charge réduite p(x,t) = g(x,t)—. L’équation de mouvement (4.13) peut étre

N

transformée en coordonnées modales sans amortissement, en introduisant I’équation :
wy(x5,0)= Y A1) X, (x) (4.14)
i=l1
En multipliant I’expression obtenue par la fonction propre X, et en intégrant sur la longueur

de la poutre. Nous aurons :

67



Chapitre 4 Analyse expérimentale et par ¢léments finis du comportement vibratoire des matériaux sandwichs

I g4

= e o/ o ! /
Z[q) XX dx+= ¢I XX dx + @ d’ j X, desz j X, p(x,0)dx  (4.15)
P 0 P, Jo o dt 0

En tenant compte des relations d’orthogonalité et de normalisation [81] 1’équation précédente
se réduit sous la forme :

o0 c

g+

P

N

b+&id=p  i=12,.. 00 (4.16)

De manicre a obtenir une expression analogue a celle obtenue dans le cas d’un systéme a un
degré de liberté avec amortissement, le coefficient d’amortissement modal & est introduit, lié

a I’amortissement visqueux par la relation :

S =280 (4.17)
Py

L’équation du mouvement en coordonnées modales est alors donnée par :
¢i+2§ia)i¢i+a)i2¢i:pi i:152,-'-a°° (418)

Chacune des équations est découplée de toutes les autres équations. La réponse ¢.(f) de

chaque mode i peut étre déterminée de la méme maniére que pour un systéme a un degré de

liberté avec amortissement visqueux. Le déplacement transverse est ensuite obtenu. Dans le
cas ou la poutre est soumise a une charge sinusoidale g(x,t)=gq, (x)cos @, la composante de

la charge réduite pour le mode i est alors donnée par I’expression suivante:

p,(1)=p,, cosax (4.19)

Avec
1 !
Do =—j q,Xdx (4.20)
Py Jdo

L’équation (4.18) de mouvement en coordonnées modales devient :
¢,+25w ¢+ W' =p,,cosx i=1,2,...,00 (4.21)
La réponse en régime permanent du mode i est alors donnée par 1’expression :

6,(t) = L2 K ()(a, cos a1 +b, sin ) (4.22)
()}

1

Ou
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a,=1-0'/af b=20w (4.23)
K (w)= 1 (4.24)
(-0 @ 26 0 o) '
Le déplacement transverse est ensuite écrit :
— N pmi :
wy (x,1) = D= K () X, (x)(@, cos @t +b, sin ax) (4.25)
Py
Le déplacement transverse peut également s’écrire sous la forme :
w0 =Y LK () X, (x) cos(@t — ) (4.26)
i=1 7
Avec
L 2l 0w
(w)=tan" 2L 4.27
qoz( ) 1— a)z/a)iz ( )

L’équation (4.18) de mouvement harmonique peut aussi étre exprimée dans le domaine

fréquentiel sous la forme :
P (w)=H,(w)P(w) i=1,2,...,00 (4.28)

Ou @, (w) et P(w) sont les amplitudes complexes associées respectivement a ¢ (@) et

p.(w), et en introduisant la fonction de transfert :

H (@)= H,() (4.29)

1

Avec

1

H. (@@= & y+2i 0 @

(4.30)

H,, est la fonction de transfert réduite. La réponse temporelle ¢ (7) est ensuite exprimée sous

la forme (4.21) avec :

K (@-H,(0) @31

Et

a=Re[H, (o)] b=Im[H ()] (4.32)
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4.2.3 Réponse dans le cas d’une charge concentrée impulsionnelle

Dans le cas d’une charge concentrée, exercée au point x=x, d’une poutre, la charge

exercee s’écrit :
q(x,t)=q(x,,t) = 6(x—x,)q, (1) (4.33)

Ou d(x—x,) estla distribution de Dirac localisée enx, . La composante modale de la charge

réduite est :

PO=p @L’ X,(x)3(x— (4.34)
Soit :
p(0)=X,()p,(0) (4.35)
Avec :
X0 :p% 10 (4.36)

Dans le cas d’un impact, la charge réduite peut se mettre sous la forme :

()= po(t) (4.37)
ou p, estune constante et J(¢) est la fonction impulsion de Dirac. Cette fonction peut étre

décomposée en transformée de Fourier suivant :

5(t) = r édw (4.38)

L’excitation par impact génere donc 1’ensemble des fréquences, et pour chaque fréquence

I’équation de mouvement en coordonnées modales s’écrit sous la forme de 1’équation (4.21) :
0+ 28,0+ 04 = p,, cos (4.39)
Avec :
P =X (X)) (4.40)

L’équation du mouvement (4.25) peut également étre écrite sous la forme (4.28) ou la

fonction de transfert est exprimée suivant (4.29) et (4.30) dans le cas d’une modé¢lisation de
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I’amortissement par frottement visqueux. Des résultats établis dans le paragraphe précédent, il

en résulte donc que le déplacement transverse peut s’écrire sous la forme (4.26), suivant :

W50 = DX )X, () K (@) cos(@r- ) (4.41)

i=1 7

Avec dans le cas d’une modélisation par frottement visqueux :

K.(0)= 21 (4.42)
J1-0/@) +(2£ )
() = tan™ % (4.43)

Dans le cas d’une poutre en flexion avec une extrémité encastrée et [’autre libre, les

déformées modales s’écrivent :
X X . X . X
Xi(x)=cosm7—coshlq7—%(sml(l?—smhm?j (4.44)
ou les constants «; et y, sont reportées dans le tableau 4.1.

Tableau 4.1. Valeurs des coefficients de la fonction dans le cas d’une poutre encastrée-libre

M 1 2 3 4 5 6 7
K, 1,8751 4,6941 7,8548 10,996 14,137 17,279 20,420
v, 0,7341 1,0185 0,9992 1,000 11,000 1,000 1,000

4.3 Analyse expérimentale effectuée
4.3.1 Dispositif expérimental

L’analyse modale expérimentale des vibrations avec excitation par impact présente
I’avantage d’étre assez simple a mettre en ceuvre. La figure 4.2 montre le dispositif
expérimental utilisé pour étudier les vibrations des poutres en configuration encastrée-libre.
La structure est excitée en un point a I’aide d’un marteau d’impact et la réponse est détectée
en un autre point de la structure a 1’aide d’un vibrometre laser Polytec. Ce vibrometre est
constitué¢ d’une téte optique OFV 302 R associ¢e a un contréleur OFV 3000. Les signaux
d’excitation de la poutre et de sortie du vibrometre laser sont ensuite numérisés et traités par

un analyseur dynamique de signaux développé par la société Siglab. Cet analyseur est
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constitué d’une carte d’acquisition et de traitement, associée a un logiciel résidant de controle
et traitement des signaux. La carte d’acquisition est équipée d’un processeur, permettant
I’acquisition simultanée de deux signaux avec une fréquence maximum d’échantillonnage de
50 kHz avec une résolution de 13 bits sur chaque canal. Ce systéme effectue 1’acquisition des
signaux, contrdle les conditions d’acquisition (sensibilité, bande passante, conditions de
déclenchement, etc), effectue le traitement des signaux (transformée de Fourier, réponse en
fréquence, etc). Les signaux et les traitements associés peuvent étre ensuite sauvegardés, pour
des post-traitements.

Carte d’acquisition
SigLab 20622

Poutre

Controleur OFV 3000
Vibromeétre Laser OFV302
R

Figure 4.2 Dispositif expérimental dans le cas d’une excitation par impact

4.3.2 Méthode d’analyse des résultats expérimentaux

L’analyse expérimentale a été effectuée dans le cas de la flexion de poutres, les poutres
¢tant encastrées a une extrémité et libres a I’autre. Les poutres sont constituées des matériaux
considérés au chapitre 3. Elles sont graduées afin de repérer la coordonnée de I’'impact et celle
du point de mesure (figure 4.3). L’origine du repére correspond a la limite de 1’encastrement.
Toutes les distances de mesures sont données a partir de ce repere. Les poutres sont excitées
en un point d’abscisse x; et la réponse est relevée en un point d’abscisse x. Ces points doivent
étre choisis de telle sorte que ni le point de mesure, ni le point d’impact ne soient sur un nceud
de vibration. Générer I’impact en une position proche d’un encastrement présente 1’avantage
d’étre certain qu’une gamme importante de modes soit excitée sans risquer de se situer sur un

nceud de vibration, et ceci avec une grande qualité de signal d’impact.
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Nous avons effectué des relevés de mesures en différents points afin d’€tre certains de ne
pas oublier des fréquences propres. La figure 4.4 donne un exemple de la transformée de
Fourier de la réponse a une excitation impulsionnelle. Cette réponse fait apparaitre les pics

correspondant aux fréquences propres de vibration.

Bloc d’encastrement

Point de Point
mesure d’impact

Figure 4.3 Point d’impact et point de mesure

80
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Figure 4.4 Exemple de fonction de réponse en fréquence d’une poutre encastrée libre excitée par impact
4.4 Evaluation expérimentale de ’amortissement du matériau sain

4.4.1 Amortissement des composites a fibres croisés (peaux)

L’¢étude expérimentale a été réalisée sur un matériau composite crois¢ a fibres de verre et
résine époxyde du type [0,/90;]s. La mise en ceuvre du stratifié a été effectuée au laboratoire
sous forme de plaque de longueur égale a 300 mm, largeur 300 mm et d’épaisseur nominale 3
mm. Le matériau a été réalisé par stratification successive de couches orientées a 0° et 90°. Le
tableau 4.2 donne les caractéristiques mécaniques obtenues a partir des essais statiques dans le

plan (L,T) effectués sur des éprouvettes du composite étudié.
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Tableau 4.2 Caractéristiques mécaniques du composite a fibres croisés (peau)

Modules EL (GPa) ET (GPa) GLT (GPa) vir
Stratifié
0,/90,], 11 10,5 2,25 0,24

L’amortissement des matériaux a ét¢ mesuré en flexion de poutres, conformément a 1’analyse
expérimentale présentée au paragraphe 4.2, sur des poutres de largeur égale a 40 mm et pour
des longueurs égales a 230, 250 et 270 mm. Les poutres sont encastrées en une extrémité et
I’autre extrémité est libre (figure 4.5). L’influence éventuelle de I’encastrement a été évaluée
en comparant les résultats obtenus, dans le cas ou deux extrémités opposées €taient encastrées
avec les résultats obtenus dans le cas ou une seule extrémité est encastrée. Les amortissements
mesurés dans les deux cas sont sensiblement confondus, montrant qu’un encastrement

n’introduit pas de variation significative sur la valeur mesurée de 1’amortissement.

L’analyse des courbes de réponse a ¢été ensuite effectuée par ajustement de la relation

(4.44) du modele avec frottement visqueux (relations (4.42) et (4.43)), avec les courbes
expérimentales. Cet ajustement a été réalisé par une méthode des moindres carrés a 1’aide du
module d’optimisation du logiciel Matlab. Il permet d’obtenir les valeurs des fréquences
propres f;, et du coefficient d’amortissement modal & (cas du modele avec amortissement
visqueux).
Les mesures d’amortissement ont été effectuées suivant trois directions a 0°, 45° et a 90° par
rapport a une direction de référence dans le cas d’un stratifié¢ unidirectionnel et d’un stratifié
crois¢. La connaissance des courbes expérimentales donnant I’amortissement en fonction de
la fréquence pour différentes orientations permet de déduire les valeurs de ¥, , Y. et ¥4, en
utilisant les formulations d’Adam et Bacon [82] et Ni et Adam [83].

Figure 4.5. Dispositif expérimental pour évaluer ’amortissement d’une peau en matériau composite de type
g )4 P p )4 p P

[0/90,]..

La variation du facteur de perte en fonction de la fréquence suivant les différentes
directions pour le matériau étudié est reportée dans la figures 4.6. Nous observons que, pour

une direction donnée, I’amortissement augmente de fagon quasi linéaire lorsque la fréquence
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croit. Les variations du facteur de perte suivant les différentes directions sont reportées dans
le tableau 4.3, pour quatre fréquences 50, 100, 500 et 800 Hz. Ces résultats expérimentaux
font apparaitre que le maximum d’amortissement est obtenu par cisaillement dans le plan (x,
z). Les facteurs de perte suivant la direction longitudinale x (ou y) sont inférieurs a ceux

obtenus suivant la direction transversale z.

2,0
Ny,
([ ]
1,6 N,
n
1,2

Facteur de perte n (%)

0,0 T T T T T T T T

0 200 400 600 800 1000 1200 1400 1600 1800

Fréquence (Hz)

Figure 4.6. Détermination expérimentale de I’amortissement suivant les différentes directions en fonction de
la fréquence, obtenue en flexion de poutres de composites stratifiés du type [0,/90,]

Tableau 4.3. Facteurs de pertes des éprouvettes en composite stratifié [0,/90,]; déduits de ’analyse

expérimentale.

Fréquence (Hz) Ner (%) 122 (%) M2z (Y0)
50 0,30 1,28 1,37
100 0,36 1,36 1,44
500 0,55 1,49 1,58
800 0,76 1,58 1,68

4.4.2 Amortissement des mousses en PVC (ames)

Dans le cas des matériaux viscoélastiques, les caractéristiques dynamiques dépendent de la
fréquence et sont généralement déterminées a partir de la norme ASTM E 756 [84].
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L’¢évaluation des caractéristiques d’un matériau viscoélastique est alors effectuée a partir des
vibrations en flexion d’une poutre encastrée constituée de deux couches d’acier ou
d’aluminium de faibles épaisseurs de part et d’autre de la couche viscoélastique. Dans notre
travail nous avons utilis¢ cette technique pour évaluer I’amortissement des ames étudiées.
Différents types de poutres ont été élaborés sous vide au laboratoire. Elles sont constituées de
mousses en PVC pour I’ame et de peaux en aluminium de 4 mm d’épaisseur. Elles sont
différenciées par la masse volumique de I’ame (60 et 100 kg m™). Les 4mes en mousse ont été
découpées sous forme de poutres de largeurs égales a 40 mm, et pour des longueurs égales a
230, 250 et 270 mm. Les deux couches d’aluminium ont été¢ découpées selon les mémes
dimensions que les ames. L’adhésion peaux-ame est effectuée a 1’aide de la résine époxyde.

L’¢étude expérimentale en flexion a été menée sur des poutres encastrées en une extrémité et
I’autre étant libre (figure 4.7). Dans la partie encastrée de la poutre, la mousse a été remplacée
par un bloc en acier pour ne pas €craser la mousse au cours du serrage de 1’éprouvette. La
figure 4.8 donne un exemple de la transformée de Fourier de la réponse a une excitation
impulsionnelle d’une poutre en mousse PVC entre deux peaux d’aluminium. Cette réponse
fait apparaitre les pics correspondant aux fréquences propres des vibrations de la poutre.
L’analyse de ces courbes de réponse a été ensuite effectuée par ajustement par une méthode
des moindres carrés a 1’aide du module d’optimisation du logiciel Matlab. L’ajustement des
courbes de réponse expérimentale permet donc d’obtenir les valeurs des fréquences
propres f;, et du coefficient d’amortissement modal & ou du facteur de perte 7, de chaque

mode.

Bloc d’encastrement

Peaux en aluminium |

Figure 4.7. Poutre et encastrement utilisés pour évaluer I’amortissement des mousses PVC.
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Figure 4.8. Exemple de fonction de réponse en fréquence d’une poutre aluminium/PVC/aluminium utilisée
pour évaluer ’amortissement des mousses PVC

Les variations du facteur de perte en fonction de la fréquence, obtenues pour les éprouvettes
aluminium-mousse, pour les deux masses volumiques de mousses sont reportées sur la figure
4.9. Nous observons une diminution de I’amortissement en fonction de la fréquence, avec une
diminution rapide en basse fréquence, 1’amortissement devenant pratiquement constant pour
des fréquences élevées pour les deux mousses. Nous observons aussi que lorsque la masse
volumique de la mousse augmente le facteur de perte diminue. Ce comportement est attribué
a la taille des cellules fermées contenant de I’air, constituant la mousse comme le montre la
figure 4.10. Lorsque la masse volumique est élevée, la taille des cellules est faible et donc la
quantité 1’air emmagasiné dans les cellules est faible, entrainant ainsi un faible amortissement
lorsque la masse volumique des mousses augmente. Les valeurs des amortissements déduites
de I’analyse expérimentale pour plusieurs fréquences sont reportées dans le tableau 4.4.

Tableau 4.4. Facteurs de pertes des éprouvettes aluminium-mousse déduits de I’analyse expérimentale
pour différentes masses volumiques des mousses.

7n;(%) HEREX C70.55  17;(%) HEREX C70.90

Fréquence (Hz)
(60 kg m™) (100 kg m™)
100 4,38 3,38
200 3,13 2,8
500 1,66 1,46
800 1,53 1,37
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5 | 60 kg m

Facteur de perte 1 (%)
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Figure 4.9. Détermination expérimentale de I’amortissement en fonction de la fréquence de poutres
aluminium-mousse en PVC de masse volumique 60 kg m™ et 100 kg m™

HEREX C70 55 (60 kgm™) HEREX C70 95 (100 kgm™)

Figure 4.10. Observation a I’aide du microscope a balayage électronique des faciés des mousses de masse
volumique 60 et 100 kg m™
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4.4.3 Amortissement des matériaux sandwichs

L’¢étude expérimentale a été réalisée sur différents types de sandwichs, constitués de mousse
en PVC pour I’ame et de stratifiés croisés a fibres de verre pour les peaux. Dans la partie
encastrée de la poutre sandwich, la mousse a été remplacée par un bloc en acier pour ne pas
écraser la mousse lors du serrage de 1’éprouvette (figure 4.11). Les poutres sont différenciées
par la masse volumique de I’ame (60 kg m~et 100 kg m™). L’amortissement des poutres a été
mesuré¢ en flexion, conformément a 1’analyse expérimentale utilisée dans le cas des poutres
aluminium-mousse. L’étude expérimentale en flexion a ét¢ menée sur des poutres de largeur
¢gale a 40 mm et pour des longueurs égales a 230, 250 et 270 mm. Les poutres étaient
encastrées a une extrémité, I’autre étant libre.

L’¢évaluation de I’amortissement est effectuée de la méme maniere que dans le cas des
poutres aluminium-mousse en ajustant la réponse en fréquence a I’aide du logiciel de la boite
a outils de Matlab. La figure 4.12 donne 1’évolution du facteur de perte déduit de 1’analyse
expérimentale en fonction de la fréquence pour les trois premiers modes de flexion et pour les
deux matériaux sandwichs étudiés. Les résultats obtenus font apparaitre une discontinuité de
I’évolution de facteur de perte lors du passage d’un mode propre a I’autre. Par ailleurs, pour
un mode donné le facteur de perte diminue lorsque la fréquence augmente. La comparaison
des résultats obtenus pour les deux sandwichs montre que pour un mode donné

I’amortissement diminue lorsque la masse volumique de I’ame augmente.

Figure 4. 11. Poutre et encastrement utilisés pour évaluer I’amortissement d’une poutre en matériau
sandwich
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1,4
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Figure 4.12. Détermination expérimentale de I’amortissement en fonction de la fréquence dans le cas de

poutres en matériaux sandwichs pour trois longueurs (230, 250 et 270 mm) et pour une masse volumique de
Pime : a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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4.5 Analyse par éléments finis

4.5.1 Formulation de I’équation de la dynamique

L’équation de la dynamique de la structure est obtenue en écrivant que 1’énergie totale est
stationnaire. Soit [77-78]:

5 (; U'MU- U KUjdt+ 5I U'Fdt = (4.45)

4

Ce qui conduit a I’équation usuelle :

MU+KU=F, (4.46)

ou U est la matrice accélération de la structure. Les matrices K, M , F sont respectivement
les matrices de rigidité, de masse et de charge.

Dans le cas ou les phénomenes d’amortissement peuvent €tre décrits par un amortissement de
type visqueux, il est possible de caractériser I’amortissement par une fonction énergie de

dissipation de forme quadratique :
U, :%U’ CcU, (4.47)
ou C est la matrice d’amortissement, symétrique et non négative. L’équation (4.46) de la

dynamique de la structure est alors modifiée suivant :
MU+CU+KU=F, (4.48)

La présence du terme d’amortissement complique alors considérablement la solution du
probléme. La résolution de I’équation (4.48) peut étre obtenue soit par intégration directe par
des méthodes numériques telles la méthode de Newmark, soit par superposition modale [85-
86]. C’est cette derniere méthode que nous considérons par la suite. Notons que la méthode
par intégration directe ne présente par de limitation liée a la forme de la matrice
d’amortissement. Par contre 1’utilisation de la méthode de superposition modale est
pratiquement limitée au cas de faibles amortissements et au cas ou la matrice d’amortissement
est diagonale. En outre, le contenu fréquentiel de 1’excitation ne doit pas étre trop étendu de

maniere a n’avoir a considérer qu’un nombre limité de modes.

4.5.2 Equation dynamique en absence d’amortissement

En absence d’amortissement, 1’équation (4.46) s’écrit, en I’absence de charges, sous la

forme :

MU+KU =0. (4.49)
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Les solutions recherchées pour cette équation, dans le cas de vibrations libres, sont de types

harmoniques :

U = X(Acoswt+ Bsinax), (4.50)

ou X est un vecteur d’ordre n, et @ est la pulsation des vibrations harmoniques. Les
constantes A et B sont déterminées a partir des conditions initiales a 1 =0.
Compte tenu de I’expression (4.50), I’équation (4.49) associée aux vibrations libres de la

structure devient :
KX =0’ MX. 4.51)

Vu la nature des matrices structurelles, ce systéeme homogene de n équations linéaires admet n
solutions : (&, X)), (&}, X,),..., (&, X,).

n?

ou @, @, ..., @

n?

sont les valeurs propres et X, X,,..., X, sont les vecteurs propres.
L’orthogonalité des vecteurs modaux conduit a :

, lsii=j
X'MX =1 (4.52)
P10, sii# .

Les valeurs propres du systéme sont ensuite données suivant :

0<af <@k <.<a) (4.53)

4.6 Modélisation par éléments finis

4.6.1. Géométrie et caractéristiques mécaniques

Le calcul de structures par éléments finis est effectué en utilisant le code de calcul
ABAQUS [87]. L’¢lément utilisé est un élément 2-D de type CPS4 a quatre nceuds basé sur la
théorie d’¢lasticité plane (figure 4.13). Le matériau sandwich est modélisé par trois structures,
deux structures anisotropes correspondant aux peaux au comportement mécanique anisotrope,
encadrant une structure isotrope représentant I’dme en mousse PVC. Les propriétés
mécaniques des couches représentant les peaux sont caractérisées par les rigidités réduites
011, 033, O;3 et Oss exprimées dans les axes de la couche. Ces rigidités sont déduites de
I’équation (3.15) des modules E;, E7, G et vy de la couche dans ses axes et sont donnés
dans le tableau 4.5. L’ame en mousse PVC est considéré comme un matériau isotrope, les
caractéristiques mécaniques ont été données dans le tableau 3.4. La fissure est modélisée
comme un vide, entre la peau et ’ame, elle ne se propage pas au cours de la vibration.
L’analyse par éléments finis permet d’établir I’équation (4.49) des vibrations libres non
amorties de la structure. Le code de calcul ABAQUS utilise la méthode de Lanczos [88] pour
la résolution de cette équation. La méthode Lanczos est extrémement performante, a une mise

en ceuvre délicate et elle ne permet pas de détecter des valeurs propres multiple. Cette
résolution conduit ensuite aux fréquences propres @’ et aux vecteurs propres X, des
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vibrations. L’analyse par ¢léments finis évalue également les champs des contraintes et des

déformations dans chaque élément des constituants de la structure en matériau sandwich.

Tableau 4.5. Rigidités réduites dans le plan (x, z) des peaux en stratifié de type [0,190,],

Propriétés mécaniques Qu Qn Qi Qi Qi Qn Qx Qn Qs Qss

GPa 1,6 0 1,06 0 42 1,06 0 1,1 0 2,45

Peau
Ame
Peau

Repeére local

my

X7

Figure 4.13. Elément 2D de type CPS4

4.6.2. Effet de la décohésion sur les fréquences propres

L’analyse des résultats statiques du chapitre précédent a montré que lorsque la taille de la
fissure a I’interface peau/ame de la poutre en matériau sandwich augmente, la surface de
transfert des contraintes de cisaillement entre les peaux et 1’ame diminue et a pour
conséquence une diminution de la résistance et de la rigidité du matériau sandwich.

Pour examiner cet effet sur le comportement vibratoire de la poutre en matériau sandwich,
des ¢études sur une large gamme de tailles de fissure ont été effectuées. Le modele d’¢léments
finis de la poutre en matériau sandwich en présence d’une fissure entre la peau et ’ame au
centre a été pris en considération.

L’¢étude expérimentale est effectuée sur plusieurs poutres en matériaux sandwichs, dans la
partie encastrée, I’ame a ét¢ remplacée par un bloc en acier pour ne pas €craser I’ame en

mousse PVC lors du serrage de I’éprouvette. L’¢tude expérimentale a ét¢ menée en flexion
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sur des éprouvettes endommagées par fissuration de longueur variable. La fissure est initiée

entre I’ame et la peau et sa progression se fait tous les 2 mm (figure 4.14).

Fr 5

Peau Fissure

)

Bloc d’encastrement
Peaux en stratifiés Fissure |

Figure 4.14. Poutre en matériau sandwich endommagée par décohésion

L’analyse des courbes expérimentales de la réponse en fréquence a été ensuite effectuée
par ajustement par une méthode des moindres carrés a 1’aide du module d’optimisation du
logiciel Matlab. Il permet d’obtenir les valeurs des fréquences propres f; et du coefficient
d’amortissement modal & pour chaque mode et pour chaque longueur de fissure. Pour mettre
en évidence I’influence de la taille de fissure sur les valeurs des fréquences propres, nous
avons reporté sur les figures 4.15 a 4.17, I’évolution de la fréquence propre en fonction du
taux de fissuration pour les trois premiers modes de vibration dans le cas des deux matériaux
sandwichs (60 kg m " et 100 kg m ). Ce taux est défini comme étant le rapport de la longueur
de la fissure rapportée a la longueur de la partie libre de I’éprouvette. Les résultats obtenus
expérimentalement sont comparés a ceux obtenus par I’analyse par éléments finis. Le calcul
par ¢éléments finis a été effectué en tenant compte de la variation des caractéristiques
mécaniques de I’ame en fonction de la fréquence. L’analyse des résultats obtenus montre
que :

- Globalement, la fréquence diminue lorsque la longueur de fissure augmente. Cette
diminution est due a la dégradation de la rigidité du matériau sandwich qui est la
conséquence directe de la diminution de la surface de transfert de la charge entre
les peaux et I’ame.

- Les résultats obtenus par élément finis et ceux expérimentaux sont en bon accord

pour les trois premiers modes et pour les deux matériaux sandwichs.
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Dans le tableau 4.6., sont reportées a titre d’exemple, les valeurs des fréquences propres
obtenues expérimentalement et celles obtenues par ¢léments finis ainsi que les €carts, dans le
cas du matériau sandwich avec une 4me de masse volumique de 60 kg m™. La valeur de la
fréquence propre en mode 1 est de 196 Hz pour le matériau sandwich sain, alors qu’elle n’est
que de 83 Hz dans le matériau avec un taux de fissuration de 70%. En mode 3, la valeur de la
fréquence propre passe d’une valeur de 1350 Hz dans le cas d’un matériau sandwich sain a la
valeur de 480 Hz dans le cas d’un matériau sandwich endommagé avec un taux de fissuration
de 70%.
L’¢écart entre les valeurs expérimentales et celles obtenues par ¢léments finis ne dépasse pas
4% a faible taux de fissuration, alors que cet €cart peux atteindre les 16% pour des taux de
fissuration €levés. Cet écart peut étre attribué¢ aux effets de contact et de frottement au niveau
des surfaces de la fissure, dont le calcul par éléments finis n’a pas tenu compte.

Le décalage fréquentiel pourrait étre utilis€ comme un outil de CND pour suivre la

propagation de la fissuration dans les matériaux sandwichs.

Tableaud. 6. Ecart entre la fréquence expérimentale et celle obtenue par éléments finis en fonction du taux de
fissuration du matériau sandwich avec une ame de masse volumique 60 kg m™

Taux de Mode 1 Mode 2 Mode 3
fissure%
EF Exp. Ecart% EF Exp. Ecart% EF Exp. Ecart%

0 195 196 0,19 696 698 0,29 1354 1352 0,15
8 194 194 0,00 695 695 0,00 1289 1281 4,97
16 190 188 0,95 691 683 1,16 1231 1213, 5,68
24 182 176 3,42 680 658 3,24 1148 1104 6,91
32 170 160 5,83 656 614 6,40 1059 973 10,73
40 155 144 7,32 606 556 8,25 918 880 6,18
48 139 126 9,43 524 482 8,02 780 701 12,59
56 125 108 13,73 434 394 9,22 693 616 13,97
64 111 94 15,89 358 329 8,10 621 547 15,06
72 99 83 16,41 300 272 9,33 556 483 16,15
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Figure 4.15. Comparaison entre les fréquences déduites de I’expérience et de la modélisation pour le mode 1
dans le cas du matériau sandwich avec une dme de masse volumique :a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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Figure 4.16. Comparaison entre les fréquences déduites de ’expérience et de la modélisation pour le mode 2
dans le cas du matériau sandwich avec une dme de masse volumique : a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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Figure 4.17. Comparaison entre les fréquences déduites de I’expérience et de la modélisation pour le mode 3
dans le cas du matériau sandwich avec une dme de masse volumique :a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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A titre d’exemple, la figure 4.18 compare les déformées des trois premiers modes de vibration
obtenues par la modélisation par éléments finis dans le cas d’une poutre saine (fig 4.18.a), une
poutre avec une fissure de longueur 40 mm (fig 4.18.b) et une troisiéme avec une longueur de
fissure de 100 mm (fig 4.18.c) dans le cas du sandwich avec une ame de masse volumique 60

kg m ™. Nous observons que:

- Les déformées des trois premiers modes sont similaires dans le cas des deux

éprouvettes saine et la moins endommagée (Fig 4.18 (a) et (b)).

- Une déformation en flexion beaucoup mois importante dans le cas de la poutre la plus
endommagée, ce comportement est du au déplacement de la peau supérieure dans un

sens inverse de celui de la poutre.

- Les déformées modales de 1’éprouvette avec une décohésion de longueur 100 mm

montre une ouverture de la fissure aux modes 2 et 3, cette ouverture est beaucoup plus

importante en mode 3 qu’en mode 2.

Mode 1 Mode 1 Mode 1

Mode 2 Mode 2 Mode 2

Mode 3 ‘ Mode 3 Mode 3
(a) (b) ©

Figure 4.18 Déformées obtenues par éléments finis pour les trois premiers modes de vibration d’une poutre
sandwich avec une dme de masse volumique de 60 kg m™ : a) poutre saine, b) et c¢) poutres endommagées
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4.7 Modélisation de ’amortissement d’une structure en matériau
sandwich

4.7.1 Evaluation des énergies de déformation

L’analyse par éléments finis basée sur la théorie des contraintes planes donne, pour un
mode de vibration donné¢, les valeurs des contrainteso, ,0,,, 0, et des déformations €,

xx > zz 2 Xz

&

zz

£_ dans les éléments des peaux (p) inférieure et supérieure et dans I’ame (a) pour un

¢lément fini e. L énergie de déformation stockée U; d’un élément e est donnée en fonction

des énergies dans les axes du matériau sous la forme :
U;=U; +U_ +U (4.54)

Avec :

XX T XX

U;=%I‘LO' £ dxdz

zz " zZz

Ue =%J.J.e0' £_dxdz (4.55)

Ufz=%IJ.60' £ dxdz

XZ Xz

ou les intégrales sont étendues a I’ensemble de la surface d’un élément fini e. U est
I’énergie de déformation emmagasinée en tension-compression le long de la direction x du
matériau, U est I’énergie de déformation emmagasinée en tension-compression le long de la
direction z du matériau, U est I’énergie de déformation emmagasinée dans le plan (plan (x,
z)) de cisaillement. Les énergies totales de la structure suivant les différentes directions sont
données par sommation sur tous les ¢éléments finis de la structure sandwich.

Uxx: Z ij’

elements

U.= > Ut (4.56)

zz zz9
elements

sz = Z Ufz

elements

L’énergie de déformation totale emmagasinée dans la structure peut se mettre sous la forme :

u,=U_+U_+U_ (4.57)

4.7.2 Evaluation de I’amortissement

L’¢évaluation de I’amortissement déduite de 1’analyse par éléments finis peut étre abordée
par une approche énergétique. L’énergie dissipée par amortissement dans un élément e des

peaux ou de I’ame du matériau sandwich est évaluée a partir de I’énergie de déformation
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emmagasinée en introduisant les coefficients d’amortissement suivant les différentes

directions des divers éléments constituant le matériau sandwich. La relation est donnée par:

AUze = Wxin)fxi + Wz 'Uezi + szinzi avec i = » a (458)

743 Z

p désigne la peau et a désigne I’ame.

Les coefficients d’amortissement sont évalués dans les axes (L, 7, 7") du matériau (peau ou
ame). y_, et y_,sont respectivement les coefficients d’amortissement en traction et en

compression dans les directions L et 7" de la peau ou de I’dme, yest le coefficient

d’amortissement en cisaillement dans le plan (L, 7") de la peau ou de I’ame.

L’¢énergie dissipée dans la peau est obtenue par sommation sur tous les ¢léments des peaux :

AU, = > AU (4.59)

elements

L’énergie dissipée dans 1’ame est obtenue par sommation sur tous les éléments de 1’ame :

AU, = Y AU (4.60)

elements

Enfin, I’énergie dissipée totale est obtenue par sommation sur tous les éléments de la poutre

en matériau sandwich:

AU =AU, +AU, (4.61)

Finalement, le calcul de I’amortissement par éléments finis peut étre obtenu par les équations
(2.13) et (2.14) soit:

W =—x=27n. (4.62)

4.7.3 Comparaison des amortissements obtenus expérimentalement et par
¢éléments finis en présence d’une décohésion

L’¢évaluation de I’amortissement du matériau sandwich a été¢ déduite de I’analyse des
vibrations en flexion de poutre conformément a 1’analyse expérimentale effectuée au
paragraphe (4.4.3) et a partir de la modélisation développée au paragraphe (4.6). La
modélisation par éléments finis effectuée prend en compte la variation en fonction de la
fréquence de ’amortissement des divers constituants des matériaux sandwichs (peaux et
ame). L’¢tude expérimentale des matériaux sandwichs a ¢été effectuée au paragraphe 4.4.3.
Les figures 4.19 a 4.21 comparent les résultats obtenus par I’analyse expérimentale et les

résultats déduits de la modélisation par éléments finis dans le cas des deux matériaux
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sandwichs (avec une 4me en mousses PVC de masses volumiques 60 kg m ™ et 100 kg m™) et
pour les trois premiers modes de vibration. L’analyse des résultats obtenus montre que:

- Globalement, pour un mode donné, le facteur de perte augmente avec I’augmentation
de la longueur de la fissure,

- Les résultats obtenus par ¢élément finis et ceux expérimentaux sont en bon accord
pour I’ensemble des modes jusqu’a un taux de fissuration de ’ordre de 30%. Au dela cette
valeur, les résultats expérimentaux et ceux obtenus par éléments finis s’éloignent légerement,

- L’amortissement obtenu expérimentalement en modes 2 et 3 présente une variation
tres importante dans I’intervalle 30 et 50% du taux de fissuration et s’¢loignent des résultats
de la modélisation par éléments finis,

L’¢écart entre les résultats obtenus par ¢léments finis ceux expérimentaux peut étre
attribué¢ aux phénomenes de contact et du frottement entre les surfaces de la fissure. Il a été
montré dans les travaux de Yang et a/ [89] que le contact et le frottement ont une influence
significative sur la valeur de I’amortissement.

L’évolution de I’amortissement des matériaux sandwichs en fonction de la longueur de
fissure dépendent de plusieurs parametres: la distribution de 1’énergie de déformation entre les
peaux et I’ame, la variation de I’amortissement dans les peaux en fonction de la fréquence
(figure 4.8.) ainsi que la variation de I’amortissement de I’ame en fonction de la fréquence
(figure 4.9). Dans le paragraphe qui va suivre, nous proposons d’analyser la contribution a
I’amortissement des différentes énergies emmagasinées dans les constituants et suivant les

différentes directions.
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Figure 4.19. Comparaison entre les résultats déduits de ’expérience et de la modélisation de I’amortissement
en mode 1 des matériaux sandwichs avec une dme de masse volumique : a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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Figure 4.20. Comparaison entre les résultats déduits de ’expérience et de la modélisation de I’amortissement
en mode 2 des matériaux sandwichs avec une dme de masse volumique : a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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Figure 4.21. Comparaison entre les résultats déduits de ’expérience et de la modélisation de I’amortissement
en mode 3 des matériaux sandwichs avec une dme de masse volumique : a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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4.7.4 Contribution a ’amortissement des différentes énergies dissipées
4.7.4.1 Introduction

Les propriétés dissipatives des matériaux composites sandwichs dépendent de plusieurs
parametres, parmi lesquels on peut citer : la fréquence, I’amplitude et le type d’excitation, les
énergies de déformation... etc. La participation a ’amortissement de diverses énergies
dissipées dépend des énergies de déformation emmagasinées dans les peaux (Upeaux) €t dans
I’ame (Uame) ainsi que des coefficients d’amortissement dans les peaux et dans 1’ame.

L’objectif de la présente étude est d’appliquer la modélisation développée précédemment
a I’analyse de la contribution a I’amortissement des différentes énergies dissipées dans les
constituants et suivant les différentes directions en fonction de la longueur de la fissure et de
la fréquence de vibration.
4.7.4.2 Energies dissipées dans les constituants (peaux et 4me)

La contribution a ’amortissement dépend des énergies de déformation emmagasinées
dans les peaux (Upeax) €t dans I’ame (Uqpe), ainsi que des coefficients d’amortissement dans
les peaux et dans I’ame. La participation des variations relatives des énergies dissipées dans
I’ame et dans les peaux est illustrée dans les figures 4.22 a 4.24. Sur ces figures sont reportées
les évolutions des énergies dissipées dans 1I’ame et dans les peaux en fonction de la longueur
de fissure (la longueur de fissure est rapportée a la longueur de la partie libre de I’éprouvette)
dans le cas des sandwichs avec ames de 60 kg m™ et 100 kg m > de masse volumique. Ces
résultats ont été obtenus par la modélisation d’éléments finis pour les trois premiers modes de
vibration. L’analyse de ces résultats montre que :

— Pour un mode vibration donné, les variations des énergies dissipées dans les deux
matériaux sandwichs sont similaires, toute fois I’énergie dissipée dans I’ame de 100 kg m " de
masse volumique est 1égérement supérieure a celle dissipée dans I’ame de 60 kg m ™.

— En mode 1 (fig.4.22), I’énergie dissipée dans ’ame augmente lorsque la longueur de
fissure augmente, alors que 1’énergie dissipée dans les peaux diminue. Pour des longueurs de
fissure élevées, ’amortissement du matériau sandwich est gouverné par le comportement
dynamique de I’dme.

— En mode 2 (fig.4.23.), I’énergie dissipée dans I’ame diminue lorsque la longueur de la
fissure croit, alors que 1’énergie dissipée dans les peaux augmente. Pour des faibles longueurs
de la fissure la participation a 1’amortissement de 1’ame et plus importante que celle des
peaux, alors que pour des longueurs élevées de la fissure, les peaux et ’ame contribuent de
maniére similaire a I’amortissement du matériau sandwich.

— Enmode 3 (fig.4.24.), I’énergie dissipée dans I’ame diminue avec 1’augmentation de la
longueur de la fissure jusqu’a une valeur du taux de fissuration de 1’ordre de 40%, au dela de
cette valeur cette énergie diminue. Nous observons I’inverse en ce qui concerne 1’énergie

dissipée dans les peaux.
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— En modes 1 et 3, I’énergie dissipée dans 1’ame est trés supérieure a 1’énergie dissipée

dans les peaux.
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Figure 4.22. Energies dissipées dans la peau et dans I’ame en fonction de la longueur de fissure en mode 1
des matériaux sandwichs avec une ame de masse volumique : a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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Figure 4.23. Energies dissipées dans la peau et dans I’ame en fonction de la longueur de fissure en mode 2
des matériaux sandwichs avec une ame de masse volumique : a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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Figure 4.24. Energies dissipées dans la peau et dans I’ame en fonction de la longueur de fissure en mode 3
des matériaux sandwichs avec une ame de masse volumique : a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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4.7.4.3 Energie dissipée dans les différentes directions des peaux

La participation a 1’amortissement de 1’énergie dissipée dans les peaux dépend des
énergies de déformation dans les différentes directions. La participation a I’amortissement des
diverses énergies dissipées est illustrée par I’analyse des variations relatives des énergies
dissipées dans les peaux AU;j/AU e (ij=xx, zz, xz) en fonction de la longueur de la fissure. A
titre d’exemple nous avons représenté sur la figure 4.25 1’évolution des énergies dissipées
suivant les différentes directions dans les peaux en fonction de la longueur de la fissure (la
longueur de la fissure est rapportée a la longueur de la partie libre de I’éprouvette) dans le cas
du matériau avec une ame de 60 kg m > de masse volumique. Ces résultats ont été obtenus
par la modélisation d’éléments finis pour les trois premiers modes de vibration.

Nous observons que 1’énergie dissipée dans les peaux suivant la longueur de la poutre
(direction x) est nettement supérieure aux énergies dissipées suivant les autres directions (AU,
et AU,.). Les ¢énergies AU, et AU,. pourraient &tre négligées dans 1’évaluation de
I’amortissement du matériau sandwich. Nous constatons qu’a faible fréquence (mode 1),
lorsque la longueur de fissure augmente 1’énergie dissipée AU, reste pratiquement constante.
A fréquences ¢€levées (mode 2 et mode 3), I’énergie dissipée AU, augmente 1égérement mais
reste faible par rapport 1’énergie dissipée AU,,. Seule 1’énergie dissipée en traction et

compression suivant la direction x contribue a I’amortissement du matériau sandwich.
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Figure 4.25. Différentes énergies dissipées dans la peau en fonction de la longueur de fissure d’une poutre en
matériau sandwich avec une dme de masse volumique de 60 kg m™ pour les trois premiers modes : a) Mode 1,
b) Mode 2 et c) Mode 3
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4.7.4.4 Energie dissipée dans les différentes directions de I’Ame

La participation a I’amortissement des diverses énergies dissipées dans 1’ame dépend
des énergies dissipées dans les différentes directions. Les figures 4.26 a 4.28 donnent des
exemples de variations des différentes énergies dissipées dans 1’dme en mousse PVC de
masse volumique 60 kg m et 100 kg m > des poutres en matériau sandwich en fonction de la
longueur de la fissure et pour les trois premiers modes de vibration. Ces résultats ont été
obtenus en utilisant I’analyse par ¢léments finis. D’une maniére générale, les évolutions des
énergies dissipées dans les deux dmes des deux matériaux sandwichs sont similaires. Les
résultats obtenus montrent aussi que les énergies dissipées en cisaillement transverse (4U,.) et
en traction-compression suivant x (AU,,) sont nettement plus élevées que 1’énergie dissipée en
traction-compression suivant z (4U.). Ces deux énergies (AU, AU,.) contribuent a
I’amortissement du matériau sandwich en présence d’une décohésion. L’énergie dissipée
AU.; dans I’ame peut étre négligée dans I’évaluation de I’amortissement du matériau
sandwich. L’énergie dissipée en cisaillement AU,, diminue lorsque la longueur de fissure
augmente dans les trois premiers modes de vibration. Cette réduction est due a la diminution
de la surface de transfert de la charge par cisaillement entre la peau et ’ame du sandwich.
L’énergie dissipée en traction-compression AUy, augmente lorsque la longueur de fissure

augmente. Cette augmentation est beaucoup plus marquée en mode 1 qu’en modes 2 et 3.
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Figure 4.26. Différentes énergies dissipées dans I’ame en fonction de la longueur de fissure en mode 1 des
matériaux sandwichs avec une dme de masse volumique: a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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Figure 4.27. Différentes énergies dissipées dans I’dme en fonction de la longueur de fissure en mode 2 des
matériaux sandwichs avec une dme de masse volumique: a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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Figure 4.28. Différentes énergies dissipées dans I’ame en fonction de la longueur de fissure en mode 3 des
matériaux sandwichs avec une dme de masse volumique: a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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4.8 Conclusions

L’analyse expérimentale du comportement dynamique des matériaux sandwichs et leurs
constituants a ét€ menée dans le cas de vibration en flexion de poutres. La réponse a une
impulsion a été établie, les fréquences de résonance et I’amortissement ont été déduits des
essais en ajustant la réponse expérimentale a 1’aide de la méthode des moindres carrées en
utilisant le module d’optimisation de Matlab. La modélisation par éléments finis a permis
d’identifier les propriétés dynamiques (fréquences propres, ¢énergies dissipées et
amortissement) des matériaux sandwichs en présence d’une décohésion a partir des
caractéristiques ¢€lastiques et des énergies de déformations des constituants. Les résultats
obtenus expérimentalement et ceux des éléments finis sont en bon accord jusqu’a une valeur
limite de taux de fissuration. Ils montrent que les fréquences propres diminuent et les
amortissements augmentent lorsque la longueur de la fissure augmente. Un écart entre les
valeurs expérimentales et celles obtenues par ¢léments finis apparait pour des valeurs €levées
de taux de fissuration. Cet €cart pourrait étre expliqué par : la variation en fonction de la
fréquence et de la longueur de fissure des propriétés mécaniques du sandwich et ses
constituants ainsi que les effets liés au contact et au frottement des surfaces de la fissure. En
effet, la modélisation par élément finis mise en place ne tient pas compte de ces parametres.
Néanmoins, ce résultat met en évidence un décalage fréquentiel vers les basses fréquences des
fréquences propres fondamentales et harmoniques et une augmentation de la dissipation
d’énergie lorsque la longueur de la fissure augmente. L’amortissement et le décalage
fréquentiel peuvent étre utilisés comme un outil de CND pour suivre I’évolution de 1’état

d’endommagement des matériaux sandwichs.
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Chapitre 5 Caractérisation par vibration non linéaire des matériaux sandwichs endommaggés

Résumé

Le chapitre 5 a pour objet d’appliquer une méthode de vibration non
linéaire pour analyser le comportement des matériaux sandwichs
endommagés par fissuration. Les variations de la fréquence de résonance et
de "amortissement aux différents états (sains et endommagés) du matériau
sont suivies en fonction du niveau d’excitation. Deux parametres non
linéaires sont déterminés, le premier est associé au décalage fréquentiel
appelé parameétre non linéaire élastique et le deuxiéme associé au décalage
de ’amortissement appelé parameétre non linéaire dissipatif. L’analyse de la
variation de ces parameétres en fonction de ’amplitude a la résonance et du
taux de fissuration, a permis de choisir le mode 2 de vibration comme mode
appropri¢ a 1’obtention des paramétres sensibles a I’endommagement des
matériaux sandwichs. Enfin de chapitre, une comparaison des parametres

linéaires et non linéaires est proposée.
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Chapitre 5

Caractérisation par vibration non linéaire des matériaux
sandwichs endommagés

5.1 Introduction

Dans le cadre de cette étude, nous faisons I’hypothése que la réponse élastique et/ou
dissipative, non plus linéaire mais non linéaire, pourrait apporter une information
supplémentaire sur le comportement des matériaux sandwichs en présence d’un
endommagement de type décohésion entre la peau et I’dme. Les méthodes basées sur la
mesure de la réponse non linéaire ont fait leur apparition dans les domaines du controle non
destructif des matériaux. Elles ont montré une plus grande sensibilité que les méthodes
utilisant la réponse linéaire a la présence de fissures au sein d’une structure.

Les premicres observations expérimentales de non-linéarité ¢élastique effectuées en
résonance peuvent sans doute étre attribuées a Read [90] sur des échantillons de cuivre et de
zinc monocristallins. En soumettant ces derniers a une vibration forcée autour d’un de leurs
modes de résonance, Read observe que la fréquence de résonance f et le facteur de qualité¢ QO
(inversement proportionnel a [’atténuation) diminuent avec le niveau d’excitation. La
diminution de f'et de O avec ’amplitude de déformation met respectivement en évidence un
assouplissement du matériau (baisse du module ¢élastique) et une augmentation de
I’atténuation. Cette non-linéarité est attribuée a la présence de dislocations dans les
échantillons. Les expériences en résonance sont trés généralement mises en ceuvre en utilisant
le premier mode de compression d’un échantillon en forme de barreau. Les observations
expérimentales dans les matériaux micro-hétérogénes montrent que la fréquence de résonance
et Datténuation dépendent du niveau d’excitation [90]. A ce titre, le modéle hystérétique
utilisant 1’espace de Preisach-Mayergoyz prédit une dépendance linéaire de la fréquence de
résonance et du facteur de qualit¢ avec I’amplitude de déformation. En pratique, les
observations expérimentales montrent que la dépendance varie approximativement entre une
puissance de 1/2 et 2 selon le type de matériau d’apres les travaux de Johnson et al [91].
D’autres modeles, tels que celui de Granato-Liicke [92], introduit pour les dislocations dans
les métaux, celui de Lebedev [93] et des modeles dérivés de ces deux premiers [94-95]
décrivent un comportement hystérétique plus complexe, introduisant plus de paramétres pour
ajuster les différentes dépendances observées.

L’objectif principal de cette étude est d’utiliser la méthode de vibration non linéaire et de
suivre les évolutions de la fréquence de résonance et de 1’amortissement en fonction du
niveau d’excitation pour des longueurs de la fissure croissantes. Nous nous attacherons par la
suite a déterminer deux paramétres non linéaires, le premier est associ¢ au décalage

fréquentiel appelé parametre non linéaire élastique et le deuxiéme associé au décalage de
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I’amortissement appelé parametre non lin€aire dissipatif. Enfin, nous proposons de comparer

les sensibilités de la méthode non linéaire a celle linéaire utilisée dans le chapitre précédent.

5.2 Meéthode de résonance non linéaire

La méthode de résonance non linéaire consiste en 1’excitation et au suivi d’un ou plusieurs
modes de résonance en fonction du niveau d’excitation. L’amplitude de vibration de la
structure est généralement mesurée par un accélérometre ou un vibromeétre laser. Pour les
matériaux hétérogenes ou endommagés, donc au comportement non linéaire, avec
I’augmentation de I’amplitude d’excitation, la non linéarité €lastique influence les fréquences
de résonance du matériau, tandis que la non-linéarit¢ dissipative affecte le facteur de qualité

(ou I’amortissement) ainsi que la valeur de I’amplitude a la résonance.

5.2.1 Procédure expérimentale

La configuration encastrée-libre est utilisée pour caractériser le comportement non linéaire
des matériaux sandwichs sains et endommagés. Le dispositif expérimental pour mener les
essais de vibration est donné dans la figure 5.1. Une excitation sinusoidale de fréquence
variable a différentes amplitudes est générée a 1’aide d’un Analyseur de type Stanford
Research Systems SR785. Le signal d’excitation est ensuite amplifié a gain constant par
I’amplificateur de puissance Power Amplifier PA25E permettant d’exciter un pot vibrant
BK4809. Sur ce pot vibrant est placé un étrier afin d’encastrer une des extrémités de
I’éprouvette de matériau sandwich. Dans la partie encastrée de la poutre sandwich, 1’ame en
mousse est remplacée par un bloc en acier pour ne pas écraser la mousse lors du serrage de
I’éprouvette. A Dautre extrémité de I’éprouvette, les vibrations générées sont détectées a
I’aide d’un accélérometre BK 352¢22 reli¢ a un conditionneur. La sensibilit¢ de
I’accélérometre est de 9,78 mV/g (g est 1’accélération de gravitation) sur une bande de
fréquence allant de 10 Hz a 10* Hz. Une carte GPIB permet de contrdler I’analyseur de
réseaux et d’y introduire les instructions liées a la bande de fréquence, a 1’amplitude, au
nombre de courbes...etc., via une interface LABVIEW. Les données sont ainsi enregistrées et
affichées en temps réel. La méme expérience est ainsi répétée sur toute une gamme
d’éprouvettes en matériau sandwich avec une fissure de longueur allant de 10 mm a 160 mm
avec un pas de 10 mm. Toutes les éprouvettes sont excitées avec une amplitude allant de 50
mV a 500 mV, donc a 10 niveaux d’excitation. Les éprouvettes ont pour longueur 250 mm,

largeur égale a 40 mm et une épaisseur de 26 mm.

Nous avons effectué des relevés de mesures en différents points afin d’€tre certains de ne
pas oublier des fréquences propres. La figure 5.2 donne un exemple d’un spectre du signal de
sortie d’une éprouvette saine en configuration encastre-libre a 10 niveaux d’excitations. Elle
représente la réponse en fréquence du premier mode de vibration de cette poutre. Cette

réponse fait apparaitre les pics correspondant aux fréquences propres de vibration.
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ford Conditionneur G.R.A.S
Research Systems

—T

Pot vibrant Eprouvette

/
T

Accelerométre

Figure 5.1 Dispositif expérimental utilisé

Amplitude (dB)

176 184 192 200 208

Fréquence (Hz)

Figure 5.2 Courbes de résonance en flexion d’une poutre en matériau sandwich pour plusieurs du niveaux
d’excitation

5.2.2 Détermination des caractéristiques des courbes de résonance

L’analyse des courbes de réponse a été effectuée par interpolation polynomiale d’ordre
pouvant aller jusqu’a huit. Elle permet d’obtenir les valeurs des fréquences de résonance f; et
I’amplitude a la résonance & pour chaque niveau d’excitation. La méme démarche permet de

déterminer le facteur de perte 77; en relevant les valeurs des fréquences se trouvant de part et
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d’autre du pic de résonance a -3dB de I’amplitude maximale. La figure 5.3 donne un exemple
d’interpolation des résultats expérimentaux (représentés par des points) par un polyndome
d’ordre 6 (représenté par une ligne continue). Il est a noter que la courbe d’interpolation passe
par I’ensemble des points expérimentaux dans la zone sélectionnée de la courbe de
résonnance. La fréquence, Iamplitude a la résonnance ainsi que [’amortissement sont
déterminés avec une bonne précision. Cette démarche permet de tracer d’abord les fréquences
de résonance f; et du facteur perte 7; en fonction de la tension d’excitation, ensuite les
décalages respectifs de la fréquence et du facteur de perte en fonction de ’amplitude a la
résonance. Vu que I’amplitude a la résonance est mesurée expérimentalement a 1’aide d’un
accélérometre, lui-méme relié a un conditionneur, I’amplitude en décibel est convertie a une

amplitude sans unité a travers 1’opération suivante :

A =10"° (5.1)

7

Ou 4 est I’amplitude a la résonance en décibel (dB) et 4, est ’amplitude sans unité.

Amplitude (dB)

Frequence (Hz)

Figure 5.3 Courbe de résonance interpolée par un polynoéme d’ordre 6

5.3 Caractérisation non linéaire par résonance du composite sandwich

5.3.1 Courbes de résonances

Dans la figure 5.4 sont reportées, a titre d’exemple, les courbes de résonance des trois

premiers modes de vibration pour dix amplitudes d’excitation et dans le cas du matériau
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sandwich avec une 4me de masse volumique 100 kg m™. Ces différentes courbes de
résonances correspondent aux résultats obtenus dans le cas d’une éprouvette saine et des
éprouvettes a trois €tats d’endommagement (taux de fissuration de 8%, 40% et 64%). Le taux
de fissuration correspond au rapport de la longueur de la fissure rapportée a la longueur de la
partie libre de 1’éprouvette. Dans le cas du matériau vierge (Fig 5.4(a)), aucun décalage en
fréquence n’est constaté. Alors que sur les autres figures (Fig 5.4(b-d)), on peut constater un
décalage en fréquence trés net, résultant de I’endommagement de 1’éprouvette. Ce décalage
vers les basses fréquences devient de plus en plus é¢élevé lorsque le taux de fissuration
augmente. Nous observons aussi que dans le cas du matériau sain ou a faible taux
d’endommagement et pour les trois premiers modes de vibration une symétrie des courbes de
résonances. Alors que lorsque le taux de fissuration augmente ces courbes sont symétriques
en mode 1 et asymétriques en modes 2 et 3. Il est a noter aussi que la bande passante des
courbes de résonance s’¢largissement avec 1’augmentation du niveau d’excitation et du taux

d’endommagement.
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Figure 5.4 Courbes de résonance des trois premiers modes de vibration d’une poutre en sandwich avec une
dme de masse volumique de 100 kg m? et un taux d ‘endommagement de : a) 0%, b) 8%, c¢) 40% et d) 64%

114



Chapitre 5 Caractérisation par vibration non linéaire des matériaux sandwichs endommaggés

5.3.2 Effet du niveau d’excitation sur la fréquence de résonance

Les valeurs des fréquences de résonance déterminées dans le présent chapitre et celles
déterminées dans le chapitre précédent (chap.4) différent d’environ de 8%. Nous rappelons
que dans ce chapitre nous avons utilis€¢ un pot vibrant pour 1’excitation de 1’éprouvette. Cette
excitation est effectuée en train de sinusoides en balayant en fréquence et la réponse est
détectée a 1’aide d’un accélérometre de type B & K 4570 avec une masse 5 g. Dans le chapitre
précédent (chap.4), I’excitation est effectuée par un marteau d’impact et la réponse est
détectée sans contact a 1’aide d’un vibrometre laser. La valeur de la fréquence de résonance au
premier mode est de ’ordre 195 Hz dans le cas d’une mesure sans contact alors qu’elle est de
180 Hz dans le cas d’une mesure par un accélérometre. Ce décalage peut €tre attribué aux
dispersions des caractéristiques mécaniques et géométriques des éprouvettes lors de la mise
en ceuvre du matériau sandwich.

Nous avons reporté sur la figure 5.5 1’évolution de la fréquence de résonance en fonction
de la tension d’excitation, pour des taux de fissure croissants et pour les deux matériaux
sandwichs (ame de 60 kg m™ et 100 kg m™ de masse volumique). A partir de I’analyse de ces

courbes, plusieurs observations intéressantes peuvent étre faites:

e Le décalage en fréquence est clairement mis en évidence. Il dépend du taux
d’endommagement,

e Une diminution prédominante linéaire de la fréquence de résonance en fonction de la
tension d’excitation,

e Pour une tension d’excitation donnée, la fréquence diminue lorsque le taux de
fissuration augmente dans les trois modes de vibration et pour les deux matériaux
sandwichs étudiés,

e A faible taux de fissuration (0, 8% et 16%), la fréquence demeure presque constante
ou varie peu en fonction de la tension d’excitation,

e En mode 2 et pour les deux matériaux sandwichs, la diminution lin€aire de la
fréquence de résonance s’accentue avec 1’augmentation du taux de fissuration,

e En modes 1 et 3 et pour les deux matériaux sandwichs, la diminution de la fréquence
de résonance en fonction de la tension d’excitation est tres faible pour des valeurs du
taux de fissuration élevés,

Les résultats obtenus montrent bien la trés bonne corrélation entre la variation de la

fréquence de résonance et le taux d’endommagement dans les matériaux sandwichs.
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Figure 5.5 Variation de la fréquence de résonnance en fonction de la tension d’excitation des trois premiers
modes de vibration en flexion pour différents taux de fissuration dans le cas du matériau sandwich avec une
dme de masse volumique: a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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5..3.3 Effet du niveau d’excitation sur I’amortissement

Pour mettre en évidence I’influence de la tension d’excitation et du taux de fissuration sur
les valeurs du facteur de perte, nous avons reporté dans la figure 5.6 1’évolution du facteur de
perte en fonction de la tension d’excitation pour des taux de fissuration croissants. Le facteur
de perte du sandwich est déduit a -3dB de I’amplitude maximale pour chaque niveau
d’excitation.

En termes de comparaison des résultats obtenus dans les deux sandwichs, pour une tension
d’excitation et une longueur de fissure données, le facteur de perte diminue lorsque la masse
volumique de I’ame augmente. Cette diminution est attribuée a la taille des cellules fermées
contenant de 1’air, constituant la mousse de 1’ame du sandwich, comme le montre la figure
4.10 du chapitre précédent. En effet, lorsque la masse volumique est élevée, la taille des
cellules est faible et donc la quantité I’air emmagasinée dans les cellules est faible, entrainant

ainsi un faible amortissement du matériau sandwich.

L’analyse des résultats obtenus montre que le facteur de perte augmente linéairement en
fonction de la tension d’excitation pour les trois premiers modes de vibration et pour le deux
matériaux sandwichs. L’augmentation linéaire devient de plus en plus prononcée lorsque le
taux de fissuration augmente. Pour une tension d’excitation donnée, le facteur de perte
augmente lorsque le taux de fissuration augmente. A titre d’exemple, en mode 1 et pour un
niveau d’excitation de 500 mV, la valeur du facteur de perte varie de 1.6% a 2.7% lorsque le
taux de fissuration varie de 0% a 72% pour le matériau sandwich avec une ame de masse
volumique de 60 kg m™. Alors que dans le cas du matériau sandwich le plus dense (4me de

100 kg m™), ce facteur varie de 1.4 % a 1.9% pour la méme variation du taux de fissuration.

Les résultats obtenus la aussi montrent une grande sensibilit¢ de 1’amortissement a la
tension d’excitation et au taux d’endommagement des matériaux sandwichs. Cette analyse
met en évidence la trés bonne corrélation entre la variation de 1’amortissement et le taux

I’endommagement.
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Figure 5.6 Variation du facteur de perte en fonction de la tension d’excitation des trois premiers modes de
vibration en flexion pour différents taux de fissuration dans le cas du matériau sandwich avec une dme de
masse volumique: a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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5.4 Analyse des résultats

5.4.1 Introduction

L’¢lasticité non linéaire classique et non classique a été utilisée par de nombreux auteurs
[96-98] dans le cadre de I’étude de I’endommagement des matériaux hétérogene comme par
exemples: le béton, les roches ou les composites. Ces matériaux obéissent a la théorie
classique de I’élasticité non linéaire pour des amplitudes inférieures a 10°. A plus de 10°
d’amplitude, leur comportement n’est pas correctement décrit par la théorie classique
d’¢lasticité. Par conséquent, différentes approches théoriques ont été proposées afin
d’expliquer les observations expérimentales en considérant des hypotheéses physiques sur les
caractéristiques particulieres de chacun des matériaux [99-103].

Dans ce paragraphe, nous proposons d’analyser les résultats du décalage fréquentiel et de
I’amortissement en fonction du niveau d’excitation et du taux d’endommagement. Dans cette
perspective, nous allons introduire la notion d’¢lasticité non linéaire classique et non classique

(hystérétique).

5.4.2 Modélisation du comportement non linéaire

Les non linéarités élastiques impliquent que la relation contrainte-déformation est non
linéaire. Le comportement non linéaire classique (Fig.5.7) est observé lorsque les niveaux de
déformation est inferieur a 10 d’aprés les travaux de Novak et a/ [104]. Ce type de
comportement est généralement causé par des défauts ou irrégularités du matériau a 1’échelle
atomique (dislocations, lacunes ou substitution d’atomes, etc.). Le comportement non linéaire
classique a été modélisé par Landau et Lifshitz [105]. Le module d’¢élasticité dans ce cas n’est
pas constant, mais il dépend de 1’état de déformation du matériau. La relation contrainte-
déformation a une dimension s’€crit alors :

o=K(&).&,

A 52
e K(e)=K,(1+ fe+ 0 +---), 52

Ou K| est le Module linéaire élastique, [ et O représentent respectivement les paramétres

non lin€aires classiques quadratique et cubique. Pour les niveaux d’excitation les plus élevés,

les solides homogenes ou composites présentent parfois des non-linéarités classiques.
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(@) (b)

Figure 5.7 Comportement non linéaire classique: a) quadratique et b) cubique

Dans les matériaux endommageés, la non linéarité est si importante qu’elle ne répond plus
aux lois de la non linéarité classique [104]. Ce type de comportement est aussi observé par de
nombreux auteurs [99-103] dans les roches, les matériaux fissurés, les bétons, les milieux
granulaires. La non linéarité non classique ou hystérétique (Fig.5.8) est causée par la présence
d’une force non linéaire due a la présence de dommages, tels que : les fissures, les vides ou
les contacts...etc. Afin de prendre en compte les comportements non linéaires comme la non-
linéarité classique ainsi que I’hystérésis, une dépendance de la réponse du milieu au signe de
la variation de la déformation 88/ Ot peut étre ajoutée a la relation non linéaire classique.
Dans ce cas, la relation contrainte déformation hystérétique a une dimension peut étre décrite
par Inserra [106] suivant:

o=K(&,€é).e,

A 5.3
e K(e,&)=K,(1+ Be+ 06> + aF (€, sign(€))) ©3)

Le module contient en plus des paramétres non linéaires classique [ etd, & le paramétre

non linéaire hystérétique, £ est ’amplitude de déformation locale, &€ est la vitesse de
déformation, sign(€) =1 si £>0 et sign(€)=—1 si £<0, F est une fonction décrivant

I’hystérésis. Cette équation est issue d’'un mod¢le utilisant 1’espace de Preisach- Mayergoyz
[107] :

P
T

Figure 5.8 Comportement non linéaire hystérétique
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5.4.3 Décalages fréquentiel et amortissement non linéaire

Dans le cas ou le matériau a un comportement non linéaire classique, il a ét¢ montré [103]
une dépendance quadratique du décalage de la fréquence de résonance avec I’amplitude de
déformation, reliée au parameétre 0 de 1’équation (5.2). L’amortissement est exclusivement
linéaire et ne dépond pas du niveau de déformation. Il a été constaté que le paramétre S ne
contribue pas ou peu au décalage de la fréquence de résonance [102]. Le décalage de la
fréquence de résonance en fonction de ’amplitude de déformation est donné par la relation

suivante:

S =1
fo

=~ 0, (5.4)

fo est la fréquence de résonnance obtenue avec la plus petite amplitude et fest la fréquence de

résonnance obtenue avec I’amplitude &

Dans les cas ou le matériau a un comportement non linéaire non classique ou hystérétique, la
dépendance du décalage de la fréquence de résonance avec la déformation est linéaire [103].

Elle est donnée par la relation suivante:

% ~0,¢E, (5.5)

Ou &, est le paramétre de non lincarite hystéretique.

De la méme manicgre, il a ét€ montré que 1’augmentation du rapport d’amortissement modal
(ou diminution du facteur de qualit¢ Q) en fonction de ’amplitude déformation est linéaire
dans le cas du comportement non linéaire classique et non classique [103]. La variation

relative du facteur de perte est donnée par:

=1,

" ~ o€ (5.6)

Ou 77, est le facteur de perte (ou facteur de qualité Q) correspondant a la valeur obtenue avec
la plus petite amplitude d’excitation, 77 est le facteur de perte (ou facteur de qualité¢ Q)

correspondant a la valeur obtenue avec une amplitude d’excitation £ .
¢, estle parametre non lincaire dissipatif.
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5.4.4 Application de l1a modélisation au décalage fréquentiel

Nous avons reporté dans les figures 5.9 et 5.10 1’évolution du décalage de la fréquence de
résonance (f-fy)/fp en fonction de I’amplitude a la résonance c’est a dire I’amplitude détectée
au maximum du pic de résonance. Ces résultats sont donnés pour les trois premiers modes de
vibration des poutres en flexion avec des taux de fissuration croissants et dans le cas des deux
matériaux sandwichs (avec une 4me de 60 kg m™ (Fig 5.9) et avec une ame de 100 kg m™
(Fig 5.10)). Les résultats obtenus montrent, dans la plus part des cas, une variation linéaire de
I’évolution du décalage de la fréquence en fonction de ’amplitude de déformation. Dans ce
cas les points expérimentaux de ces figures peuvent étre interpolés par des droites.
L’amplitude a la résonance du matériau sandwich avec une ame de masse volumique de 60 kg
m” est différente de celle du matériau sandwich avec une ame de masse volumique de 100 kg
m”. Cette différence est due a la rigidité en flexion des poutres en matériau sandwich. Le
rapport des amplitudes de déformations dans les deux matériaux est de l’ordre de 10.
Globalement, pour une amplitude a la résonance donnée, la fréquence diminue lorsque la
longueur de la fissure augmente. Cette diminution est due a la dégradation de la rigidité du
matériau sandwich qui est la conséquence directe de la diminution de la surface de transfert

des contraintes entre les peaux et I’ame du sandwich.
En modes 1 et 3, nous observons :

e Pour un taux de fissuration donné, le décalage de la fréquence de résonance
diminue lin€airement avec I’amplitude a la résonance. Ce décalage est caractériseé

par un comportement non linéaire hystérétique défini par I’équation 5.5,

e Le plus grand décalage de la fréquence entre les extrema d’amplitudes a la
résonance est de I'ordre de 3,2% correspondant au taux de fissuration 72%,

observé en mode 1 dans le cas du matériau sandwich avec une 4me de 100 kg m™,
e Le plus faible écart de la fréquence entre les extrema d’amplitude est de 1’ordre
0,01% correspondant au taux de fissuration 8% dans le cas du méme matériau.
En mode 2, nous observons :

e Dans le cas des deux matériaux sandwichs, ’amplitude a la résonance pour les
mémes niveaux d’excitation est significativement réduite dans le cas le plus

endommagé (72%),

e [e plus grand décalage de la fréquence entre les extrema d’amplitudes a la
résonance est de I’ordre de 5% correspondant au taux de fissuration 72% dans le

cas du matériau sandwich avec une 4me de 60 kg m™,
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Le plus faible écart de la fréquence entre les extrema d’amplitudes est de 1’ordre
0,05% correspondant au taux de fissuration 16% dans le cas du matériau avec une
ame 100 kg m™,

L’¢évolution du décalage de la fréquence en fonction de I’amplitude a la résonance

présente des comportements différents pour des taux de fissuration croissants,

A faibles valeurs de taux de fissuration (0% a 32%), nous observons deux zones de
comportement ¢lastique : une premicre zone définie par une variation parabolique
du décalage de la fréquence en fonction de I’amplitude, caractérisant ainsi un
comportement €lastique non linéaire classique ; dans la deuxiéme zone apparait le
comportement non linéaire hystérétique ou la variation du décalage en fonction de
I’amplitude a la résonance est lin€aire. Ces comportements ont été observés dans
les travaux effectués par Pasqualini et al. [108]. La non linéarité classique est
caractérisée par le paramétre ¢ de 1’équation 5.4 dans la premiére zone et la non
linéarité¢ hystérétique est caractérisée par le parametre o de 1’équation 5.5 dans la

seconde zone.

Pour des valeurs ¢levées du taux de fissuration (40% a 72%) apparait le
comportement non linéaire hystérétique caractéris€¢ par la variation linéaire du
décalage fréquentiel en fonction de ’amplitude a la résonance. Le paramétre de
non linéarité hystérétique est défini dans ce cas par 1’équation 5.5.
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Figure5.9 Décalage de la fréquence en fonction de ’amplitude a la résonance pour différents taux de
fissuration dans le cas du matériau sandwich avec une ame de masse volumique 60 kg m™
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5.4.5 Application de 1a modélisation au décalage de ’amortissement

Les résultats relatifs aux variations du décalage de 1’amortissement pour les trois premiers
modes de vibration en fonction de I’amplitude a la résonance pour les états sain et
endommagés sont présentés dans les figures 5.11 et 5.12. Le décalage du facteur de perte (7-
n0)/no est donné dans le cas des deux matériaux sandwichs avec une ame de masse volumique
de 60 kg m™ (Fig 5.11) et de 100 kg m™ (Fig 5.12). Globalement, les résultats obtenus
montrent une variation linéaire du décalage de I’amortissement en fonction de I’amplitude a la

résonance et peuvent tre interpolés par des droites.

En modes 1 et 3, les résultats obtenus présentent une dispersion du décalage de
I’amortissement d’un taux de fissuration a un autre ; malgré cette dispersion ce décalage
augmente lin€airement avec 1’augmentation de 1’amplitude a la résonance. Cette augmentation
n’est pas la méme d’un mode a un autre et d’un matériau a un autre. Le plus grand écart du
décalage de I’amortissement entre les extrema d’amplitudes a la résonance est de I’ordre de
8% observé en en mode 3 pour les deux matériaux sandwichs.

En mode 2, le décalage de I’amortissement en fonction de Iamplitude a la résonance
augment linéairement et de maniere ordonné pour des taux de fissuration croissants. Pour une
amplitude a la résonance donnée, le décalage du facteur de perte augmente lorsque le taux de
fissure augmente dans le cas de deux matériaux sandwichs. Le plus grand écart du décalage
de ’amortissement entre les extrema d’amplitudes a la résonance est de 1’ordre de 6% dans

les deux matériaux sandwichs.

L’augmentation linéaire du facteur de perte en fonction de I’amplitude a la résonance pour
les deux matériaux sandwichs et les trois modes de vibrations, s’explique par le fait que
lorsqu’on excite un matériau ayant un comportement hystérétique, avec une amplitude 4,, la
courbe contrainte déformation décrit une boucle d’hystérésis avec un module K; et une
dissipation d’énergie AW, (représentée par I’aire intérieure du cycle d’hystérésis). Cependant,
si I’on augmente I’amplitude 4, (4,> A;), le matériau décrit une seconde boucle d’hystérésis
différente avec un module K, plus faible et une ¢énergie dissipée AW, plus élevée, ce qui
traduit I’augmentation de [’amortissement en fonction de I’amplitude a la résonance.

L’augmentation de I’amortissement est due aussi a I’augmentation du taux de fissuration.
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Figure5.12 Décalage de l'amortissement en fonction de I’amplitude a la résonance pour différents taux de
fissuration dans le cas du matériau sandwich avec une dme de masse volumique 100 kg m™
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5.4.6 Parameétres non linéaires

Comme ¢évoqué précédemment, la mesure en résonance permet de remonter au parametre
non linéaire hystérétique. Dans ce cadre, 1’équation 5.5 conduit au paramétre €lastique oy
(décalage de la fréquence de résonance), alors que I’équation 5.6 conduit au parametre non
linéaire dissipatif ¢, (variation de I’amortissement). Les parameétres non linéaires élastiques et
dissipatifs oy et o sont extraits pour chaque mode, a partir des équations (5.5) et (5.6). La

procédure est ensuite répétée pour des taux de fissuration croissants.

Les variations des décalages de la fréquence de résonance et de 1’amortissement en
fonction de I’amplitude a la résonance obtenues précédemment sont des fonctions linéaires.
Nous avons interpolé ces résultats par des droites dont les pentes correspondent a une
constante pres C aux parametres non linéaires €lastique ¢y et non linéaire dissipatif ¢, Les
variations de ces parameétres non lin€aires en fonction du taux de fissuration sont reportées
dans les figures 5.13 et 5.14 pour les trois premiers modes de vibration et pour les deux

matériaux sandwichs.
e Paramétre non linéaire élastique

La figure 5.13 représente I’évolution du parameétre non linaire €lastique ¢4 en fonction du
taux de fissuration. En mode 1, le paramétre non linéaire élastiques reste pratiquement contant
ou varie peu lorsque le taux de fissuration augmente. En modes 2 et 3 nous observons une
diminution du parametre non linéaire €lastique avec 1’augmentation du taux de fissuration
pour les deux matériaux sandwichs étudiés. Cette réduction est plus €élevée en mode 2 dans le

cas du matériau sandwich avec une 4me de masse volumique de 100 kg m ™.
e Paramétre non linéaire dissipatif

La figure 5.14 représente 1’évolution du parametre non linaire dissipatif ¢ en fonction du
taux de fissuration. Ce parametre est plus ¢élevé dans le matériau sandwich avec une ame de
masse volumique de 100 kg m™ que celui avec une 4me de masse volumique de 60 kg m™.
Seule le mode 2 donne des résultats cohérents a savoir une augmentation continue du
parametre non linaire dissipatif lorsque le taux de fissuration augmente. Les modes 1 et 3

présentent une dispersion importante des résultats.

Nous avons pu observer sur ces matériaux sandwichs endommagés par décohésion que les
parameétres non linéaires liés au décalage fréquentiel (o) et a I’amortissement (¢;) évoluent
d’une maniere cohérente en mode 2 de vibration. Ainsi, un travail ultérieur pourrait consister

d'envisager une ¢tude de type multimodal (une dizaine de modes par exemple).
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Figure 5.13 Evolution du paramétre non linéaire élastique en fonction du taux de fissuration dans le cas du
matériau sandwich avec une ame de masse volumique : a) 60 kg m™ et b) 100 kg m™
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Figure 5.14 Evolution du paramétre non linéaire dissipatif en fonction du taux de fissuration dans le cas du
matériau sandwich avec une dme de masse volumique : a) 60 kg m™ et b) 100 kg m”
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5.5 Sensibilité des parametres linéaires et non linéaires

Il n’y a presque pas des données disponibles sur la sensibilité des parametres non linéaires
(g et ay liés au décalage fréquentiel et a I’amortissement) a I’endommagement des matériaux
sandwichs. De ce fait, nous nous sommes intéressés a I’étude de la sensibilité des parametres
linéaire et non linéaire obtenus en mode 2 de vibration en fonction du taux d’endommagement
dans les deux matériaux sandwichs.

Dans la figure 5.15 nous avons reporté (avec une €chelle semi-logarithmique) 1’évolution
de la sensibilit¢ des parametres lin€aire (f/fy) et non lin€aire €lastiques (& 0p) en mode 2 et
dans le deux matériaux. La sensibilité du parametre non linéaire élastique augmente lorsque le
taux de fissuration augmente. Cette augmentation est beaucoup plus importante dans le

3

matériau sandwich avec ame de masse volumique de 100 kg m™ et atteint une valeur de

I’ordre de 500 alors qu’elle n’est que de I’ordre de 30 dans le cas du matériau sandwich avec

ame de masse volumique de 60 kg m™

. La sensibilit¢ du paramétre lin€éaire diminue
légerement en fonction du taux de fissuration dans les deux matériaux. Il apparait donc que le
parametre non linéaire €lastique est trés sensible a I’endommagement par décohésion des
matériaux sandwichs. Cette sensibilité est d’autant plus importante que la rigide du matériau
est élevée.

La figure 5.16 compare (avec une échelle semi-logarithmique) les évolutions de la
sensibilité des paramétres linéaire (7)/79) et non linéaire (¢;/ayp) dissipatifs, en mode 2 et
pour les deux matériaux sandwichs, pour des taux de fissuration croissants. La sensibilité des
deux parametres augmente lorsque le taux de fissuration augmente. Cette augmentation est
plus importante dans le cas du parametre non lin€aire dissipatif et dans le matériau sandwich
avec ame de masse volumique de 100 kg m™. Elle atteint une valeur de ’ordre de 40 dans le
matériau sandwich avec 4me de masse volumique de 100 kg m™, alors qu’elle n’est que de
I’ordre de 6 dans le cas du matériau sandwich avec 4me de masse volumique de 60 kg m™.

On remarque que chaque paramétre non linéaire dissipatif est plus sensible que son
homologue lin€aire. Il est important aussi de noter la différence entre cette ¢tude et celle
présentée au chapitre précédent. La lecture des différentes composantes fréquentielles
effectuée au chapitre précédent permettait en effet de déduire un comportement linéaire
classique, alors que le résultat présenté dans ce chapitre s’apparente plutot a une non-linéarité
¢lastique et hystérétique. Nous avons pu observer sur ces matériaux sandwichs endommagés
par décohésion que le parametre non lin€aire li¢ au décalage fréquentiel augmentait d’un

facteur de 500 quand celui 1ié au décalage de I’amortissement avait augmenté d’un facteur 40.
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Figure 5.15 Evolution des paramétres linéaire et non linéaire élastiques en fonction du taux de fissuration
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5.6 Conclusions

Dans ce chapitre nous nous sommes attachés a montrer les potentialités de la vibration
non-linéaire pour la caractérisation du comportement des matériaux sandwichs en présence
d’un endommagement de type décohésion entre la peau et I’ame. Les essais de vibration en
flexion avec plusieurs niveaux d’excitations ont été effectués sur des éprouvettes en matériau
sandwich en présence d’une fissure de longueur variable en configuration encastrée-libre. Les
décalages des fréquences de résonance et des facteurs de perte des trois premiers modes de
vibration en fonction du niveau d’excitation étant constatés pour des taux de fissuration
croissants et pour les deux de matériaux sandwichs étudiés. Ces décalages sont clairement
corrélés au taux de fissuration, autorisant une caractérisation quantitative du comportement en
vibration des matériaux sandwichs endommagés. Par la suite, deux parameétres non linéaires
ont ét¢ déterminés, le premier est associé¢ au décalage fréquentiel appelé parameétre non
linéaire €lastique et le deuxieme associ¢ au décalage de I’amortissement appelé parametre non
lin€aire dissipatif. L’analyse de la variation de ces parameétres en fonction de I’amplitude a la
résonance et du taux de fissuration, a permis de choisir le mode 2 de vibration parmi les trois
premiers comme mode approprié¢ a I’obtention des parametres sensibles a I’endommagement
des matériaux sandwichs. Enfin, quelle que soit la sensibilité des différents parametres, il faut
avant tout retenir que les parametres non linéaires apportent une information complémentaire
aux mesures des fréquences de résonance et des amortissements, information directement liée

a I’¢tat d’endommagement des matériaux sandwichs.
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Chapitre 6

Conclusions

Le travail présenté dans ce mémoire avait pour objectif 1’é¢tude du comportement en
statique, en fatigue cyclique et en vibration linéaire et non linéaire des matériaux sandwichs
avec un endommagement de type décohésion de longueur variable entre la peau et I’ame. Les
matériaux utilisés dans ce travail sont constitués de stratifiés a fibres de verre et de résine
époxyde pour les peaux avec une séquence d’empilement du type [0,/90,]; et d’une ame en
mousse PVC de différentes densités (60 kg m™ et 100 kg m™).

Dans la premicre partie de ce travail, une formulation basée sur la théorie des plaques
sandwiches a ¢t¢ mise en place permettant de décrire le comportement statique d’une
éprouvette en matériau sandwich avec une décohésion de longueur variable. Elle a permis
d’évaluer les rigidités en flexion et en cisaillement de 1’éprouvette en fonction de la longueur
de fissure en utilisant les résultats des essais de flexion 3-points et en faisant varier la distance
entre appuis. L’analyse des résultats obtenus montre que la rigidité en cisaillement diminue

lorsque la longueur de fissure augmente alors que la rigidité en flexion augmente Iégérement.

Le comportement en fatigue cyclique a été analysé dans le cas de la flexion trois points en
controlant le signal déplacement. L’analyse des résultats d’essais de fatigue sur des
éprouvettes initialement vierges a montré que 1’évolution de la rigidité en fonction du nombre
de cycles se déroule en trois phases: une diminution rapide de la rigidit¢ des les premiers
cycles dans la premicre phase, la diminution devient ensuite trés lente dans la deuxiéme
phase, correspondant a la quasi-totalit¢ de la durée de vie des éprouvettes, et enfin dans la
troisieme phase, treés courte, ou la perte de rigidité s’accélére brutalement jusqu’a la rupture
totale des matériaux. Dans le cas des éprouvettes endommagées, 1’énergie dissipée est
calculée a partir des données expérimentales de la charge et du déplacement en fonction du
temps pour différentes longueurs de la fissure. L’amortissement est ensuite évalué a partir de
I’énergie dissipée et de 1’énergie potentielle maximale dans I’éprouvette pour chaque cycle de
fatigue et pour plusieurs longueurs de la fissure. L’analyse des résultats obtenus a montré que
la rigidité, les cycles d’hystérésis et I’amortissement sont sensibles a la longueur de fissure et
au nombre de cycles de fatigue et peuvent E&tre proposés en tant qu’indicateurs
d’endommagement pour le suivi de I’état de santé de I’éprouvette au cours de la fatigue. Une
décohésion a I’interface peaux/ame réduit rigoureusement la résistance et la durée de vie des

matériaux sandwichs.

La deuxiéme partie de ce travail a ¢ét€¢ consacré a 1’analyse expérimentale et par éléments
finis du comportement vibratoire des matériaux sandwichs sains et endommageés et de leurs
constituants. L’analyse expérimentale a ét¢é menée dans le cas de vibration en flexion de

\

poutres. La réponse a une impulsion a ¢été établie, les fréquences de résonance et
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I’amortissement pour plusieurs longueurs de fissures ont été¢ déduits, des essais en ajustant la
réponse expérimentale a 1’aide de la méthode des moindres carrées en utilisant le module
d’optimisation de Matlab. La modé¢lisation par ¢léments finis a permis d’identifier les
propriétés dynamiques (fréquences propres, ¢énergies dissipées et amortissement) des
matériaux sandwichs en présence d’une décohésion a partir des caractéristiques €lastiques et
des énergies de déformations des constituants. Les résultats obtenus expérimentalement et
ceux par ¢léments finis sont en bon accord jusqu’a une valeur limite du taux de fissuration.
Un écart entre les valeurs expérimentales et celles obtenues par €léments finis apparait pour
des taux de fissuration élevés. Cet écart pourrait €tre attribué a : la variation en fonction de la
fréquence et de la longueur de fissure des propriétés mécaniques des matériaux sandwichs et
de leurs constituants, les effets liés au contact et au frottement des surfaces de la fissure. En
effet, la modélisation par élément finis mise en place ne tient pas compte de ces parametres.
Néanmoins, ce résultat met en évidence un décalage fréquentiel vers les basses fréquences des
fréquences propres fondamentales et harmoniques et une augmentation de I’amortissement
lorsque la longueur de la fissure augmente. L’amortissement et le décalage fréquentiel
peuvent étre utilisés 1a aussi comme outil de CND pour suivre I’évolution de I’état de santé

des matériaux sandwichs.

La derniére partie de ce travail a été consacrée a 1’étude expérimentale du comportement
vibratoire non-linéaire du composite sandwich aux états sains et endommageés. Elle a consisté
a supposer d’abord que la réponse ¢lastique et/ou dissipative, non plus linéaire mais non
linéaire. La méthode de résonance non linéaire a consisté en 1’excitation et au suivi des trois
premiers modes de résonance en fonction du niveau d’excitation et pour plusieurs longueurs
de fissure. L’analyse des courbes de réponse a permis d’obtenir les valeurs des fréquences de
résonance, de I’amortissement et de 1’amplitude a la résonance pour chaque niveau
d’excitation. Les décalages des fréquences de résonance et des amortissements des trois
premiers modes de vibration en fonction du niveau d’excitation étant constatés pour des taux
de fissuration croissants et pour les deux de matériaux sandwichs étudiés. Ces décalages sont
corr¢lés au taux de fissuration, autorisant ainsi une caractérisation quantitative du
comportement en vibration des matériaux sandwichs endommagés. Deux parametres non
linéaires ont ét¢ déterminés a partir de ces résultats, le premier est associé au décalage
fréquentiel appelé parametre non linéaire ¢élastique et le deuxiéme associé¢ au décalage de
I’amortissement appelé parametre non linéaire dissipatif. La variation de ces parameétres en
fonction de I’amplitude a la résonance et du taux de fissuration a permis de choisir le mode 2
de vibration comme mode appropri¢ a I’obtention des paramétres sensibles a
I’endommagement des matériaux sandwichs. Enfin, quelle que soit la sensibilité¢ de ces deux
parametres, il faut avant tout retenir que les parametres non linéaires apportent une
information complémentaire aux mesures des fréquences de résonance et des amortissements,

information directement li¢e a I’état d’endommagement des matériaux sandwichs.
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Analyse expérimentale et par élément finis du comportement statique et
vibratoire des matériaux composites sandwichs sains et endommagés

Résumé

Ce travail de thése a pour objet d’analyser le comportement en statique, en fatigue
et en vibration lin€aire et non linéaire des matériaux sandwichs en présence d’une
décohésion de longueur variable. Une étude détaillée est d’abord menée pour
caractériser le comportement mécanique en statique et en fatigue de ces matériaux.
Les essais ont été conduits en flexion 3-points sur des poutres de ces matériaux pour
plusieurs distances entre appuis et pour plusieurs longueurs de fissure. En vibration,
une ¢étude expérimentale de la réponse en fréquence a une impulsion, menée a I’aide
d’un vibrometre laser a permis de mesurer les fréquences propres et les
amortissements de ces matériaux autour de chaque pic de résonance en fonction de la
longueur de fissure. Les résultats déduits de 1’analyse expérimentale sont comparés a
ceux obtenus a partir d’une analyse par éléments finis. Enfin, une méthode de
vibration non linéaire a ¢été appliquée pour caractériser le comportement des
matériaux sandwichs endommagés par fissuration. Les parametres non linéaires
relatifs au décalage fréquentiel et a I’amortissement sont mesurés en faisant varier
I’amplitude d’excitation. Cette étude a permis de montrer que les paramétres non
linéaires sont plus sensibles a I’endommagement que les parametres linéaires.

Motsclés : Composites, Sandwichs, Décohésion, Statique, Fatigue, Eléments Finis, Vibration,
Fréquence, Amortissement, Vibration non linéaire.

Experimental and finite element analysis of the static and vibration
behaviour of the undamaged and damaged sandwich composites

Abstract

The aim of this work is to investigate the effects of debonding lengths on the static,
fatigue, linear and nonlinear vibration behaviour of sandwich materials. First, a study was
conducted in static and cyclic fatigue loading with various debonding lengths. Shear and
flexural modulus in static tests were determined using the sandwich plate theory. The effects
of debonding lengths on the stiffness, hysteresis loops and damping were studied for various
numbers of cycles during fatigue tests. Then, modelling of the damping of a composite
sandwich with debonding was established considering finite element analysis which evaluated
the different energies dissipated in the material directions of the core and the skins. The
effects of debonding variable lengths on natural frequencies and damping were studied
numerically and compared with experimental results. Finally, the nonlinear vibration method
was used to characterize the behaviour of sandwich beams with debonding. The nonlinear
parameters corresponding to the elastic modulus and damping were determined for each
frequency mode and each debonding length. The results showed that nonlinear parameters
were much more sensitive to damage than linear parameters.

Keywords: Composites, Sandwichs, Debonding, Static, Fatigue, Finite element analysis,
Vibration, Frequency, Damping, Nonlinear vibration.



