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Titre : Modélisation et simulation des splits dans les structures composites stratifiées
Mots clés : composites, calcul des structures, splits
Résumé : Le design de pièces de structures aéronautiques en matériau composite requiert un grand nombre de
tests et de simulations à différentes échelles. Dans ce contexte industriel, les modèles de comportement sont
amenés à prendre une importance de plus en plus prégnante. L’idée développée dans cette thèse est d’améliorer
la description de la fissuration transverse à travers le mésomodèle des composites, introduit au LMT dans les
années 80. L’objectif est d’être en mesure de prédire précisément par la simulation de la rupture d’un stratifié,
en conservant des coûts de calculs raisonnables en vue de substituer à tout ou partie des essais mécaniques
onéreux. On propose ainsi une nouvelle version de notre modèle qui combine, à la fois la prise en compte de
la fissuration transverse localisée sous forme de split, et une description homogénéisée pour les fortes densités
de fissures transverses. Afin de concilier ces deux approches, un critère de détection ad hoc est proposé, le
cas échéant les macrofissures sont introduites dans le modèle par le biais d’éléments cohésifs. Une partie de
l’originalité de ce travail est de concevoir et développer des méthodes de calculs, en vue de leur transfert vers
l’industrie. Pour assurer la pérennité des développements, et pouvoir traiter des problèmes industriels (grand
nombre de degrés de liberté, géométries industrielles) on utilise uniquement des logiciels de calculs commer-
ciaux. À cette fin, l’ensemble des développements a été implémenté de manière non intrusive sous SAMCEF.
Enfin, pour éprouver la nouvelle stratégie proposée, une campagne de validation en partenariat avec AIRBUS
GROUP INNOVATION a été menée sur des structures en matériaux composites stratifiées formées selon des
empilements complexes et présentant des accidents géométriques. Le développement de lois de comportements
adoucissantes entraîne des problèmes de dépendance au maillage, la question de la localisation est alors abordée
sous un angle pratique.
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Title : Modelization and computation of splits in composite material structures
Keywords : composites, structural computations, splits
Abstract : Structural aerospace parts design in composite material requires a large number of tests and simu-
lations at different scales. In this industrial context, constitutive laws are more and more important. The idea
of this thesis is to improve the description of transverse cracking in the composite mesomodel, introduced in
the LMT during the 80’s. The objective is to be able to predict accurately the failure of a laminated composite
structure, at cheap computational cost, in order to replace some of expensive mechanical tests. We propose a
new version of our model which combine, isolated transverse cracks description such as splits, and an homoge-
nized representation to model important transverse cracks density. To reconcile these two approcahes an ad hoc
criterion is introduced, if necessary macrocracks are set in the model by using cohesive elements. A significant
proportion of this works is to design and elaborate methods and computation strategy, in order to transfer from
academic world to industry. To maintain computer code, and be able to compute industrial mechanical pro-
blems (large number of DOF, complex geometry) only commercial softwares must be used. For this purpose,
the whole code is implemented in a non intrusive way on SAMCEF software. Finally, to challenge the new
strategy, a campaign of validation, with our industrial partner AIRBUS GROUP INNOVATION was carried
about structures in laminated composite material, with complex stackings with stress concentrations. Consti-
tutive laws with softening triggers off mesh dependance issues, then the question of localization is discussed
from a practical angle.
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Introduction

Depuis cinquante ans, les secteurs de l’industrie de pointe sont le théâtre d’évolutions
technologiques majeures. Dans l’ère qui s’ouvre, les matériaux sont conçus et optimisés
afin d’élaborer une structure sur mesure répondant à un besoin unique. À titre d’exemple
citons l’utilisation intensive des matériaux composites dans l’industrie aéronautique no-
tamment pour des pièces structurelles (caisson central de voilure de l’A380).

Avec la révolution informatique, la conception mécanique classique, au prisme du
triptyque produit-procédé-matériau a été entièrement repensée. Elle intègre aujourd’hui
des outils de simulations à toutes les étapes du cycle de vie du produit et constitue un
outil indispensable d’aide à la décision. C’est dans ce contexte industriel innovant que
prend source tout un pan de la mécanique moderne, basé sur la simulation numérique et
la formulation de modèles de comportement.

Du fait de leur excellente rigidité spécifique, les matériaux composites sont de plus en
plus utilisés pour les applications de haute technologie dans les domaines de l’aéronau-
tique, de l’automobile et du spatial. Pour opérer la substitution des essais par des simu-
lations numériques il est indispensable de disposer de modèles fiables qui reproduisent
précisément le comportement du matériau associés à des méthodes de calculs robustes et
efficaces.

Depuis 25 ans, des efforts considérables sont déployés en recherche sur la mécanique
des matériaux composites dans l’idée de comprendre et de prédire le comportement de
ces structures. Cependant dans le cas des matériaux composites stratifiés, la prédiction
de l’évolution de l’endommagement jusqu’à la rupture finale reste un challenge déci-
sif qui est au cœur de la révolution du virtual testing engagée par l’industrie aéronau-
tique. Le virtual testing sur une structure consiste, quand cela est possible, à remplacer
les campagnes d’essais expérimentales, coûteuses, par des simulations numériques plus
économiques. Parmi l’ensemble des modèles proposés pour décrire le comportement des
matériaux composites stratifiés, on peut distinguer plusieurs familles de modèles, suivant
l’échelle d’observation à laquelle on se place, une présentation et une discussion plus
exhaustive est proposée dans la suite du document.

Pour remporter le défi du virtual testing des structures composites plusieurs pistes sont
explorées. L’une d’entre elle est ce qui est appelé le mésomodèle d’endommagement des
composites, développé au LMT-Cachan depuis les années 1980. L’hypothèse principale
de ce modèle est que le comportement de tout stratifié soumis à un chargement quelconque
peut être décrit jusqu’à la rupture en utilisant uniquement 2 entités de base : le pli et l’in-
terface. La formulation du modèle dérive des dernières avancées sur la compréhension
des mécanismes d’endommagement des stratifiés et de leurs évolutions à micro, méso et
macroéchelle. Le mésomodèle que l’on propose, implanté dans de nombreux codes in-
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dustriels, peut être vu comme l’homogénéisé d’une description « micro ». Il inclut, depuis
peu, une description du couplage entre le délaminage et la microfissuration qui dépend
de paramètres matériaux intrinsèques à l’échelle micro. Aujourd’hui, plusieurs approches
similaires sont développées, cependant, les prédictions de ces modèles « meso » peuvent
s’avérer beaucoup trop conservatives dans certains cas e.g. dans le cas de structures com-
posites présentant un splitting fort. Dans ce cas, le mésomodèle présente un défaut ; en
raison de constantes numériques liées à la discrétisation, les splits calculés, c’est à dire
les zones complètement endommagées du fait de la micro fissuration sont trop épaisses.
En effet, ce mécanisme d’endommagement est décrit dans le mésoconstituant pli, à tra-
vers des éléments volumiques : la discrétisation spatiale impose, de fait, une épaisseur
pour le split qui se trouve être très importante devant celle observée expérimentalement.
Par ailleurs, le mécanisme de micro fissuration s’appuie en outre sur une hypothèse de
périodicité de la fissuration transverse, cela se traduit en pratique par des valeurs d’indi-
cateurs d’endommagement ( d̄22, d̄12, d̄23 ) seuillées à 0.8 ou 0.9, ce qui limite la relaxation
des contraintes sur les lèvres de la fissure. Une description plus complète ainsi que des
propositions d’amélioration dans la modélisation de ce type de fissuration font l’objet de
ce travail.

Cette thèse est réalisée dans le cadre du projet VERTEX (Validation Expérimentale et
Modélisation des Structures Composites sous Sollicitations complexes) en collaboration
avec Airbus Group Innovations. Le projet VERTEX se décline en quatre work packages,
qui comprennent des volets expérimentaux, mesures par corrélation d’images et simula-
tion numérique, c’est dans cette dernière thématique orientée calcul numérique qu’inter-
vient le laboratoire. L’originalité du projet réside dans l’utilisation d’une machine d’essai
hors norme pour solliciter, avec des chargements combinés, des éprouvettes de grande
taille, une photographie du montage est donnée ci-après en Figure 2. Il réunit autour de
ces problématiques des partenaires industriels : Airbus Group Innovation, des dévelop-
peurs logiciels : LMS Samtech, Holo 3 et des laboratoires de recherches : LMT Cachan,
Institut Clément Ader, ONERA.

L’ambition de cette thèse est d’étendre le domaine de prédiction du mésomodèle à
des éprouvettes dites technologiques notamment en améliorant les capacités prédictives
du modèle en matière de fissuration. La démarche proposée ici consiste à introduire des
interfaces endommageables à l’intérieur du pli, capables de décrire fidèlement le phéno-
mène de splitting observé expérimentalement. Pour cela, l’idée est d’exploiter le logiciel
commercial SAMCEF, qui intègre le mésomodèle amélioré. Ce choix est motivé par les
exigences des partenaires industriels qui souhaitent, en vue du transfert vers l’industrie,
des développements sur leurs outils numériques commerciaux. Insistons sur ce dernier
point à savoir que l’objectif de ce partenariat est en grande partie de développer des sy-
nergies entre les laboratoires de recherches et les développeurs logiciels en vue de faire
passer les outils introduits développés au laboratoire, dans la Toolbox du logiciel SAM-
CEF. À ce sujet, on souligne que la version 18 de Samcef intègre désormais les nouveaux
indicateurs d’endommagements exposés dans cette thèse.

L’étude menée ici se focalise sur le matériau T700/M21 utilisé dans le secteur aéro-
nautique pour des pièces de structures primaires et secondaires. Cependant la validité du
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FIGURE 1: Organisation du projet VERTEX en 4 Work Packages

mésomodèle ne se limite pas à ce couple renfort/matrice mais à tout stratifié à matrice or-
ganique. Des campagnes complètes d’identifications expérimentales pour différents ma-
tériaux ont été menées ces trente dernières années. Le mésomodèle d’endommagement
des composites a été challengé sur ses capacités prédictives (effets d’échelle, couplage
délaminage-microfissuration) lors de plusieurs benchmarks. L’implication du laboratoire
au sein du projet VERTEX vise à élargir le domaine de validité à des éprouvettes dites
technologiques. Ces éprouvettes sont d’une taille plus grande qu’un coupon et peuvent
présenter des détails structuraux ou des accidents géométriques (perçages, boulons...).
Notons qu’on ne s’intéressera ici qu’à des concentrateurs de contraintes liées à des alé-
sages, la question des singularités, plus complexes, faisant l’objet de travaux ultérieurs.

Le présent document se décline comme suit : dans un premier chapitre, on brosse
un portrait général des composites en insistant sur leur modélisation multiéchelle, puis
dans un second chapitre on énonce les équations qui régissent l’endommagement des
composites stratifiés au sein du mésomodèle LMT dans sa version la plus avancée. Puis
dans le troisième chapitre, on attachera de l’importance à la robustesse des simulations.
En particulier, pour les problèmes d’endommagement, la question de la localisation est
abordée. Les paramètres de régularisation repris dans les simulations par la suite sont
explicités. Le quatrième chapitre expose le phénomène de splitting et la nouvelle stratégie
proposée pour affiner la description de ce type de fissuration. En particulier le critère
de détection ainsi que la modélisation d’une macrofissure dans le sens transverse aux
fibres. On précise qu’avec le modèle, moyennant une séparation des contributions à la
microfissuration, la carte de détection des splits peut être facilement obtenue et constitue
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pour une grande part l’originalité de ce travail. La stratégie globale de prise en compte des
splits est explicitée, et son implémentation sur une géométrie académique est présentée.
Pour répondre aux exigences des industriels, les développements sont quasi exclusivement
réalisés avec le logiciel de calcul éléments finis SAMCEF qui équipe les bureaux d’études
de dimensionnement des grands groupes aéronautiques. Enfin dans le cinquième chapitre
on profite des dernières avancées du modèle pour discriminer 3 empilements proposés par
le partenaire AIRBUS en guise de validation finale. En parallèle une campagne d’essais a
été menée à l’institut Clément Ader de Toulouse, on vérifie ainsi les valeurs prédites par
rapport aux résultats expérimentaux qui feront office de juge de paix. Nous profitons de
l’occasion pour remercier chaleureusement les équipes de l’institut Clément Ader avec
lesquelles nous avons collaboré pour réaliser ce travail.

FIGURE 2: Machine d’essai VERTEX



Notations

a Coefficient de couplage pour la plasticité
b2 Coefficient de couplage de forces associées à l’endommagement diffus
b3 Coefficient de couplage pour l’endommagement diffus
d, d′, d23 Variable pour l’endommagement diffus
d̄22, d̄12, d̄23 Variable d’endommagement pour la fissuration transverse
df Variable d’endommagement pour la rupture fibre
d13, d23, d33 Variable d’endommagement pour le délaminage
D Distance entre fissures dans le plan
ED Énergie de déformation du pli
EI Énergie de déformation de l’interface
E0
i Module d’Young initial dans la direction i

G0
ij Module de cisaillement initial du pli dans le plan i− j

GI , GII , GIII Taux de restitution d’énergie pour la fissuration transverse
GI
c , G

II
c , G

III
c Taux de restitution d’énergie critique pour la fissuration transverse

GI , GII , GIII Taux de restitution d’énergie pour le délaminage
GcI , GcII , GcIII Taux de restitution d’énergie critique pour le délaminage
ν0
ij coefficient de Poisson i− j
h Épaisseur d’un pli
h̄ Épaisseur de transition du pli
hI Épaisseur de l’interface
k Coefficient de couplage pour l’endommagement des fibres en compression
E Module d’Young de l’interface
G Module de cisaillement de l’interface
R0 Limite d’élasticité
R(p) Loi d’écoulement plastique
rc Coefficient prenant en compte la non linéarité en compression sens fibre
Yd, Yd′ Composantes de la force thermodynamique pour l’endommagement diffus
Y Force thermodynamique de couplage pour l’endommagement diffus
Ȳ Valeur maximale de Y à l’instant t
Y0 Effort seuil pour l’initiation de l’endommagement diffus
Yc Effort limite pour l’endommagement diffus
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Y22, Y12, Y23 Composantes de la force thermodynamique pour la fissuration transverse
Yρ Force thermodynamique globale pour la microfissuration
Ỹρ Force thermodynamique de couplage associée à la microfissuration
Ydf Force thermodynamique pour la rupture fibre
Y t
dfc Effort limite pour la rupture fibre en traction
Y c
dfc Effort limite pour la rupture fibre en compression
YdI , YdII , YdIII Composantes de la force thermodynamique pour le délaminage de l’interface
Yint Force thermodynamique globale pour le délaminage de l’interface
Ȳint Valeur maximale de Yint à l’instant t
ρL, A,A12, A22 Paramètres pour la fissuration transverse
γII,int, γIII,int Paramètre matériau pour le délaminage de l’interface
ηf Variable d’endommagement liée aux chargements cycliques
εij Composante du tenseur de déformation
θ Angle entre deux plis adjacents
ν0
ij Coefficient de Poisson initial dans les directions i− j du pli
ρ Densité de fissuration dans la matrice
ρ̄ Densité de fissuration moyenne entre deux plis adjacents
τ+, τ− Taux de délaminage
λ Coefficient matériau pour la fissuration transverse
ρs Densité de fissuration à saturation
σij Composantes du tenseur des contraintes
[•]+ Fonction d’Heaviside
〈•〉 Partie positive
〈〈•〉〉 Valeur moyenne dans l’épaisseur du pli
〈〈〈•〉〉〉 Valeur moyenne sur un cube d’arête h



Chapitre 1

Notions de matériau composite

1.1 Matériau composite : définition

Selon le dictionnaire Larousse, une définition de matériau composite peut s’énoncer
ainsi :

Matériau formé de plusieurs composants élémentaires dont l’association confère à
l’ensemble des propriétés qu’aucun des composants pris séparément ne possède.

Une pléiade de matériaux répondent à ce critère et sont par suite catalogués dans la
vaste famille des matériaux composites : parmi les plus connus on peut mentionner l’os
qui est composé d’une matrice en collagène et de renforts en hydroxyapatite et le bois
dont les fibres de cellulose sont noyées dans une matrice de lignine. Dans la majorité
des cas le matériau est composé de deux phases : des renforts mouillés par une matrice.
Les renforts assurent la tenue aux efforts mécaniques de la structure : ce sont souvent
des fibres, longues ou courtes. La matrice quant à elle permet de répartir les contraintes
sur les renforts, elle garantit la géométrie de la pièce et peut aussi conférer au matériau
des qualités telles que la résistance au feu, des travaux numériques ont été menés sur ce
sujet dont [12]. Ce travail est restreint à l’étude d’une catégorie de matériaux composites
dits à fibres longues et à matrice organique (CMO). Parmi ceux-ci on peut distinguer
les composites dits de grande distribution (ex : fibres de verre, matrice polyester) et les
composites dits « hautes performances » (fibres de carbone, matrice epoxy). L’étude se
concentre sur les composites « hautes performances » à fibre de carbone et matrice epoxy
particulièrement utilisés pour les applications aéronautiques.

1.1.1 Un matériau multiéchelle

Une structure en matériau composite stratifié est obtenue en drappant successivement
des couches de fibres appelées plis. Chacun de ces plis est composé d’une multitude de
fibres orientées dans des directions privilégiées ou non. Le matériau étudié ici est formé
de plis dits unidirectionnels, c’est à dire dont les fibres de chaque pli sont orientées uni-
quement dans une direction par opposition aux mats ou aux tissés. Le matériau est ainsi
formé en superposant des plis unidirectionnels dans des directions prédéfinies. Afin de
donner des repères en termes de longueurs caractéristiques, si on considère une fibre
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FIGURE 1.1: Un matériau multiéchelle

comme un cylindre, son diamètre est d’environ≈ 10µm, l’épaisseur d’un pli est de l’ordre
de ≈ 0.1mm, enfin la structure finale a une épaisseur qui peut atteindre quelques centi-
mètres≈ 1cm. Ces valeurs sont à considérer comme des ordres de grandeurs, remarquons
qu’entre l’échelle de la fibre et celle de la structure on a 4 ou 5 ordres de grandeurs, contre
1 entre l’échelle du pli comparée à l’échelle de la fibre.

Une structure peut être observée à plusieurs échelles :
— à l’échelle de la fibre (≈ 10µm ) ;
— à l’échelle du pli (≈ 0.1mm) ;
— à l’échelle de l’empilement (≈ 1cm).

La décision de l’échelle d’observation n’est pas sans conséquence. En effet, de ce choix
découle une orientation sur la famille de modèles de représentation.

1.2 La dégradation des matériaux composites stratifiés
De nombreuses campagnes expérimentales ont été menées pour observer et caracté-

riser la dégradation des stratifiés depuis l’apparition de microfissures à l’interface fibre
matrice jusqu’à la rupture brutale des fibres, certaines sont rapportées notamment dans
[50],[68], [44], [21] et [104].

De par sa structure multiéchelle (fibre, couche, empilement), la dégradation d’un stra-
tifié est susceptible de se produire à plusieurs échelles. Les mécanismes majeurs de rup-
ture identifiés expérimentalement sont classifiés ci-après. La rupture finale de la structure
est ainsi la synthèse de plusieurs mécanismes d’endommagement qui interviennent suc-
cessivement ou en concert à l’échelle de la fibre et à l’échelle du pli pour aboutir à la
rupture de la macrostructure.

1.2.1 L’endommagement à l’échelle de la fibre
On distingue 3 principaux mécanismes d’endommagement à l’échelle de la fibre, lon-

gueur caractéristique ≈ 10−5m :
— l’endommagement diffus dans le pli : des microfissures apparaissent dans les

couches et conduisent à des décohésions à l’interface entre les fibres et la matrice ;
— le micro délaminage : des microfissures apparaissent dans la zone riche en résine

entre deux plis, initiées par les fissures transverses qui créent des concentrateurs
de contraintes au niveau de l’interface ;
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FIGURE 1.2: La rupture des fibres

FIGURE 1.3: Delaminage

— la rupture des fibres (Figure 1.2) : ce mécanisme peut se scinder en deux phases :
une première où seulement quelques fibres viennent à rompre, ce mécanisme est
stable jusqu’à ce qu’une certaine quantité critique de fibres ait rompu. À ce stade
la propagation devient instable et toutes les fibres rompent brutalement, le stratifié
est alors considéré comme totalement ruiné.

1.2.2 L’endommagement à l’échelle du pli
On répertorie 2 mécanismes d’endommagement remarquables à l’échelle du pli, lon-

gueur caractéristique ≈ 10−4m :
— la fissuration transverse est une macrofissure qui se développe dans le pli, parallè-

lement aux fibres : elle apparaît par un mécanisme de percolation des microfissures
sous-jacentes à l’endommagement diffus ;

— le délaminage (Figure 1.3) correspond à un décollement de deux couches entre
elles : les plis se détachent, les efforts ne sont plus repris que par certains plis : à
ce moment la structure est considérée comme totalement ruinée.

FIGURE 1.4: La décohésion des fibres et de la matrice
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FIGURE 1.5: Fissuration transverse

1.3 Modélisation de la dégradation des matériaux com-
posites

Pour prédire la tenue aux efforts d’un stratifié, l’ingénieur dispose de modèles de com-
portement. La construction d’un modèle repose sur le choix d’une échelle d’observation
de la dégradation. En effet on peut décrire la détérioration de l’éprouvette au niveau ma-
tériau, de manière discrète, en incluant chaque discontinuité, ou au niveau de la structure
en traitant l’endommagement de façon homogénéisée.

Une classification communément adoptée pour discriminer les différents modèles d’en-
dommagement de structure composite se base sur l’échelle à laquelle la détérioration du
matériau est traitée.

De ce classement se dégagent 3 grandes familles de modèles :
— les micromodèles qui décrivent l’endommagement au niveau de la microstructure ;
— les macromodèles qui traitent la rupture de l’éprouvette à l’échelle de l’empile-

ment ;
— les mésomodèles qui se situent entre les deux, à l’échelle du pli.
Les micromodèles s’appliquent à décrire le matériau, dans son intimité, à une échelle

très petite : celle de la microstructure [32], [103], [4] et [45]. En effet chaque longueur
de fibre et chaque volume de matrice sont représentés . La longueur caractéristique est
de l’ordre du diamètre d’une fibre soit environ 10µm. Ces modèles, rendent compte de
l’endommagement d’une structure composite de manière très précise. Pour autant, du fait
de l’échelle d’observation, les maillages et les temps de calculs associés aux simulations
à l’échelle micro sont considérables. De ce fait il est impossible de simuler des coupons
de quelques centimètres et a fortiori des structures industrielles en utilisant une approche
de ce genre.

Une seconde famille de modèles dits macromodèles considère la structure à l’échelle
de l’empilement. La longueur caractéristique est de l’ordre du centimètre (≈ 1cm). Ces
modèles dérivent de la théorie des plaques stratifiées, relativement élémentaire. En consé-
quence, ils sont très économiques en terme de coûts de calcul. En revanche, ces modèles
basés sur une hypothèse cinématique simple de plaque stratifiée ne sont pas adaptés pour
décrire finement le scénario d’endommagement d’un stratifié en particulier la compétition
entre les mécanismes d’endommagement, une discussion plus exhaustive sur les limita-
tions des modèles macro est disponible dans [2].

Une famille de modèles dits mésomodèles appréhende le matériau à une échelle inter-
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FIGURE 1.6: Choix du V.E.R pour l’homogénéisation

médiaire, la longueur caractéristique est de l’ordre de l’épaisseur du pli (≈ 100µm). Cette
approche permet de concilier une description précise de la physique des composites tout
en conservant des coûts de calculs « raisonnables ». Le travail qui suit se concentre sur
cette famille de modèles.

1.3.1 Les micromodèles

Les micromodèles, comme on l’a dit précédemment, étudient le stratifié à l’échelle
de la fibre, la longueur caractéristique est de l’ordre de 10−5m. Le principe des micromo-
dèles est de revenir aux propriétés intrinsèques des fibres et de la matrice et de remonter à
une échelle supérieure afin de déduire le comportement du pli ou de la structure complète.
Dans ces modèles l’endommagement est décrit d’une façon discrète. Les micromodèles
sont principalement utilisés dans les méthodes d’homogénéisation, ou pour la compré-
hension de la dynamique des mécanismes de dégradation à l’échelle de la fibre.

Des études micro ont été menées sur la décohésion fibre/matrice, on peut citer [122],
[96] [14] et sur la fissuration transverse [106], [22] [21], [26] et [116].

Cependant du fait du raffinement de maillage imposé par le modèle, il est impossible,
à l’heure actuelle, de simuler une structure ou même une éprouvette modélisée par un
modèle micro.

Les micromodèles sont utilisés pour homogénéiser les propriétés d’un volume élé-
mentaire représentatif et ainsi faire remonter, à une échelle supérieure, les propriétés phy-
siques d’un stratifié. Plusieurs choix sont possibles pour le VER :

— le VER peut être défini à l’échelle de la fibre : voir [32, 103]. Cette homogénéi-
sation permet de décrire les mécanismes à l’échelle de la fibre mais ne peut pas
rendre compte des mécanismes à l’échelle du pli qui se développent à une échelle
plus grande que celle du VER ;

— le VER peut être défini à l’échelle de la fissuration transverse [78].
Dans [78] [85] et [86] les auteurs ont introduit un pont entre l’échelle micro et l’échelle

méso de manière à obtenir des modèles à l’échelle méso donc peu chers en temps de
calcul, qui incluent la physique en faisant remonter une information micro « physique » à
une échelle supérieure.
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1.3.2 Les macromodèles

Les macromodèles étudient le stratifié à l’échelle de l’épaisseur de la structure, la lon-
gueur caractéristique est de l’ordre de 10−2m. À cette échelle et compte tenu de l’épaisseur
qui reste faible devant les dimensions de la structure, on peut discrétiser la géométrie en
utilisant des éléments plaques ou coques, on peut citer [110].
La résolution du problème s’effectue ensuite en deux étapes :

— Un calcul global de la structure en utilisant un modèle de type plaque composite
(Classical Laminated Plate Theories) ;

— Reconstruction des champs de contraintes et de déformations locaux dans chaque
couche ;

— Application de critères de rupture du matériau pour chaque couche.
Les modèles macro s’appuient sur la représentation de la géométrie d’un stratifié par

une nappe. Ils postulent une hypothèse sur le comportement : par exemple cinématique
de type Kirchoff ou Hellinger de manière à construire un champ de déplacement simple.
Cette hypothèse reste cependant trop simpliste et les macromodèles sont mis en échec
lorsque la structure présente des singularités ou des accidents géométriques.

Critères de rupture

On distingue 3 catégories de critères macro pour prédire l’endommagement d’un stra-
tifié.

— les critères de type contrainte ou déformation maximales admissibles dans le re-
père lié au pli ;

— les critères de type Tsaï ;
— les critères de type Hashin.

Les critères utilisés pour décrire l’endommagement en contrainte maximale sont iden-
tifiés à partir de tests de rupture en traction compression. Ces critères ne prennent pas en
compte le fait que les sollicitations peuvent être composées et surestiment la tenue de la
structure lorsque le chargement n’est pas uniaxial.
Les critères de type Tsai et Hashin prennent en compte la possibilité que la structure soit
soumise à des sollicitations composées, voir [128]. On peut représenter de tels critères
par une enveloppe de rupture à la manière d’un critère de Von Mises pour un métal, mais
tenant compte en plus du comportement orthotrope du pli.
Les critères de type Hashin [58] prennent en compte plusieurs modes de rupture : la rup-
ture de la matrice et celle de la fibre en traction compression. Les contraintes dans le sens
du pli sont comparées à des valeurs seuils de tenue en traction compression pour la fibre
et la matrice.
En tout état de cause les macromodèles sont capables de prédire les zones les plus sol-
licitées de la structure, cependant les critères macroscopiques ne sont pas basés sur la
physique de la dégradation d’un stratifié. Ces critères ne peuvent pas décrire fidèlement
les processus de ruine d’un composite qui interviennent à l’échelle de la fibre et du pli et
notamment la compétition entre les différents mécanismes de dégradation.
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1.3.3 Les mésomodèles
Les mésomodèles étudient le stratifié à l’échelle d’une couche, la longueur caracté-

ristique est de l’ordre de 10−4m. En général, l’épaisseur d’un pli élémentaire se situe
autour de 0.125mm. L’échelle d’étude de la structure se veut suffisamment petite pour
décrire finement l’endommagement du composite en respectant la physique, et suffisam-
ment grande afin de limiter le nombre de degrés de liberté lors des simulations. Différents
mésomodèles ont été introduits, on peut citer [78] [61] [23] [132] [117] [24] [52] [82]. Ces
différents modèles diffèrent en particulier dans leur description de la fissuration transverse
d’un stratifié.

On trouve dans certains mésomodèles une modélisation de la fissuration transverse
de manière discrète [23] [131] et [61]. Les fissures sont introduites à la jonction de deux
éléments de plis dans le plan des fibres.

En conséquences, les modèles à l’échelle méso présentent une alternative prometteuse
aux modèles micromécaniques pour prédire la rupture d’une structure en matériaux com-
posite de manière fiable. Par la suite, on étudiera seulement cette famille de modèles, le
chapitre suivant propose une description du mésomodèle LMT basée sur des considéra-
tions micromécaniques.

Conclusion

Dans ce chapitre, on a brossé un portrait général des matériaux composites. Une clas-
sification classiquement adoptée selon l’échelle d’observation a permis de distinguer trois
grandes familles de modèles pour les matériaux composites. Les avantages et inconvé-
nients de chacune d’entre elles ont été exposés. On propose dans le chapitre qui suit de
préciser notre propos en présentant le modèle qui sera employé par la suite pour effectuer
les simulations.
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Chapitre 2

Le mésomodèle LMT

Le mésomodèle d’endommagement des composites a été introduit au laboratoire de
mécanique et de technologie de Cachan dans les années 80. Depuis maintenant presque 30
ans la modélisation s’est perfectionnée, intégrant un certain nombre d’améliorations afin
de coller au plus près de la physique de la dégradation d’un stratifié. Dans cette section
on présente le mésomodèle, sous un angle pratique, dans sa version actuelle en insistant
sur l’aspect multiéchelle.

La littérature scientifique sur les composites est immense : de nombreux ouvrages et
une foule de revues internationales ont traité de leur compréhension, leur modélisation et
de l’identification de modèles de comportement thermomécanique des composites, avec
une attention particulière portée sur les composites stratifiés à fibres longues qui sont les
plus largement utilisés dans les domaines de l’aéronautique, du spatial et aujourd’hui dans
le secteur automobile. Cependant, même dans le cas de composites stratifiés, la prédiction
de l’évolution de l’endommagement jusqu’à la rupture finale reste un défi majeur qui est
au coeur de la révolution actuelle du virtual testing.

À l’horizon des années 2000, on comptait deux types d’approches en compétition pour
décrire la dégradation d’un stratifié : la micromécanique des composites stratifiés, voir
[63, 20, 108, 17] dans laquelle on représente chacune des fissures. L’analyse des struc-
tures en elles mêmes constituait une seconde approche très active, mais malheureusement
limitée à l’élasticité, particulièrement pour les analyses de délaminage [41, 42, 120, 39]
et d’optimisation [140].

Ces dernières années, de nombreux modèles de calcul ont été introduits, indépendam-
ment de ces deux familles, pour simuler et interpréter les essais expérimentaux mais très
peu aujourd’hui peuvent être considérés comme des approches prédictives ; parmi elles,
on peut citer [29, 90] et le mésomodèle d’endommagement des composites du LMT. Cette
dernière réponse au virtual testing peut être située entre la vision « critère de rupture » qui
est relativement grossière et la vision « micro », qui est très satisfaisante en termes de
physique, mais hors de portée des puissances de calculs disponibles pour l’instant.

Par ailleurs des travaux pour bâtir un pont micro-méso ont été menés au LMT [78, 79,
81, 85] dans le but de développer une complète synergie entre la micromécanique et la
macromécanique. La première application a été le micromodèle d’endommagement dans
[82, 83, 84], qui est en accord avec les savoirs préexistants à l’échelle micro et méso, et à
la différence d’autres modélisations à l’échelle micro, le micromodèle d’endommagement
est en capacité de simuler des structures complexes. La plus grande différence avec les
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modèles existants est que chacune des fissures est modélisée « in extenso » en prenant
en considération l’initiation et la propagation grâce à ce qu’on appelle « Finite Fracture
Mechanics » [59, 108]. Ainsi, lorsqu’on veut reproduire l’expérience, on n’a pas besoin
d’introduire un réseau de fissures qui s’appuie sur une observation expérimentale a priori.

Cependant de tels modèles conduisent à des coûts de calculs faramineux et ne peuvent
donc pas être utilisés tels quels pour des calculs d’ingénierie de structure [86]. Ainsi, dans
l’approche LMT, ce micromodèle constitue les fondements du mésomodèle qui peut être
vu comme un matériau virtuel de référence pour toute une famille de matériaux compo-
sites et non pas seulement pour un seul matériau bien précis. En utilisant le pont micro-
méso, le mésomodèle du LMT résulte d’une homogénéisation du modèle micro, assuré
du point de vue physique [98].

Cette version a été implémentée ou est en phase de l’être dans des codes industriels
pour le virtual testing notamment dans le logiciel SAMCEF qui est utilisé pour réaliser
les simulations présentées dans ce manuscrit. Elle constitue un progrès significatif vis à
vis des versions standards développées ces 30 dernières années et disponibles dans bon
nombre de logiciels industriels de calculs des structures [73, 5, 74, 75]. Récemment, un
pas a été franchi [87] avec la modélisation de l’interaction entre la microfissuration dans le
pli et le délaminage qui est un phénomène important observé [62, 104, 48, 46, 30, 70, 95,
141, 61, 132]. On observe en effet qu’un pli fissuré est plus enclin qu’un pli non fissuré à
initier du délaminage au niveau des zones riches en résine qui le contiennent.

Dans de récents papiers l’approche multiéchelle de la modélisation est revisitée. On
soulignera certains aspects pratiques liés aux différents points suivants :

— un micromodèle unifié qui prend en compte la fatigue, la vitesse de chargement et
l’oxydation, c’est à dire un matériau virtuel de référence ;

— un pont général entre la micro et la méso mécanique ;
— le mésomodèle d’endommagement utilisé pour le calcul de structure en tant que

modèle homogénéisé.

2.1 Le matériau virtuel de référence

2.1.1 Les principaux mécanismes d’endommagement
Les mécanismes d’endommagement des composites stratifiés sont aujourd’hui bien

compris grâce à de nombreuses campagnes expérimentales et aux travaux théoriques me-
nés sur ce que l’on appelle la micromécanique des stratifiés (voir les papiers [107, 108, 17]
et en particulier les ouvrages [63, 20]). La figure 2.1 montre, hormis la rupture fibre, les
différents scénarios à l’échelle micro (notons que les scénarios 3 et 4 font généralement
défaut dans la micromécanique car ils se développent à une échelle supérieure à celle de
la fibre, celle du pli).

Dans la plupart des cas pratiques, le scénario suit la Figure 2.2. Les scenarios 3 et
4 démarrent, ce qui mène à un endommagement assez diffus dans les plis et les inter-
faces. La fissuration transverse apparaît par le biais d’un phénomène de percolation, et le
scénario 1 est activé. La compétition entre la fissuration transverse et le délaminage local
s’achève par une saturation du scénario 1 et sont relayés par le développement du scénario
catastrophique numéro 2. Finalement, la rupture finale apparaît avec la rupture des fibres
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et le délaminage.

FIGURE 2.1: Les principaux mécanismes d’endommagement

FIGURE 2.2: Les scénarios de rupture en traction
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2.1.2 Le matériau virtuel de référence en tant que modèle hybride
micromécanique

Aspects fondamentaux

L’échelle de travail en micromécanique est comprise entre la dimension caractéris-
tique de la structure (≈10cm) et le diamètre d’une fibre (≈10µm). L’état de la structure
est décrit en pratique par un assemblage d’interfaces fissurées et de couches fissurées
constituées d’un matériau « fibre-matrice » supposé homogène ou quasi-homogène. La
difficulté provient du nombre important de fissures.

Partant de l’état initial, des contraintes résiduelles apparaissent dès la fabrication et
peuvent être déterminées par simulation du procédé d’obtention de la pièce. Une ap-
proche plus pragmatique consiste à introduire une variation de température négative qui
correspond au refroidissement du matériau à partir de la température de cuisson jusqu’à
l’ambiant. De cette manière, on peut estimer sans difficulté les contraintes résiduelles en
utilisant la thermoélasticité.

FIGURE 2.3: Le matériau virtuel de référence

Une modélisation hybride est proposée. Pour décrire le matériau fibre-matrice on em-
prunte le framework de la mécanique des milieux continus classique, les surfaces fissu-
rées, quant à elles, suivent un modèle discret en introduisant « des surfaces fissurées mini-
males ». Cette démarche s’inscrit dans le cadre global de la « Finite fracture mechanics »
(voir [59, 108]).

Modélisation du matériau fibre-matrice

On présente au préalable le mésomodèle LMT restreint aux scénarios 3 et 4. Les
scénarios 1 et 2, qui sont activés par des seuils d’endommagement ne sont pas introduits
dans cette partie. Ainsi, le mécanisme d’endommagement diffus dans les plis et dans
l’interface est décrit par un modèle qui inclut de l’endommagement de la (visco)plasticité.

Élasticité et vitesse d’endommagement

Les matériaux composites qui sont investigués dans cette étude sont constitués de
renforts seulement dans une direction (UD) par opposition aux composites tissés pour



2.1. LE MATÉRIAU VIRTUEL DE RÉFÉRENCE 29

lesquels les notions de trame et de chaîne interviennent. Par la suite, les indices 1,2 et 3
désignent respectivement la direction des fibres, la direction transverse dans le pli et la
direction normale au pli. L’énergie du matériau endommagé définit la cinématique d’en-
dommagement. En utilisant les notations classiques, cette énergie s’écrit :

2ED =
1

(1− df )E0
1

[
〈σ11〉2 + Φ(〈−σ11〉)− 2ν0

12σ11σ22 − 2ν0
13σ11σ33

]
+

[
〈−σ22〉2

E0
2

+
〈−σ33〉2

E0
3

−

(
ν0

23

E0
2

+
ν0

32

E0
3

)
σ22σ33

]
+

[
〈σ22〉2

E0
2(1− d′)

+
〈σ33〉2

E0
3(1− d′)

]

+

[
σ2

12

G0
12(1− d)

+
σ2

23

G0
23(1− d23)

+
σ2

13

G0
13(1− d)

]
(2.1)

avec Φ(•) = 2/3rc •3 et rc qui est une constante matériau prenant en compte la réponse
élastique non linéaire en compression [6]. Toutes les variables internes d’endommage-
ment restent constantes à travers l’épaisseur du pli de chaque couche. Les indicateurs d′,
d et d23 servent à décrire le mécanisme d’endommagement diffus pour lequel on suppose
un comportement isotrope transverse défini par la direction des fibres ; l’aspect unilatéral
des microfissures associées à l’endommagement diffus est pris en compte en partitionnant
l’énergie totale en une énergie de « traction » et une énergie de « compression ». df est
une variable d’endommagement qui décrit la rupture des fibres. 〈•〉 signifie la partie po-
sitive. Les forces thermodynamiques associées à la dissipation d’énergie mécanique sont
données par :

Yd =
∂ 〈〈ED〉〉
∂d

∣∣∣∣
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〉〉
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σ=cst

=
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2 (1− df )2E0
1

〈〈[〈σ11〉2 + Φ(〈−σ11〉)− 2ν0
12σ11σ22 − 2ν0

13σ11σ33]〉〉

(2.2)
où 〈〈•〉〉 signifie la moyenne sur l’épaisseur du pli. Les paramètres matériaux à identifier
pour cette loi sont les rigidités initiales du tenseur de Hooke (5 composantes indépen-
dantes conformément à l’hypothèse d’isotropie transverse), ainsi que la constante rc.

Loi d’évolution de l’endommagement diffus

À partir des résultats expérimentaux, on montre que les forces qui gouvernent l’évo-
lution de l’endommagement sont :

Y = [Yd + b2Yd′ ] (2.3)

où b2 est une constante matériau qui équilibre l’influence de l’énergie transverse devant
l’énergie de cisaillement. Pour des taux d’endommagement faibles, et des chargements
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quasi statiques, on a :

d =

√
Ȳ −

√
Y0√

Yc −
√
Y0

pour d < 1 sinon d = 1

d′ = b3d

(2.4)

avec Ȳ = supτ≤t Y et où Y0, Yc, b2, b3 sont des constantes matériaux. L’évolution de
l’endommagement est ensuite définie par une fonction linéaire de la racine de la force
thermodynamique associée. Généralement, d n’excède pas une valeur proche de 0.5 asso-
ciée à une instabilité et un phénomène de saturation survient : la microfissuration s’initie
grâce au phénomène de percolation des microfissures diffuses. Cependant pour les maté-
riaux thermoplastiques, ce phénomène d’instabilité peut apparaître plus tard du fait de la
rotation des fibres. Le modèle reste valide pour une assez large gamme de températures
[7], une fonction typique de cisaillement à température ambiante est donnée en Figure
2.4.

Shear damage forces Y1/2 (MPa1/2) 

FIGURE 2.4: Fonction d’endommagement en cisaillement du materiau

Le couplage entre l’endommagement et la (visco)plasticité

Les microfissures (i.e. l’endommagement diffus mène à des phénomènes de glisse-
ment avec frottement, et donc à des déformations anélastiques), et la matrice peuvent aussi
introduire de la (visco)plasticité, voir [89]. Dans les matériaux composites la (visco)plasticité
s’entend comme des déformations irréversibles et non pas comme pour les métaux qui
présentent des mécanismes de glissement de plans atomiques les uns sur les autres. Les
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FIGURE 2.5: Courbe d’écrouissage à température ambiante pour un IM6/914

contraintes effectives et les déformations anélastiques sont définies par :

σ̃11 = σ11 σ̃22 = −〈−σ22〉+
〈σ22〉

(1− d′)
σ̃33 = −〈−σ33〉+

〈σ33〉
(1− d′)

σ̃12 =
σ12

(1− d)
σ̃23 =

σ23

(1− d23)
σ̃31 =

σ31

(1− d)

˙̃ε11p = ε̇11p
˙̃ε22p = 〈ε̇22p〉(1− d′)− 〈−ε̇22p〉 ˙̃ε33p = 〈ε̇33p〉 (1− d′)− 〈−ε̇33p〉

˙̃ε12p = ε̇12 (1− d) ˙̃ε23p = ε̇23p (1− d23) ˙̃ε31p = ε̇31p(1− d)

(2.5)
où εijp pour i, j ∈ {1, 2, 3} exprime la déformation anélastique classique. Il a été montré
que des modèles de matériaux très simples et fidèles à l’expérience peuvent être obtenus
en utilisant de telles quantités. Un modèle de plasticité très simple qui décrit les déforma-
tions anélastiques est défini par le domaine élastique suivant :

f (σ̃, R) =
√
σ̃2

12 + σ̃2
23 + σ̃2

31 + a2 (σ̃2
22 + σ̃2

33)−R−R0 (2.6)

L’écrouissage est supposé isotropique, ce qui signifie que le seuil R est une fonction des
déformations cumulées p. p→ R(p) est une fonction du matériau, qui est définie par :

p =

∫ t

0

[ ˙̃ε2
12p + ˙̃ε2

23p + ˙̃ε2
31p +

1

a2

(
˙̃ε22p + ˙̃ε33p

)
]
1
2dt (2.7)

où a est une constante matériau de couplage. Les conditions de seuil sont :

ṗf = 0 avec ṗ > 0 et f 6 0

˙̃εijp =
1

2
ṗ

σ̃ij
R +R0

pour i 6= j et i, j ∈ {1, 2, 3}

˙̃εiip = ṗ
a2σ̃ii
R +R0

pour i ∈ {2, 3}

(2.8)
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Un exemple d’une telle courbe d’écrouissage est donné pour le matériau IM6-914 sur la
Figure 2.5.

Identification.

Le principal essai est le [45n,−45n]2S . Afin d’obtenir les coefficients de couplage a,
b2 et b3, on peut réaliser par exemple le test [67.5n,−67.5n]2S .

Modélisation du délaminage et de la microfissuration

On introduit des surfaces minimales de fissures, la longueur caractéristique étant l’épais-
seur du pli élémentaire (voir Figure 2.6). Tous les taux de restitution de l’énergie sont
associés à ces surfaces.

FIGURE 2.6: Surfaces minimales fissurées

Critère d’initiation de la fissuration transverse

L’initiation est gouvernée par :

Y I
initiation =

 GI si h ≤ h̄

GI
h̄

h
si h ≥ h̄

Y II,III
initiation =

 GII,III si h ≤ h̄

GII,III
h̄

h
si h ≥ h̄

(2.9)

et
Y I
initiation

GI
c

+
Y II
initiation

GII
c

+
Y III
initiation

GIII
c

≥ 1 (2.10)

Critère de propagation d’une fissure transverse existante

La propagation est gouvernée par :

GI

GI
c

+
GII

GII
c

+
GIII

GIII
c

= 1 (2.11)
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Les taux de restitution de l’énergie sont reliés à la microfissuration et pourraient être cal-
culés simplement en utilisant une valeur de tunelling. Plus généralement, le calcul des
différents taux de restitution de l’énergie peut être grandement simplifié en utilisant des
expressions analytiques. Lorsqu’une surface élémentaire est fissurée, des conditions de
contact unilatéral avec frottement apparaissent. Les valeurs critiques sont des champs
stochastiques qui sont remplacés, après discrétisation, par des variables stochastiques in-
dépendantes pour lesquelles une loi normale modifiée est introduite. Les résultats sont
quasi-indépendants de la loi de probabilité choisie [82, 83].

Fissuration de délaminage

L’interface du matériau i.e. une fine couche de matrice entre deux plis de différentes
orientations, est supposée être indépendante de l’angle de la direction des fibres. Cette hy-
pothèse a été confirmée expérimentalement en prenant en compte les endommagements
à l’intérieur du pli [9]. L’interface est faite de matrice décrite par une interface cohésive
élastique avec le critère de rupture suivant qui implique des taux de restitutions de l’éner-
gie associé à une propagation finie :

GI

GcI

+
GII

GcII

+
GIII

GcIII

≥ 1 (2.12)

Identification

Les constantes matériaux à identifier ici sont les taux de restitution d’énergie classique
et l’épaisseur de « transition » h̄ qui est entre 2 et 5 fois l’épaisseur du pli élémentaire. Pour
le délaminage, seule l’interface est concernée. Une identification rapide peut être effectuée
en considérant en premier lieu que la propagation des microfissures peut s’interpréter
comme du délaminage pour une interface [0, 0]. Des résultats expérimentaux [9] mènent
à :

GI
c ≈ 0.8GcI (2.13)

on a en outre :
GII
c ≈ GIII

c ≈ 3.5GI
c

GcI ≈ GcII ≈ 3.5GcI

(2.14)

Rupture des fibres

On fait l’hypothèse d’un comportement fragile en traction. Un volume minimal de
rupture est introduit comme un cube d’arête h. Alors, on introduit :

Y t
df

= Ydf pour σ11 ≥ 0

Y c
df

= Ydf + kYd pour σ11 ≤ 0
(2.15)

où k est une constante matériau. On représente la valeur moyenne d’une grandeur sur
le cube d’arête h par 〈〈〈•〉〉〉, les critères de rupture pour la traction et la compression
s’écrivent :

df = 1 si sup
τ≤t
〈〈〈Y t

df
〉〉〉 ≥ Y t

df c

df = `(r̄C , αC ,mC) si df < 1, sinon df = 1
(2.16)
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avec r̄C = sup
τ≤t

〈〈〈Y c
df〉〉〉
Y c
df

et où Y t
df c

et Y c
df c

sont deux constantes matériaux.

La fonction `, qui dépend des paramètres αC et mC , est détaillée à la fin de ce chapitre.
Elle décrit l’endommagement dû au kinking en compression. Les paramètres αC et mC

peuvent être identifiés grâce aux résultats expérimentaux et théoriques donnés dans [47,
11]. Approximé comme un mécanisme fragile, la seconde relation de (2.16) peut être
exprimée comme suit :

r̄C < 1, sinon df = 1 (2.17)

On a alors à identifier au moins deux seuils Y t
df c

, Y c
df c

et un coefficients de couplage k.

Calcul hautes performances de modèle physiques complexes

Des calculs de structures ont été réalisés dans [86, 134, 127] en utilisant l’approche
de calcul LATIN multiéchelle et parallèle. Les résultats sont très proches de l’expérience
et la figure n° 2.7 montre une telle comparaison pour une plaque composite [02/902]s en
traction [127]. En particulier, on reproduit parfaitement les splits dans le pli à 0°. Mal-
heureusement, les coûts de calcul sont aujourd’hui trop prohibitifs pour une utilisation en
calcul de structure. La volonté ici est de montrer qu’à condition d’intégrer la physique
dans les modèles, et en acceptant la contrepartie de payer des coûts de calcul très élevés,
les simulations reproduisent fidèlement l’expérience. Par extrapolation on peut dire que
les mécanismes de ruine d’un composite sont globalement bien compris, et que des efforts
doivent être déployés dans les stratégies de calcul performantes afin de permettre de si-
muler physiquement des géométries complexes. Insistons sur le fait que le matériau et sa
modélisation semblent relativement bien appréhendés, le cœur de la difficulté du Virtual
Testing résidant dans l’intégration de ces modèles à l’échelle de la structure.

FIGURE 2.7: Comparaison essais simulation

2.1.3 Vers un modèle unifié
Une extension à la fatigue a été réalisée dans [97, 67] qui impacte le matériau fibre

matrice. Tout comme l’endommagement diffus, le phénomène de fatigue bien qu’il existe,
se révèle être faible, le choix de modélisation a été d’introduire dans [97] une nouvelle
variable interne d’endommagement ηf telle que pour des chargements cycliques, le taux
de restitution de l’énergie soit tel que :

{Gc}(1− ηf ) (2.18)
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où ηf suit des lois d’endommagement de fatigue classiques en termes de surfaces « mini-
males » introduites dans le dernier paragraphe. C’est le seul changement dans le modèle.
Une illustration est donnée Figure 2.8.

by the static law, even under cyclic loading. However, the
microcracking tenacities are assumed to decrease with each
cycle, leading to a natural increase of the microcracking
level, which follows Eq. (1).

Let us denote f~Gcg these ‘‘damaged’’ tenacities. Of
course, these evolve during the whole cyclic process; thus,
in a general sense:

f~Gcg ¼ f~GcðN ;CcycÞg; ð7Þ

where N is the number of cycles and Ccyc denotes the cyclic
loading conditions (maximum stress level, loading ratio,
and so on).

In previous works [10], these ‘‘damaged’’ tenacities were
linked directly to the current level of diffuse fatigue dam-
age. However, this damage, although it exists, appears to
be very small. Under pure transverse cyclic loading, such
a level is not even measurable. Therefore, diffuse damage,
whose definition is based on the loss of stiffness, may not
be an appropriate variable for measuring the cyclic weak-
ening of the material. We prefer to introduce a new internal
variable gf such that, for cyclic loading:

fGcg ¼ f~Gcg ¼ f!Gcgð1$ gfÞ. ð8Þ

Remark. Thus, gf can be viewed as a damage variable
related to the critical quantities. It compounds the influence
on the critical quantities of all the homogeneous mecha-
nisms which depend on the cyclic loading.

3.2. Decrease of tenacities during cyclic loading

Let us now illustrate the variation of gf during classical
fatigue experiments. Experimental observations on fatigue
tests are usually described in terms of the microcracking
rate as a function of the number of cycles for prescribed fa-
tigue conditions. Extensive experimental works have been
published: Boniface and Ogin [24], Berthelot et al. [25],
Yokoseki et al. [26], Sun et al. [27]. For illustration pur-
poses, Fig. 4 shows the mean values of the experimental
observations by Wang et al. [12] for mechanical fatigue
on cross-ply carbon/epoxy laminates.

If one assumes that microcracking always appears dur-
ing the maximum stress state (~r2

22jmax) of each cycle, Rela-
tions (5) and (8) can be used to calculate the evolution of
gf from such classical information. For example, under
pure Mode I:

gfðNÞ ¼ 1$ l

2!GI
c

%
~r2

22jmax

~E2

% f ðqÞ. ð9Þ

Thus, the evolution of gf can be identified and is illustrated
in Fig. 5 for the experiments by Wang et al. [12]. For each
laminate and each stress level, [gf M log(N)] is found to be
a linear law. This seems to be a very general conclusion,
since it was also verified on several other materials.

Nevertheless, further mechanical interpretation of the
results of Fig. 5 is difficult due to the fact that in this draw-
ing a large number of different microcracking states and
stress levels are mixed at each point. (For example, points
A, B, C and D of the four samples have approximately the
same level of fatigue damage gf, but the actual experimen-
tal degradation states, such as microcracking rate, of all
these points are very different.) Therefore, we now need
to build an actual evolution law taking into account all
these differences.

3.3. The evolution law for gf

In accordance with the phenomenology described in
Section 3.1, gf quantifies the progressive weakening of the
intercrack material.
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Fig. 4. Experimental microcracking rate vs. the number of mechanical
cycles (mean values of fatigue tests at room temperature, from [12]).
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Fig. 5. Evolution of gf during cycling for the experiments of Fig. 4.
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FIGURE 2.8: Évolution de ηf en fonction du nombre de cycles de fatigues à température
ambiante

D’autres aspects ont aussi fait l’objet d’investigations. La viscoélasticité a été ajou-
tée en considérant des quantités effectives [127] et en relation avec les problèmes d’im-
pact dans [71, 38]. De nombreux résultats expérimentaux peuvent être trouvés dans [19].
L’oxydation a été étudiée dans [97, 99, 36] et le comportement électrique des composites
stratifiés est investigué dans [123].

2.1.4 La traction

Une première tentative pour élargir le concept de Matériau Virtuel de Référence à des
composites tissés a été réalisé dans [112] ainsi que dans [65]. Le matériau virtuel de réfé-
rence est ensuite caractérisé par une description précise de l’architecture du pli tissé (toron
de chaine et de trame) et par l’introduction de microfissures discrètes et de délaminage
local. De plus, dans les composites tissés l’échelle du toron est présente. Ce travail étend
aux composites tissés l’approche par un calcul mutltiéchelle développé précédemment
pour les stratifiés unidirectionnels.
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2.2 Le pont micro-méso

2.2.1 La méthode
Un pont relativement complet a été construit entre la micromécanique et la mésomé-

canique dans [78, 79, 81, 85], la figure 2.13 décrit les deux échelles de travail impliquées
dans la stratégie de calcul. À gauche, la structure réelle soumise à un chargement est défi-
nie à l’échelle micro. Elle est définie sur le matériau fibre-matrice comportant des fissures
matricielles et de délaminage. Le problème à résoudre porte clairement sur deux échelles,
par suite la solution comprend deux composantes : une partie à grande longueur d’onde
pour laquelle la dimension caractéristique est la dimension de la structure et une partie à
courte longueur d’onde dont la longueur caractéristique égale à l’épaisseur du pli.

Pour résoudre ce problème à deux échelles l’approche classique consiste à séparer le
calcul en deux parties. Dans un premier temps, on détermine la grande longueur d’onde en
résolvant le problème dit homogénéisé où la structure réelle est remplacée par une struc-
ture homogénéisée. La solution de ce problème définit les quantités méso. Dans un se-
cond temps, les quantités micro qui déterminent le terme de la solution à courte longueur
d’onde sont déterminées en fonction des mésoquantités. Cette approche a été appliquée
au problème de base décrit Figure 2.10 où l’on considère une couche située entre deux
interfaces et deux plis. Les parties supérieures et inférieures de la structure étudiée sont
homogénéisées. On impose des conditions périodiques et un comportement élastique.

FIGURE 2.9: Le schéma de calcul à deux échelles

L’équivalence doit être vérifiée pour n’importe quelle valeur du résidu qui puisse
s’écrire en termes des quantités méso. Le lien fondamental micro-méso qui définit ce
qu’on appelle la structure homogénéisée est vérifié exactement pour les deux problèmes
de base. Il peut s’écrire de la manière suivante :

∀Γ π εmeso π = π〈〈εmicro〉〉π
πσmesoN3 = π〈〈σmicro〉〉N3

(2.19)

où 〈〈•〉〉 = 1
mes(Γ)

∫
Γ
•dS.
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FIGURE 2.10: Lien micro-méso fondamental

Γ est une section droite quelconque orthogonale à N3 et compatible avec la périodicité
associée au pli ou à l’interface qui contient Γ. En pratique, pour une grande densité de
fissures, Γ peut être remplacée par n’importe quelle grande section droite par rapport à
l’empilement. π est le projecteur sur le plan orthogonal à N3.

Un très grand nombre de calculs a été réalisé en considérant des intervalles de valeurs
pratiques pour chaque paramètre, en particulier pour l’endommagement à l’échelle micro.
Il est établi que cette cellule peut représenter tous les cas rencontrés en ingénierie et
qu’elle peut être approximée par deux problèmes de base : le problème de base du pli, et le
problème de base de l’interface. Les opérateurs homogénéisés sont quasi intrinsèques. Ils
ne dépendent pas ou peu en pratique des paramètres des parties supérieures et inférieures.

2.2.2 Les outils
Modélisation du pli élémentaire

Le mésomodèle du matériau fibre matrice doit prendre en compte la fissuration trans-
verse de la matrice, pour ce faire on ajoute 3 variables supplémentaires de mésoendom-
magement d̄22, d̄12 et d̄23. Il s’en suit que les termes diagonaux de l’énergie écrit comme
(2.1) sont impactés, en considérant les nouveaux modules :

E0
2(1− d′)(1− d̄22)

G0
12(1− d)(1− d̄12)

G0
23(1− d23)(1− d̄23)

(2.20)

Pour calculer les variables supplémentaires de mésoendommagement en termes des
variables micro : ρ, τ+ et τ−, on considère la cellule à l’échelle micro définie Figure 2.11.
Le pli central est à 90° et les parties supérieures et inférieures sont des plis orientées à 0°.
Les paramètres d’endommagement micro sont sans dimension :

τ+ =
R+

h
, τ− =

R−

h
and ρ =

h

D
(2.21)



38 CHAPITRE 2. LE MÉSOMODÈLE LMT

FIGURE 2.11: Le problème de base du pli

Des illustrations de cette approche sont données dans [78, 79]. En pratique, on peut
négliger l’influence de τ+ et τ−. On obtient alors les fonctions intrinsèques au matériau :

d̄12 = f12(ρ)
d̄22 = f22(ρ)
d̄23 = f23(ρ)

(2.22)

Elles sont tracées Figure 2.12 pour un composite carbone-epoxy T700 M21. Dans
le calcul ces fonctions apparaissent ainsi que leurs dérivées. On propose de simplifier
leur utilisation en considérant des approximations pour un intervalle pratique de travail
[0,0.8] :

d̄22 = AρL(1− exp(−ρ/ρL))

d̄12 = A12d̄22

d̄23 = A23d̄22

(2.23)

où A, A12, A22 et ρL sont des coefficients calculés à partir des fonctions d’origine issues
du processus d’homogénéisation.

Allons plus loin avec la loi d’évolution à l’échelle méso. Premièrement, pour un ρ
donné, on associe les forces d’endommagement suivantes :

Yρ =

[[
Y22

GI
c

+
Y12

GII
c

A12 +
Y23

GIII
c

A23

]
A exp(−

ρ

ρL
) min(h, h̄)

]
= Ỹρ exp

(
−
ρ

ρL

)
(2.24)

avec

Y22 =
1

2E0
2

〈〈〈σ22〉2〉〉
(1− d′)

(
1− d̄22

)2

Y12 =
1

2G0
12

〈〈σ12〉2〉
(1− d)

(
1− d̄12

)2

Y23 =
1

2G0
23

〈〈σ23〉2〉
(1− d23)

(
1− d̄23

)2

(2.25)

Comme Yρ 6 1, la loi d’évolution de ρ est :

ρ

λρL
= ln[sup

τ6t
Ỹρ] (2.26)
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FIGURE 2.12: Fonctions de microfissuration pour le matériau carbone-epoxy T700 M21

avec

Ỹρ =

[
Y22

GI
c

+
Y12

GII
c

A12 +
Y23

GIII
c

A23

]
Amin(h, h̄) (2.27)

et avec un coefficient additionnel λ. Le rôle de ce coefficient est de prendre en compte le
caractère périodique « approché » du réseau de fissures transverses. C’est un coefficient
de recalage comparable à celui utilisé dans [78, 81] et très proche de celui introduit par
Nairn dans [107]. Son identification pourrait être réalisée en considérant la comparaison
entre des comportements aléatoires et périodiques comme il est fait dans [82, 83, 84]. Une
seconde technique, proposée dans [100], est basée sur un essai de fissuration multiple sur
un stratifié cross ply. La valeur identifiée pour des stratifiés est :

λ ≈ 1.4 (2.28)

Remarques.

Les plis externes, et aussi les parties des plis adjacents à des interfaces totalement
délaminées se comportent au niveau de la microfissuration, comme un pli d’épaisseur
moitié [107, 81].

Le problème d’interface de base

À l’échelle méso, le concept d’interface est modifié : la microfissuration doit être
prise en compte. Cependant, le modèle matériau reste surfacique et il a été démontré
dans [85, 87] qu’elle peut être déterminée à partir de la cellule micro définie Figure 2.13.
L’interface centrale est entre deux couches fissurées : un pli à θ/2 et un pli à −θ/2. Les
parties supérieure et inférieure sont des couches à 0°. L’interface est décrite à l’échelle
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micro comme une zone cohésive d’interface. Les paramètres d’endommagements micro
adimensionnés sont :

— les taux de fissuration transverse : ρ = h/D, ρ′ = h′/D′ ;
— les taux de délaminage : τ+ = R+/h, τ− = R−/h, τ ′+ = R′+/h′, τ ′− = R′−/h.
Le problème à résoudre implique des conditions périodiques. C’est un problème 3D

qui peut être résolu grâce à deux problèmes 2D [85]. Nous avons prouvé dans [87] que
son énergie était égale à :

2eD = hI

[
〈−σ33〉2

E
+

〈σ33〉2

E (1− d33)
+

σ2
13

G (1− d13)
+

σ2
23

G (1− d23)
+
ω

G
σ13σ23

]
(2.29)

où hI est l’épaisseur de l’interface, E et G les module d’Young et de cisaillement de la
matrice.

FIGURE 2.13: Le problème de base de l’interface

On a aussi :

d13 =
d33 + (1− d33) (Γ + Γ′) sin2

θ

2

1 + (1− d33) (Γ + Γ′) sin2
θ

2

d23 =
d33 + (1− d33) (Γ + Γ′) cos2

θ

2

1 + (1− d33) (Γ + Γ′) cos2
θ

2

(2.30)
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où Γ(ρ) est une fonction du matériau calculée avec une interface avec θ = 90°. On peut
l’approximer par :

Γ(ρ) ≈ γIρ (2.31)

où γI est un coefficient. Pour des composites classiques carbone-epoxy γI est proche de
0.5. Notons que même si d33 est égal à zéro, la rigidité de cisaillement de l’interface peut
diminuer de façon importante.

Critère de délaminage pour les chargements hors-plan

Le modèle d’interface standard est étendu comme suit. Les forces élémentaires d’en-
dommagement sont Y33, Y13 et Y23 et définies comme :

Y33 =
hI〈σ33〉2

2E (1− d33)

Y13 =
hIσ

2
13

2G (1− d13)

Y23 =
hIσ

2
23

2G (1− d23)

(2.32)

La force d’endommagement effective, qui est responsable de l’augmentation de l’endom-
magement d’interface, est :

ȲI = sup
τ≤t

 Y33

GcI

+
Y13

GcII

(
1− d13

1− d33

)2

+
Y23

GcIII

(
1− d23

1− d33

)2
 (2.33)

avec ȲI ≤ 1. La loi d’endommagement du mésoendommagement de délaminage de l’in-
terface est :

d33 = `(
√
ȲI ,mD, αD) (2.34)

où mD et αD sont reliés à l’initiation du délaminage. Ils caractérisent la dimension des
zones cohésives qui sont plus grandes que l’épaisseur du pli.

Critère de délaminage pour chargement dans le plan

L’initiation du microdélaminage correspond à la saturation de la microfissuration. Il
est prouvé dans [87] que le microdélaminage (scenario 2) est instable pour les composites
classiques carbone-epoxy. Ainsi, dans [87], un critère fragile à l’échelle méso calculé
depuis le pont micro-méso a été introduit. Par ailleurs, les densités de microfissuration
sans dimension à saturation peuvent être interprétées comme des constantes matériau. De
nombreuses études ont montré que cette valeur est approximativement intrinsèque, indé-
pendamment de la séquence cross-ply choisie [104, 79]. En pratique, ce paramètre permet
d’exprimer la limitation du mécanisme de fissuration du fait de l’initiation du microdéla-
minage qui apparaît au niveau des extrémités des fissures matricielles qui jouent alors le
rôle de concentrateurs des contraintes. Par conséquent, on propose le critère suivant :

sup(ρ, ρ′) < ρS, sinon d33 = d13 = d13 = 1 (2.35)
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où ρ et ρ′ sont des densités de microfissuration sans dimension des plis adjacents via l’in-
terface. ρS est la valeur du seuil de saturation qui se situe autour de 0.8 pour un carbone-
epoxy classique.

2.3 Le mésomodèle d’endommagement

Une approche qui répond au défi du Virtual Testing en conservant une description
complète et prédictive de la physique de la dégradation des composites est le mésomodèle
d’endommagement développé au LMT Cachan depuis les années 1980 [73, 5, 72, 74]. De
récentes études permettent de passer du modèle standard d’endommagement à une des-
cription complète des mécanismes de dégradation à chaque échelle, basé sur des considé-
rations micromécaniques. Ainsi maintenant, le modèle d’endommagement proposé pour
le Virtual Tesing est le modèle d’endommagement homogénéisé du matériau virtuel de
référence qui est décrit en détail dans la Section 2.1. À l’échelle méso, caractérisée par
l’épaisseur du pli, la structure du stratifié est décrite comme une séquence d’empilement
de couches homogènes dans l’épaisseur et d’interfaces interlaminaires (voir Figure 2.14).
Les principaux mécanismes d’endommagement tels que la rupture fibre, la microfissura-
tion de la matrice et la décohésion entre les couches adjacentes sont décrits en employant
le formalisme de la mécanique des milieux continus 3D. Le modèle du pli inclut à la fois
les caractères endommageable et anélastique. L’interface interlaminaire est définie par un
modèle mécanique à deux dimensions qui assure le transfert des efforts et la continuité
des déplacements d’un pli au suivant. A priori, les interfaces 0°/ 0° ne sont pas intro-
duites. Les mécanismes d’endommagement sont pris en compte en moyennant les va-
riables d’énergie interne relative à l’endommagement. Le mésomodèle est ensuite défini
en ajoutant une autre propriété : un état d’endommagement uniforme est prescrit à tra-
vers l’épaisseur du pli élémentaire. Ce point joue un rôle clé lorsqu’on essaie de simuler
une macrofissure avec un modèle d’endommagement. Comme complément, les modèles
d’endommagement avec effet retard sont introduits.

FIGURE 2.14: Les mésoconstituants
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2.3.1 Le pli seul

Endommagement diffus, microfissuration et anélasticité

L’endommagement diffus est décrit par deux variables d et d′. La microfissuration est
définie par une seule variable d’endommagement continue : la densité de microfissure
sans dimension ρ. df caractérise la rupture des fibres. L’énergie est :

2ED =
1

(1− df )E0
1

[
〈σ11〉2 + Φ(〈−σ11〉)− 2ν0

12σ11σ22 − 2ν0
13σ11σ33

]
+

[
〈−σ22〉2

E0
2

+
〈−σ33〉2

E0
3

−

(
ν0

23

E0
2

+
ν0

32

E0
3

)
σ22σ33

]

+

[
〈σ22〉2

E0
2 (1− d′)

(
1− d̄22

)+
〈σ33〉2

E0
3 (1− d′)

]

+

[
σ2

12

G0
12 (1− d)

(
1− d̄12

)+
σ2

23

G0
23 (1− d23)

(
1− d̄23

)+
σ2

13

G0
13(1− d)

]
(2.36)

avec Φ(•) = 2/3rc•3 et (1− d23) =
1− d′(

1− ν023
1+ν023

d′
).

Endommagement diffus et inélasticité

Les forces d’endommagement sont :

Yd =
∂

∂d
〈〈ED〉〉 =

1

2 (1− d)2〈〈
σ2

12

G12

(
1− d̄12

)+
σ2

13

G0
13

〉〉

Yd′ =
∂

∂d′
〈〈ED〉〉 =

1

2 (1− d′)2〈〈
〈σ22〉2

E0
2

(
1− d̄22

)+
〈σ33〉2

E0
3

+
1− d23

(1− d′) (1 + (1− d′) ν0
23)
(
1− d̄23

) σ2
23

G0
23

〉〉

(2.37)

avec 〈〈•〉〉 = 1
h

∫ h
2

−h
2

• dz. La loi d’évolution pour l’endommagement et la modélisation des
phénomènes anélastiques sont donnés en Section 2.1.2 à travers la formule (2.2)-(2.8).

La microfissuration

La loi d’évolution de l’endommagement que suit ρ est définie par la sous-section 2.2.2
à travers la formule (2.20)-(2.27).



44 CHAPITRE 2. LE MÉSOMODÈLE LMT

La rupture des fibres

Considérons les forces d’endommagement en traction et en compression introduites
dans la sous-section 2.1.2 mais maintenant les contraintes sont les contraintes méso :

Ydf =
1

2 (1− df )2E0
1

〈〈〈σ11〉2 + Φ (〈−σ11〉)− 2ν0
12σ11σ22 − 2ν0

13σ11σ33〉〉

Y t
df

= Ydf

Y c
df

= Ydf + kYd

(2.38)

avec 〈〈•〉〉 = 1
h

∫ h
2

−h
2

• dz. La loi d’évolution de l’endommagement est définie grâce à un
modèle d’endommagement avec taux limité. On a :

ḋf =
1

τc
(1− exp(−ac 〈q〉)) si df < 1, autrement df = 1 (2.39)

où : q = sup(rT − df , `(rC , αC ,mC)− df )

rt =

[
Y t
df

Y t
df c

] 1
2

=
1

2 (1− d)2〈〈
σ2

12

G12 (1− d12)
+
σ2

13

G0
13

〉〉

Yd′ =
∂

∂d′
〈〈ED〉〉 =

1

2 (1− d′)2〈〈
σ2

22

E0
2 (1− d22)

+
〈σ33〉2

E0
3

+
1− d̄23

(1− d′) (1 + (1− d′) ν0
23) (1− d23)

σ2
23

G0
23

〉〉

(2.40)
et avec :

rT =

[
Y t
df

Y t
df c

] 1
2

et rC =

[
Y c
df

Y c
df c

] 1
2

(2.41)

Les paramètres αC , mC , Y t
df c

et Y c
df c

ont déjà été présentés 2.1.2. Notons que le compor-
tement en compression peut être approximé par un mécanisme fragile. Les paramètres de
localisation ac et τc seront discutés au prochain chapitre.

2.3.2 L’interface
Le modèle d’interface qui est une interface cohésive non standard est complètement

défini à la sous-section 2.2.2 de même que son interaction avec la densité de microfissu-
ration des plis adjacents. C’est une modélisation orthotrope, l’axe étant la bissectrice de
l’angle relié aux directions des fibres des plis adjacents.

Loi d’endommagement

Introduisons z = (1− d)x avec d = `(x). La fonction z est représentée Figure 2.15 et
est définie comme suit :

— pour x ∈ [0, α′], z = (1− d)x avec d = `(x) =
1

1 +m

(
x

α

)m

(m ≥ 1)
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— pour x ∈ [α′, 1], z est linéaire et d = `(x) = 1−
1

x

1− x
1− α′

z(α′)

x
1α’α

z

FIGURE 2.15: La fonction d’endommagement `

Ainsi, la fonction z sur [0, 1] est maximale pour x = α. La dérivée première de z est
continue sur l’intervalle complet [0, 1]. z peut être interprêté comme une contrainte et x
comme une déformation. Notons que la pente de la sécante est : 1−d. Une autre propriété
remarquable est reliée au maximum de z sur [0, 1]. Ce point peut aussi être interprêté
comme un point d’instabilité ou un point d’initiation. Considérons que la déformation x
est la racine carrée de la force d’endommagement ; le calcul est présenté :

(1− d) ẋ− d,x ẋx = 0 (2.42)

et ensuite, en utilisant d = 1
1+m

( x
α

)m, on a :

(1− d) = d,xx = md et dI =
1

1 +m
(2.43)

Les paramètres sont α et m avec (1 +m)αm < 1, ainsi on a :

α′ ≈ α(1 +
α

m+ 1
) (2.44)

et
Gc

Yc
=

∫ 1

0

x2δd ≈ (α
m

m+ 1
+ α2

m

(m+ 1)(m+ 2)
) (2.45)

pour définir Yc.

Conclusion

Dans cette partie, les mécanismes élémentaires de ruine d’un composite ont été expo-
sés, des justifications quant à leur prise en compte au sein du modèle ont été apportées.
Les équations du mésomodèle LMT, dans sa version actuelle, ayant été énoncées on se
propose dans le chapitre qui suit d’appréhender un certain nombre de paramètres relatifs
à la discrétisation et aux lois de comportement avec endommagement évoquées ci-avant
en vue de maîtriser le calcul et de faire émerger une stratégie de simulation robuste.
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Chapitre 3

Calcul robuste et régularisation

Introduction

Les équations qui régissent le mésomodèle ayant été rappelées dans les parties précé-
dentes, on attache dans ce chapitre, une importance particulière à la maîtrise du calcul.
On propose ici une démarche pragmatique qui permet de former une stratégie de calcul
robuste pour la suite. C’est une évidence, pour développer une approche prédictive il est
nécessaire de comprendre les différentes constantes matériaux et mathématiques qui in-
terviennent dans le modèle de manière à adopter des paramètres de calcul cohérents et de
s’assurer que la solution apportée par la simulation sera correcte. Dans ce chapitre on fait
une digression afin d’aborder deux aspects fondamentaux des problèmes d’endommage-
ment traités par calcul éléments finis.

Les équations et les paramètres qui pilotent le mésomodèle ont effectivement été dé-
crits au chapitre précédent. Cependant parmi ces constantes on peut différencier celles
que l’on peut facilement associer à des grandeurs physiques, intrinsèques au matériau :
des modules d’Young ou des modules de Coulomb, et d’autres plus abstraites qui relèvent
essentiellement de la mise sous forme mathématique du problème : discrétisations spa-
tiale et temporelle, utilisation de lois de comportement complexes. On verra par la suite
que l’issue de la simulation dépend grandement de la valeur assignée à chacun de ces
paramètres. Le chapitre qui suit présente les difficultés auxquelles on doit faire face pour
traiter correctement le problème quasistatique d’endommagement. Naturellement la ques-
tion de la localisation est très complexe et pourrait faire l’objet d’une thèse en soi. On ne
proposera donc pas ici de solution idéale mais plutôt la démarche que nous avons conduite
pour dominer les calculs.

L’introduction de lois de comportement non linéaires avec adoucissement dans les
modèles fait apparaître un phénomène « pathologique » dit de localisation. Dans les si-
mulations sur des structures ce phénomène se traduit par le fait que l’endommagement
se localise sur un seul élément ou sur une seule bande d’éléments et ce même pour des
maillages de plus en plus fins. Du point de vue mathématique, le résultat du calcul dépend
très fortement de la discrétisation spatiale utilisée. Cette question a donné lieu depuis les
années 1980 à de très nombreux travaux se concrétisant par des limiteurs de localisation
afin que le calcul converge vers une solution qui est indépendante du maillage en temps et
en espace. Dit sous une autre forme, le résultat d’un calcul dépend, dans le cas général du
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maillage, l’important est que pour des maillages de plus en plus fins ce calcul converge
vers une solution qui, elle, soit indépendante des paramètres de maillage.

Par ailleurs la localisation de l’endommagement entraine que la rupture d’une struc-
ture peut s’établir dans des éléments de plus en plus petits. D’un point de vue physique
cela signifie que la structure peut se rompre en dissipant une énergie nulle (ou aussi faible
qu’on le souhaite), ce qui est contraire aux observations. Il appartient donc de parer à
cet effet de localisation en imposant, par exemple, une longueur caractéristique à la zone
endommagée. Une fois que le phénomène de localisation a été pris en compte, il reste à
vérifier que la quantité d’énergie dissipée est cohérente.

Enfin, notons que l’énergie dissipée à travers le taux de restitution de l’énergie s’ap-
puie sur une hypothèse de « cinématique de trajet de fissure » : pour dissiper « la bonne
énergie » il est nécessaire en plus de la maîtrise du calcul de disposer du taux de resti-
tution de l’énergie Gc correspondant à la « bonne cinématique ». Dans les cas qui nous
intéressent, la cinématique de fissuration est connue, au moins dans ses grandes lignes.
En effet de par leur structure très orientée, l’endommagement des matériaux composites,
contrairement à l’endommagement des matériaux métalliques, est dirigé principalement
par leur structure, et moins par l’intensité des sollicitations mécaniques extérieures. De ce
fait on peut postuler avec une bonne approximation, dans certains cas, une cinématique
de fissuration.

Les paramètres de localisation ayant été présentés, on insiste sur la nécessité d’avoir
une politique de réglage de ces paramètres. Pour être plus clair, on verra dans les para-
graphes qui suivent qu’il y a nécessité d’attribuer une valeur à des paramètres dits mathé-
matiques ou tout du moins difficilement identifiables. Un second aspect tout aussi impor-
tant est de comprendre comment jouent ces paramètres de localisation. Considérons par
exemple le problème très simple d’un pli à 0° sollicité en traction. On soumet la structure
à trois chargements qui diffèrent uniquement par leur discrétisation temporelle. La Figure
3.1 présente la réponse de la structure. On remarque que les courbes effort-déplacement
obtenues diffèrent grandement par leur forme et par leur maximum.
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FIGURE 3.1: Influence de la modification d’un paramètre ici le pas de temps

Cet avatar numérique met en lumière la nécessité de comprendre comment interagissent
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les paramètres de simulation. Ici la modification de l’incrément de temps ou de l’incré-
ment de déplacement d’un paramètre du calcul doit être considérée non pas de manière
isolée, mais globale en considérant l’impact sur des quantités adimensionnées, à savoir
l’incrément de déformation et le rapport r = τc

∆t
sur lesquelles on reviendra par la suite,

sans quoi on obtient des résultats et des pattern de rupture totalement différents : du com-
portement quasi-fragile (en rouge) à un comportement très ductile (en noir) et un effort à
rupture largement surestimé.

3.1 Techniques de régularisation usuelles pour traiter le
problème de localisation

Les propriétés des modèles d’endommagement avec adoucissement, dont la localisa-
tion ont fait l’objet de nombreux travaux. C’est le secteur du génie civil qui a le premier
été confronté à ces anomalies dans les modèles d’endommagement décrivant le compor-
tement des bétons voir [15], [119] et [113] et a étudié les facteurs de ce phénomène. Des
études sur les matériaux métalliques ont suivi avec la synthèse [18]. On propose, ci-après,
un passage en revue, non exhaustif, des limiteurs de localisation.

3.1.1 Méthodes locales en espace : Modèle à effet retard- Modèle à
effet de vitesse

Les modèles à effet de vitesse ont été étudiés notamment par Needleman dans [109].
Pour les composites, les modèles d’endommagement avec effet retard combinés avec un
calcul en dynamique ont été introduits dans [72] et développés dans [76] [54] [10]. Partant
de la physique de l’endommagement des matériaux et en particulier de l’observation de la
rupture d’un matériau qui n’est de fait pas instantanée, des lois d’endommagement dites à
effet retard ont été proposées. Dans ces modèles, on introduit un coefficient homogène à
l’inverse d’un temps qui borne le taux variation d’endommagement en fonction du temps.
De ce fait l’endommagement ne peut pas varier instantanément. Une correspondance entre
dimensions temporelles et spatiale peut être facilement introduite dans une approche dy-
namique via la célérité des ondes dans le milieu, le cas du délaminage a d’ailleurs fait
l’objet de tels travaux voir [54]. Cependant dans un cadre quasi statique, cette analogie
perd son sens, ce paramètre est alors envisagé comme une constante mathématique de ré-
gularisation et non comme un paramètre matériau. On le verra par la suite, il est essentiel
de le choisir convenablement sous peine d’introduire « artificiellement » (c’est à dire dans
le passage du problème physique au problème numérique) un comportement ductile à un
matériau réputé fragile.

3.1.2 Méthodes non locales en espace : Modèle à gradient, Modèles
intégraux

Comme on l’a vu précédemment, pour surmonter les problèmes de localisation il y a
nécessité de faire intervenir une longueur interne qui va maîtriser l’étalement de la zone
endommagée. Pour ce faire, on décrit ici deux familles de modèles, dont un s’appuie sur
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une pénalisation des gradients pour contrôler la variation d’endommagement entre deux
éléments voisins, la seconde famille de méthode propose de travailler avec des grandeurs
intégrales i.e : moyennées sur une certaine zone d’influence.

Approche à gradient voir [118]

Une des manifestations du phénomène de localisation est qu’un seul élément, ou une
seule bande d’éléments s’endommage et dont l’épaisseur peut être rendue aussi petite
qu’on le souhaite. Le gradient, ou la variation spatiale de l’indicateur d’endommagement
est donc importante voire maximale. Dans les modèles à gradient on incorpore une lon-
gueur caractéristique. La nature de ce paramètre est discutable et il n’est pas bien établi
s’il s’agit d’une propriété de la structure ou du matériau ou des deux. Un certain nombre
de modèles ont proposé d’introduire une dépendance à la variation spatiale d’endomma-
gement. De ce fait les champs d’endommagement ne peuvent présenter que des variations
spatiales progressives. En définitive, à condition de se donner un maillage suffisamment
fin, le champ d’endommagement ne peut se concentrer sur un seul élément. L’étalement
de la zone de rupture est introduit via la longueur de régularisation et non plus par la
discrétisation spatiale du problème, et on retrouve donc une convergence au sens évoqué
auparavant à savoir que la solution vers laquelle tendent les solutions obtenues pour des
maillages de plus en plus fins ne dépend plus des paramètres de discrétisation.

Une variante de cette stratégie est de pénaliser non plus les gradients d’endommage-
ment, mais les gradients d’efforts thermodynamiques, c’est le choix qui a notamment été
fait dans l’implémentation du mésomodèle dans SAMCEF. Une discussion plus exhaus-
tive sur les modèles non locaux est disponible dans [40].

Approche intégrale [119]

Certains auteurs, pour régulariser le problème considèrent des quantités moyennées
sur un certain domaine. On représente ci-dessous un exemple pour une quantité ā qui est
obtenue via une intégration de la quantité a sur un voisinage autour de x via une fonction
de pondération ω. La longueur interne ici est introduite dans la fonction de pondération.

ā(x) =

∫
Ω
ω(x, y)a(y)dy∫
Ω
ω(x, y)dy

avec ω une fonction de pondération :

ω(x, y) = exp

(
‖ x− y ‖

2l2

)
Cette approche permet de régler le problème de localisation, cependant elle apporte de
nouvelles difficultés dans le calcul des intégrales. En effet pour un point situé sur la fron-
tière ou proche de la frontière l’intégrale sur le domaine peut être plus difficile à implé-
menter, une seconde difficulté dans le calcul se pose lorsque deux points proches n’in-
fluent pas l’un sur l’autre, par exemple deux points situés sur deux lèvres d’une même fis-
sure ne sont pas censés interagir. La prise en compte de ces aspects parasites peut alourdir
considérablement le calcul.
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3.1.3 La régularisation dans SAMCEF
Les solutions des problèmes de mécanique de l’endommagement ont la particularité

d’être très sensibles au maillage. Pour éliminer cette sensibilité au maillage, on a recours
à des méthodes dites de régularisation. Dans l’implémentation du mésomodèle dans le
logiciel commercial SAMCEF deux techniques sont à notre disposition :

— l’effet retard ;
— la régularisation par pénalisation des gradients d’efforts thermodynamiques.
La compréhension de ces paramètres est indispensable à la maîtrise du modèle. En

effet, la modification d’un paramètre peut changer drastiquement l’allure et les seuils
maximum de la solution du problème d’endommagement.

3.1.4 L’effet retard dans les problèmes quasi-statiques : correspon-
dance des chargements

Dans le modèle tel qu’il est implémenté et disponible dans SAMCEF l’incrément
d’endommagement dépend de l’incrément de temps entre deux pas de chargement. Or
dans la physique de problèmes quasi statiques d’endommagement la solution ne dépend
pas de l’incrément de temps. En d’autres termes deux chargements tels que représentés
ci-dessus sur la Figure 3.2 sont censés mener au même résultat physique, or dans le calcul
ce n’est pas le cas, car la variation de l’endommagement fait intervenir l’incrément de
temps.

••

• •

• •

déplacement imposé (mm)

temps (s)
∆t1

∆t2

FIGURE 3.2: 2 trajets de chargements équivalents en quasistatique

Pour surmonter cette difficulté, on propose ici une démarche très pragmatique que
l’on expose maintenant. On considère deux structures identiques soumises à 2 charge-
ments quasi statiques comme représentés ci-dessus. Si les piquets de chargements sont
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les mêmes alors la réponse de la structure doit être la même. Pour bien comprendre consi-
dérons deux chargements « équivalents » du point de vue quasi statique :

T (s) 1 0.1
∆ t (s) 1 0.1
Umax mm 1 1
τc (s) à déterminer à déterminer

Pour un même incrément de déformation, c’est à dire pour un même incrément de
déplacement, on souhaite que l’état d’endommagement soit le même. On a donc :

∆d1 = ∆t1
τc1
× (1− exp〈f(Y )− d〉+) ∆d2 = ∆t2

τc2
× (1− exp〈f(Y )− d〉+)

Pour avoir ∆d1 = ∆d2, l’état de contrainte-déformation étant supposé le même, il faut que
∆t1
τc1

= ∆t2
τc2

. Avec cette condition on obtient un champ d’endommagement qui ne dépend
pas de la discrétisation temporelle ce qui est souhaitable pour une simulation basée sur
une hypothèse d’évolution quasistatique.
On pose donc r =

τc1
∆t1

constant, on déduit le temps caractéristique τc2 = r∆t2.

Raffinement « temporel »

Si on a à augmenter le nombre de piquets de temps, en vue d’augmenter la précision
du calcul, on a à réduire ∆ε en conservant ε̇ constant. Ce qui revient à garder constant la
pente de la courbe Ud(t) = f(t).

En définitive, la vitesse d’endommagement ḋ est déterminée par l’état de sollicita-
tion et son histoire ainsi il est donc nécessaire de définir une correspondance entre le
temps et l’incrément de déplacement pour pouvoir utiliser l’effet retard dans le cadre des
problèmes quasi-statiques. On peut exprimer cette condition sous la forme : pour que le
problème quasi statique soit complètement défini, il est souhaitable de se donner une vi-
tesse de déformation ε̇ et de la maintenir constante au fil des simulations sous peine de
modifier le champ d’endommagement sous l’effet de l’augmentation ou de la diminution
de l’incrément de temps. Dans l’outil logiciel, on ne renseigne pas la vitesse de défor-
mation mais une courbe de la forme ud = f(t), la condition exprimée revient à utiliser
toujours la même courbe de chargement pour une géométrie donnée, de plus le temps ca-
ractéristique est déduit de l’incrément de temps : comme on ne peut pas changer le temps
caractéristique dans le calcul, il faut conserver un incrément de temps constant.

3.2 Recherche de paramètres de régularisation optimaux
Dans la section précédente, on a mis en évidence le rôle des paramètres de régulari-

sation ainsi que les rapports adimensionnés des grandeurs qui gouvernent le calcul. Afin
d’obtenir des jeux de paramètres acceptables pour une structure composite, on se propose
d’étudier pour plusieurs mécanismes de base l’influence des constantes de régularisation
de manière à constituer un jeu de paramètres standard pour la simulation. Comme on l’a
fait remarquer précédemment, dans la version du mésomodèle telle qu’elle est implantée
dans SAMCEF les paramètres de régularisation sont les mêmes pour tous les indicateurs
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FIGURE 3.3: maillage utilisé dans les simulations

d’endommagement. Pour établir une stratégie de réglage de ces deux paramètres (r, ∆ε)
notre choix s’est penché principalement sur le mécanisme de rupture des fibres dont on
souhaite, malgré la régularisation, qu’il reste un mécanisme simulé fragile sous peine de
surestimer largement la tenue de la structure. On a ainsi étudié une géométrie très simple
pour différents jeux de paramètres (r, ∆ε) de manière à obtenir une plage de valeur ac-
ceptable pour ces paramètres. Dans la suite on présente les résultats des simulations.

3.2.1 Essai de traction à 0 °
Le mésomodèle comporte un nombre important d’indicateurs d’endommagement et

de lois de comportements complexes qui interviennent de concert. Afin de considérer le
mécanisme de rupture fibre en lui même, et de s’affranchir des autres mécanismes de
ruine, on a choisi de simuler une géométrie extrêmement simple. On considère donc un
pli seul, un chargement de traction, les conditions aux limites sont imposées de telle façon
que la plaque est sollicitée en traction pure, en particulier les conditions limites permettent
au coupon de se déplacer librement suivant la direction transverse pour éviter les effets
Poisson. Comme on l’a expliqué précédemment on s’intéresse au mécanisme de rupture
des fibres, décrit dans le méso constituant du pli. Dans cet essai on simule un pli seul
en traction dont les fibres sont orientées à 0°. On tient compte des symétries (matériau,
structure, conditions aux limites) dans le choix du problème traité numériquement.

Étude de sensibilité de l’incrément de déformation

En considérant les grandeurs adimensionnées du problème, on fait varier indépen-
damment chacune de ces grandeurs pour connaître leur influence sur les simulations. On
constate que sous cet angle, on retrouve la notion de « convergence », en tout état de cause
on a à confronter des réponses comparables, ce n’était pas le cas sur la Figure 3.1.
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∆ε 10−4 5.10−4 10−3 5.10−3 10−2

∆t 10−3 5.10−3 10−2 5.10−2 10−1

r = τc
∆t

0.1 0.1 0.1 0.1 0.1
τc 10−4 5.10−4 10−3 5.10−3 10−2

TABLE 3.1: paramètres de l’étude de sensibilité à l’incrément de déformation : traction à
0°

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
0

1,000

2,000

3,000

Déplacement (mm)

E
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t(

N
)

∆ε = 10−4

∆ε = 5.10−4

∆ε = 10−3

∆ε = 5.10−3

∆ε = 10−2

FIGURE 3.4: graphe de sensibilité de l’incrément de déformation en traction à 0°

Étude de sensibilité du coefficient r

Pour rappel r = τc
∆t

, on se place à un ∆ε = 10−3 qui correspond à une valeur moyenne
au sens logarithmique de l’incrément de déformation.

∆ε 10−3 10−3 10−3 10−3 10−3

∆t 10−2 10−2 10−2 10−2 10−2

r = τc
∆t

0.1 0.2 0.5 1 5
τc 10−3 2.10−3 5.10−3 10−2 5.10−2

TABLE 3.2: paramètres de l’étude de sensibilité du rapport des temps caractéristiques en
traction à 0°
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FIGURE 3.5: graphe de sensibilité du rapport des temps caractéristiques en traction à 0°

Sur ce graphe on constate que plus le coefficient r est petit ( r=0.1 en noir) et plus la
réponse de la structure présente un caractère associé à un matériau fragile. Au contraire
plus le coefficient r est important et plus la réponse ressemble à celle obtenue pour un
matériau ductile (r=5 couleur Bordeaux). Il est clair que pour une valeur trop importante
du coefficient r la tenue de la structure est largement surestimée.

Résultats

La déformation à rupture simulée est de 1.5%. De ces premiers résultats, on dégage
un ensemble dans lequel on viendra puiser pour l’ensemble des simulations réalisées dans
les chapitres qui suivent. On représente ci-dessous, de manière pratique on choisira par la
suite un ∆ε = 10−3 et un ratio r = 0.3.

∆ε

r = τc
∆t

∆εmax = 10−2

∆εmin = 10−4

rmax = 1

Zone où choisir

∆ε et r

FIGURE 3.6: Espace admissible pour les paramètres de régularisation
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3.2.2 Essai de compression à 0°

On étudie ici la sensibilité de la courbe effort déplacement pour des variations d’in-
crément de déformation, et de rapport des temps caractéristiques. Pour rappel r = τc

∆t
, on

se place à un ∆ε = 10−3 qui correspond à une valeur moyenne au sens logarithmique de
l’incrément de déformation.

∆ε 10−4 5.10−4 10−3 5.10−3 10−2

∆t 10−3 5.10−3 10−2 5.10−2 10−1

r = τc
∆t

0.1 0.1 0.1 0.1 0.1
τc 10−4 5.10−4 10−3 5.10−3 10−2

∆ε 10−3 10−3 10−3 10−3 10−3

∆t 10−2 10−2 10−2 10−2 10−2

r = τc
∆t

0.1 0.2 0.5 1 5
τc 10−3 2.10−3 5.10−3 10−2 5.10−2

TABLE 3.3: Paramètres utilisé pour les études de sensibilités en compression à 0°
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FIGURE 3.7: Sensibilité à l’incrément de déformation (à gauche) et au rapport r (à droite)
en compression à 0°

3.2.3 Essai de traction à 90°

Dans cet essai, on simule un pli seul en traction dont les fibres sont orientées à 90°.
On tient compte de la symétrie dans les conditions limites. On étudie la sensibilité de
l’incrément de déformation ainsi qu’au rapport des temps caractéristiques r.
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∆ε 10−4 5.10−4 10−3 3.10−3 5.10−3

∆t 10−3 5.10−3 10−2 3.10−2 5.10−2

r 0.1 0.1 0.1 0.1 0.1
τc 10−4 5.10−4 10−3 3.10−3 5.10−3

∆ε 10−3 10−3 10−3 10−3 10−3

∆t 10−2 10−2 10−2 10−2 10−2

r 0.01 0.1 0.5 1 5
τc 5.10−4 10−3 5.10−3 10−2 5.10−2

TABLE 3.4: Paramètres utilisé pour les études de sensibilités en traction à 90°
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FIGURE 3.8: Sensibilité à l’incrément de déformation et au rapport r en traction à 90°

Pour rappel r = τc
∆t

, on se place à un ∆ε = 10−3 qui correspond à une valeur moyenne
logarithmique de l’incrément de déformation. On remarque encore que pour des valeurs
importantes du rapport r la tenue de la structure en traction à 90° peut être considéra-
blement surestimée. D’autre part pour la plage de valeur qui a été exposée ci-avant le
comportement du coupon simulé est conforme aux attendus.

3.3 Influence des paramètres de régularisation sur l’ef-
fort à rupture

Dans les sections précédentes, on a rappelé la nécessité d’introduire des limiteurs
de localisation pour traiter les problèmes d’endommagement avec lois de comportement
adoucissantes. En introduisant de telles lois mathématiques, on ajoute des coefficients
mathématiques ou matériaux selon le point de vue, qui sont susceptibles de modifier en
eux mêmes les valeurs à rupture simulées. On s’intéresse dans cette partie à l’influence
de ces paramètres afin de dégager une stratégie de choix cohérente pour l’ensemble des
simulations qui vont suivre. Pour faire varier ces grandeurs qui gouvernent les lois mathé-
matiques de régularisation.
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FIGURE 3.9: Géométrie de la plaque trouée [02, 902]S

3.3.1 Influence du temps caractéristique induit par l’effet retard

Ci-après on considère le problème suivant : une plaque trouée dont l’empilement est
[02, 902]S , le maillage ainsi que l’ensemble des valeurs seront donné au chapitre suivant.
On souhaite ici faire une étude de sensibilité sur les paramètres de régularisation, pour ce
faire on fait varier le temps caractéristique τc et on observe la courbe effort déplacement
et en particulier la variation d’efforts à rupture en fonction du temps caractéristique.
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FIGURE 3.10: Étude de sensibilité au paramètre temporel de l’effet retard

On note que pour un rapport r suffisamment faible, les valeurs à rupture sont sensi-
blement les mêmes. La valeur du ratio r sera fixée à 0.3 pour l’ensemble des simulations
qui suivront.

3.3.2 Influence de la longueur caractéristique induite par l’effet gra-
dient

Dans cette seconde étude, on maintient toutes les grandeurs constantes, et on choisit de
faire varier la longueur caractéristique qui intervient dans l’effet gradient. On constate que
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FIGURE 3.11: Étude de sensibilité au paramètre de longueur de l’effet gradient

la longueur caractéristique, qui est un paramètre de régularisation mathématique, influe
de manière très importante sur la valeur des efforts à rupture. Cette valeur doit donc être
choisie avec soin. Sauf erreur de notre part, il n’est fait pas mention dans la littérature de
la manière dont la valeur de ce paramètre mathématique doit être déterminée. Pour les
études qui suivent, le parti pris a été de s’appuyer sur la réponse des plaques lisses (i.e :
sans perçage) à partir desquelles on a recalé la valeur de la longueur caractéristique de
l’effet gradient.

3.4 Coefficients matériaux et de régularisation utilisés dans
les simulations

Les coefficients "matériaux" que nous utilisons sont issus de la thèse d’Emmanuelle
Abisset ; ils constituent des valeurs pertinentes pour l’ensemble des mécanismes du mé-
somodèle. On présente ici les valeurs utilisées dans l’ensemble des simulations qui vont
suivre. Par souci de simplicité les notations essaient de reprendre au maximum le forma-
lisme du mésomodèle LMT, et son implémentation sous SAMCEF.

Mésoconstituant pli :
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Formalisme LMT Commandes SAMCEF
Élasticité du pli

E1 (MPa) 130000
E2 = E3

(MPa)
8400 YT 130000 8400 8400

G23 (MPa) 2250
G12 = G13

(MPa)
4400 G 4400 2550 4400

ν23 0.4 ν12 = ν13 0.31 NT 0.31 0.4 0.31
Endommagement des fibres

Y t
df (MPa) 20 Y c

df (MPa) 7. YS11 20. 7.
Non-linéarité sens fibre

α+ 0 α− 11 YNLE 0. 11.
Endommagement diffus

Y0 0.03 Yc 12 Y012 0.03
YC12. 12.

Fissuration transverse
GI
c 0.35 GII

c = GIII
c 0.9 GC 0.35 0.9 0.9
Plasticité

R0 11 K 1400 LITK 11
γ 0.54 BIGK 1400

EXPN 0.54
Seuil de dommage maximal

df 0.99 dmax 0.55 DDEN 0.99 0.550
ρs 0.7 RO1 0.7

Couplages
b2 2.5 b3 0.5 DCOU 2.5 0.5 0.67 0. 0.6
a 0.67 k 0
α 0.6

Mésoconstituant interface :

Formalisme LMT Commandes SAMCEF
Élasticité du pli

K3
0 (MPa/mm) 652800

K1
0 = K2

0

(MPa/mm)
236800 K03S 652800

K02S 236800 236800
GI
c (KJ/m2) 0.4 GII

c = GIII
c 1.4 GP 0.4 1.4 1.4

σmax 50 MPa

Dans cette première partie, on a mis en évidence une démarche pratique de manière à
dégager des plages de valeurs acceptables pour choisir les paramètres de régularisation de
l’effet retard qui seront utilisés par la suite dans l’ensemble des simulations. Le paramètre
de longueur de l’effet gradient dont on a vu qu’il était très important dans le calcul des
efforts à rupture sera lui identifié sur des essais de plaques lisses (i.e : non trouées). Un
second aspect concernant la discrétisation spatiale important est discuté par la suite.
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3.5 L’interface : équations et implémentation

Dans cette seconde partie, on revient sur la modélisation de l’interface à travers des
éléments cohésifs ainsi que son implémentation dans le logiciel commercial SAMCEF.
D’autres voies sont proposées dans la littérature pour modéliser le délaminage, on peut
citer [27]. Une attention particulière est portée sur les valeurs numériques affectées aux
paramètres matériaux et sur les grandeurs à maîtriser pour conduire la simulation. Les as-
pects numériques liés à l’utilisation d’éléments d’interface ont fait l’objet de de nombreux
travaux dont [51].

3.5.1 Lois implémentées dans SAMCEF

L’interface est le mésoconstituant qui intègre entre autres le mécanisme de ruine par
délaminage. La perte de rigidité due au délaminage est introduite via trois indicateurs
d’endommagement d13, d23, d33. La version de SAMCEF actuellement déployée, ne per-
met pas encore d’utiliser les dernières avancées en matière de loi de comportement d’in-
terface comme celle présentée à la section 2.3.2. On présente ici, les différentes lois de
comportement implémentées et disponibles dans SAMCEF. L’énergie de déformation de
l’interface est donnée par la formule :

Ed =
1

2

(
〈σ33〉2+

(1− d33)k3
0

+
〈σ33〉2−
k3

0

+
σ2

31

(1− d13)k1
0

+
σ2

32

(1− d23)k2
0

)

Par dérivation de l’énergie de déformation vis à vis de chacune des variables du modèle
on obtient les relations de comportement entre les composantes du tenseur des contrainte
σ projeté sur la normale, et le saut de déplacement à l’interface noté JδK :

σ−33 = k3
0JδK

−
3

σ+
33 = k3

0(1− d33)JδK+
3

σ13 = k1
0(1− d13)JδK1

σ23 = k2
0(1− d23)JδK2

La contrainte comporte 3 composantes (la contrainte normale σ33 et deux contraintes
tangentielles σ13, σ23) et les sauts de déplacements à l’interface suivant les 3 composantes.
Les forces thermodynamiques associées sont :

Yd33 =
〈σ33〉2+

(1− d33)2k3
0

Yd13 =
σ2

31

(1− d13)2k1
0

Yd23 =
σ2

32

(1− d23)2k2
0

Par souci de simplicité et afin de limiter le nombres de coefficients du modèle une force
thermodynamique équivalente au chargement des 3 forces thermodynamiques dans les 3
directions est définie comme suit :

Y =
(
Y α
d33

+ (γ1Yd13)
α + (γ2Yd23)

α
) 1
α



62 CHAPITRE 3. CALCUL ROBUSTE ET RÉGULARISATION

3.5.2 Les différentes lois cohésives pour représenter le délaminage
dans SAMCEF

Le logiciel SAMCEF offre la possibilité de choisir l’allure de la courbe σ = f(δ)
parmi 3 possibilités. Elles sont décrites ci après :

Loi exponentielle Loi bi-triangulaire Loi polynomiale
Graphe σ = f(δ)

0 1 2 3 4 5
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

1.2

Gc

δ/δc

σ
/σ

c

0 1 2 3 4 5
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

1.2

Gc

Y0

δ/δc

σ
/σ

c

0 1 2 3 4 5
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

1.2

Gc

Y0

δ/δc

σ
/σ

0

Contrainte maxi σ(δ) = eσmax
δ
δc

exp(− δ
δc

) Y0 = 1
2
k3

0δ
2
c Y0 = 1

2
k3

0δ
2
c

σc σc = σmax σc =
√

2Y0k3
0 σc =

k3
0

(
2Yc− 2

n+1
Y0

3(Yc−Y0)

)√
2

3k30

((
n+1
n

)
(Yc − Y0) + Y0

)

Considérations
∫∞
δ=0

σ(δ)dδ = Gc Gc = 1
2
σc × δmax

eσmaxδc = Gc

énergétiques δmax =
Gc√
2Y0k3

0

Remarque sur les coefficients utilisés avec la loi polynomiale

La loi polynomiale est la loi utilisée dans les travaux précédents de l’équipe dans la-
quelle a été réalisée cette thèse. Des campagnes d’identification des paramètres ont mis
en évidence la difficulté d’identifier en nombre et en précision tous les coefficients du
modèle. En pratique le taux critique de restitution de l’énergie peut être identifié par la
méthode DCB. La rigidité n’est pas identifiée elle est déduite du développement asymp-
totique du comportement de l’interface, cependant suivant les auteurs, l’épaisseur choisie
pour l’interface peut varier. Enfin le seuil d’initiation de l’endommagement Y0 est choisi
nul en pratique par les auteurs [2] [9].

3.5.3 Sur l’implémentation du modèle d’interface dans SAMCEF

On s’intéresse ici aux différentes lois pour les éléments d’interface disponibles dans
SAMCEF. Naturellement selon le nombre de paramètres qui pilotent chaque loi de com-
portement, on peut vérifier un certain nombre de caractéristiques à savoir par exemple : le
taux de restitution de l’énergie, la rigidité initiale, le déplacement à rupture.
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Loi exponentielle Loi bi-triangulaire Loi polynomiale
Graphe σ = f(δ)
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paramètres (Gc, σc) (Gc, Y0, k
3
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3
0, n)

SAMCEF

Remarque sur l’implémentation des rigidité et taux critiques de restitution de l’éner-
gie dans SAMCEF

La rigidité de l’interface s’exprime comme le rapport d’un module sur l’épaisseur de
l’interface.

k3
0 =

E3

e
, k1

0 =
G31

2e
, k2

0 =
G32

2e
L’implémentation SAMCEF offre la possibilité de renseigner la rigidité de l’interface
sous 2 formes différentes : soit directement le rapport du module divisé par l’épaisseur
après les commandes K03S et K02S pour les rigidités respectivement normale et trans-
verses, soit les coefficients E3, G13 et G23 après les commandes YT et G qui sont ensuite
divisés par l’épaisseur donnée à l’élément surfacique d’interface. De même les taux de
restitution de l’énergie s’expriment classiquement en énergie nécessaire pour créer une
unité de surface de fissure. Là encore SAMCEF offre la possibilité de renseigner le taux
critique de restitution de l’énergie, ou bien le taux critique de restitution de l’énergie di-
visé par l’épaisseur de l’élément. De même les taux de restitution d’énergie introduits via
la commande GP sont homogènes à une énergie par unité de surface, contrairement à la
commande GC qui définit des énergies par unité de volume. On regroupe dans le tableau
les paramètres SAMCEF, munis de leur unité respective :

Mot clé Grandeur associée Unité
KO3S E3

e
N.m-3

KO2S G13

e
, G23

e
N.m-3

YT E3 N.m-2

G G13, G23 N.m-2

GP GIc, GIIc, GIIIc N.m-2

GC GIc
e
, GIIc

e
, GIIIc

e
N.m-3

FIGURE 3.12: coefficients de l’interface et commandes SAMCEF

Afin de valider notre démarche on propose ci-après une rapide validation de notre
propos en vérifiant par une étude de sensibilité que l’épaisseur de l’interface ne joue pas
sur la valeur du résultat de la simulation.
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Variation de l’épaisseur de l’interface

Dans un premier temps on fait varier l’épaisseur de l’interface. Tous les paramètres
sont maintenus constant, et on fait varier uniquement l’épaisseur renseignée pour l’in-
terface. Les résultats sont cohérents avec les attendus : Comme on peut le voir sur les

Y T (MPa) 9000 9000 9000
Gc (J/mm 2) 0.20 0.20 0.20
e (mm) 1 0.1 0.01
σ0 (MPa) 2 2 2
Le (mm) 1.5 1.5 1.5

FIGURE 3.13: Tableau des valeurs utilisées pour l’étude de la sensibilité à l’épaisseur
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FIGURE 3.14: Sensibilité de variation de l’épaisseur

résultats, où les courbes se superposent parfaitement, l’épaisseur introduite dans le ren-
seignement du matériau, ne joue pas dans le calcul de structure. En somme les éléments
cohésifs sont représentés géométriquement avec une épaisseur nulle, mais pour le calcul
on doit renseigner une épaisseur « numérique » afin de former les coefficients qui ont été
discutés et synthétisés dans le tableau 3.12.

3.5.4 Sensibilité à la loi matériau et aux maillages utilisés

On s’intéresse ici à la simulation d’un essai Double Cantilever Beam. L’essai DCB
est un essai très classique, utilisé pour identifier expérimentalement les paramètres ma-
tériau de l’interface en mode I. L’objet de cette sous partie n’est pas de faire une étude
exhaustive de l’essai DCB mais de présenter de façon très simplifiée le rôle de chacun des
paramètres matériau introduit dans les lois cohésives de manière à éviter les principaux
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écueils liés notamment au maillage. On représente ci-dessous de manière très schématique
le problème à résoudre :

20
300

50
1

δ

F(δ)

F(δ)
a

FIGURE 3.15: Géométrie et modèle poutre associé à l’essai DCB

Variation de l’incrément de temps

On choisit ci-après d’étudier l’influence sur la courbe effort déplacement, des varia-
tions de la discrétisation temporelle. Les résultats son exposés sur le graphe ci-dessous :
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FIGURE 3.16: Sensibilité de la discrétisation temporelle

Les résultats font apparaître que, pour le cas traité, la discrétisation temporelle influe
assez peu sur la courbe finale obtenue.

Variation de la discrétisation en pointe de fissure

On se propose d’étudier l’influence sur la courbe effort déplacement des variations de
la discrétisation spatiale. Les résultats son exposés sur le graphe ci-dessous :

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 1.4 1.6
0

500

1,000

1,500

2,000

Déplacement (mm)

E
ff

or
t(

N
)

1mm
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0.125mm

FIGURE 3.17: Sensibilité de la discrétisation en pointe de fissure

Les résultats font apparaître que la discrétisation spatiale influe de manière très signi-
ficative sur l’allure de la courbe finale obtenue. Pour rendre compte de cette observation,
on propose un modèle simplifié à la fin de ce chapitre les calculs sont laissés en annexe.
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Coefficients Unités Loi bi-triangulaire Loi polynomiale
k3

0 N/mm3 652800 652800
Gc N/mm 0.2 0.2

Y0 N/mm 0.5× σ2
max

k30
= 3.17 × 10−3 0.

n sans unité pas dans le modèle 0.5

3.5.5 Comparaison de différentes lois de comportements d’interface

Les différentes lois d’interface disponibles ont été rappelées ci-avant. On présente ici
un commentaire sur l’utilisation de la loi polynomiale. Le propos est étayé par une com-
paraison avec un modèle très simple : le modèle dit bi-triangulaire. Par souci de simplicité
on considère le cas d’ouverture en mode 1 pur.

Confrontation de la loi bi-triangulaire et de la loi polynomiale

Pour rappel les lois bi-triangulaire et polynomiale déterminent la fonction σ = f(δ)
dans le plan (σ, δ).La loi bi-triangulaire est déterminée par 3 constantes, dans SAMCEF
il faut renseigner :

— L’énergie de déformation de la partie élastique Y0 ;
— La rigidité de l’interface k3

0 ;
— Le taux de restitution de l’énergie Gc.

La loi polynomiale, quant à elle, est déterminée par 4 constantes, dans SAMCEF il faut
indiquer :

— L’énergie de déformation de la partie élastique Y0 ;
— La rigidité de l’interface k3

0 ;
— Le taux de restitution de l’énergie Gc ;
— Un exposant n.

En pratique on s’aperçoit que pour deux jeux de valeurs matériaux a priori similaires les
lois de comportement σ = f(δ) sont très différentes. On illustre ci-après notre propos.
On représente ici pour chacune des deux lois la courbe σ = f(δ) dans le plan (σ, δ). Afin
d’avoir des résultats comparables, on associe les mêmes taux de restitution d’énergie et
les mêmes rigidités d’interface.

Commentaire

On note que les contraintes maximales sont très différentes pour les deux lois. La
raison est que la loi bi-triangulaire laisse 3 paramètres disponibles avec lesquels on peut
fixer 3 grandeurs indépendantes (par exemple Gc, k

3
0, σmax) alors que la loi polynomiale

qui comporte 4 coefficients dont 2 sont fixés par la littérature ne laisse que 2 paramètres
Gc et k3

0 de disponibles pour « adapter » le comportement. On vérifie le taux de restitution
et la rigidité initiale, mais pas la contrainte maximale.
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FIGURE 3.18: Comparaison des deux lois de comportement

Variation de la contrainte d’initiation

Dans un second temps on joue sur la contrainte d’initiation :

Y T (MPa) 9000 9000 9000
Gc (J/mm2) 0.20 0.20 0.20
e (mm) 0.01 0.01 0.01
σ0 (MPa) 2 20 70
Le (mm) 1.5 1.5 1.5

Comme on peut le voir sur les résultats la contrainte d’initiation joue de manière im-
portante dans le calcul de structure : plus la contrainte est importante et plus on a de mal
à suivre la courbe analytique. Pour pallier ce problème il faut raffiner le maillage dans la
direction de propagation. Notons qu’en termes de coûts de calculs, l’utilisation de lois de
comportements très raides, impose un maillage très fin et donc augmente considérable-
ment les temps de calcul.

Modèle simplifié pour estimer la taille de la process zone

Afin d’estimer la taille de la process zone, des auteurs ont proposé une modélisation
poutre en flexion supportée sur des appuis élastiques, cette approche a déjà été utilisée
dans un cas à symétrie cylindrique dans [13] et dans le cas d’une géométrie cartésienne
dans [130]. Les calculs sont détaillés en annexe, de cette manière on peut traiter le pro-
blème de manière analytique et ainsi faire apparaître une longueur caractéristique comme
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FIGURE 3.19: graphe de sensibilité de la contrainte d’initiation

étant :

4

√
4EI

k3
0b

On peut donc supposer que la process zone soit proportionnelle ou du même ordre de
grandeur que cette longueur caractéristique introduite. Par suite, si on revient sur la com-
paraison entre les lois polynomiales et bi-triangulaire on peut conclure que la process zone
induite par la loi bi triangulaire est inférieure à la dimension de la process zone induite
par la loi polynomiale pour les deux jeux de paramètres proposés dans 3.5.5.

Conclusion

Dans ce chapitre on a passé en revue un certain nombre de paramètres numériques qui
régissent largement la réponse de la structure. On a proposé un critère heuristique pour
choisir la valeur à donner à ces paramètres. Concernant les éléments cohésifs pour décrire
le délaminage entre autres : on a remontré qu’il appartenait de discrétiser suffisamment
finement la process zone sous peine de surestimer très largement la tenue de l’interface.
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Chapitre 4

La modélisation « méso » et le calcul du
splitting

Contexte
Les équations du mésomodèle LMT ayant été rappelées dans les chapitres précédents,

certains aspects concernant les lois de comportement des éléments cohésifs, ainsi que
les paramètres de régularisation ont été explicités de manière à proposer une stratégie de
calcul robuste des structures en matériau composite. Malgré cela, dans certaines situations
particulières les prédictions de la tenue à rupture de la structure peuvent s’avérer trop
conservatives vis à vis de l’expérience. On présente ci-après la simulation d’une plaque
[02/902]S . L’utilisation du modèle tel qu’il a été présenté jusqu’à présent revient à prendre
des marges de sécurité assez importantes.

FIGURE 4.1: Observation de fissuration de type splitting par rayon X [139]

Pour de nombreux essais il a été observé expérimentalement que la distribution des
coupures transverses prend la forme d’un réseau de fissures parallèles aux fibres et réguliè-
rement espacées. Cependant pour certaines séquences d’empilement et plusieurs géomé-
tries, les essais font apparaître un phénomène de localisation de la fissuration transverse
sous la forme d’une macrofissure appelée split. En particulier les géométries qui pré-
sentent des singularités ou des concentrations de contraintes sont sujettes, pour certains

71
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FIGURE 4.2: Comparaison essai simulation pour une plaque trouée [02/902]S

empilements, à présenter un pattern de fissuration de type splitting.
L’apparition d’un split ou plus généralement d’une fissure dans une structure a pour

conséquence, notamment, de relaxer totalement les contraintes en bord de fissure et de ce
fait redistribue la charge sur le domaine. Conséquemment la prise en compte du compor-
tement de fissuration est primordial si l’on souhaite capter correctement le scénario d’en-
dommagement et prédire les efforts à rupture du stratifié précisément. La plaque trouée
empilement [0/90]S est un cas typique où des splits apparaissent en bord de trou dans le
pli orienté à 0°. Ce cas test a fait l’objet de nombreuses études expérimentales dont [138]
dont on reproduira ci-dessous les observations.

Dans ce travail on propose une amélioration de notre mésomodèle, de manière à pré-
dire pour tout empilement et pour une géométrie quelconque l’apparition d’un split et à
introduire cette discontinuité dans le modèle à l’endroit opportun, dans les situations qui
comportent ce type de macrofissure. Avant de présenter cette nouvelle approche on dresse
un état de l’art des approches traditionnelles pour traiter le splitting.

Problématique
Dans la suite de ce travail, nous allons proposer une nouvelle démarche afin de prendre

en compte précisément le comportement des structures en matériau composite qui pré-
sentent des fissures de type splitting. Cette nouvelle méthode s’appuie principalement
sur les indicateurs d’endommagement du mésomodèle. Enfin dans le but de valider cette
stratégie on proposera une implémentation de la méthode dans un cas simple. Afin de
satisfaire aux exigences des partenaires industriels et en vue de l’industrialisation de la
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FIGURE 4.3: Plaque trouée, empilement [0/90]s avec fissures de type split d’après [138]

méthode, les travaux d’implémentation sont réalisés avec le logiciel SAMCEF.

4.1 Différentes méthodes de traitement des splits
Dans cette section, on se propose de passer en revue différentes approches utilisées

dans la littérature pour rendre compte du phénomène de splitting. Cette liste est bien sûr
non exhaustive mais expose un certain nombre de méthodes qui ont pour but d’intégrer
dans les modèles une ou plusieurs macrofissures transverses isolées. Les avantages et
inconvénients de chaque stratégie sont présentés, une attention particulière est portée afin
de distinguer les méthodes susceptibles de s’intégrer dans le cadre du virtual testing. Pour
rappel le Virtual Testing requiert de disposer de modèles de comportements fidèles à la
physique de la dégradation du matériau et qui présentent des temps de calculs raisonnables
afin de pouvoir être intégrés sur des structures industrielles.

Représentation d’un split dans le mésomodèle

Dans le mésomodèle les mécanismes d’endommagement sont modélisés en utilisant
la mécanique continue de l’endommagement. La fissuration transverse, et donc les splits
sont pris en compte via des variables d’endommagement continues dans les éléments vo-
lumiques constituants le pli. Le pont micro-méso, établi en particulier pour la fissuration
transverse, s’appuie sur une hypothèse communément admise de périodicité de la fissu-
ration transverse et donc du VER. Néanmoins, dans le cas d’un split, c’est à dire d’une
fissure transverse isolée, l’hypothèse de périodicité de la distribution des fissures n’est pas
justifiée. Les limitations pour décrire le splitting avec la version standard du mésomodèle
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sont les suivantes : du fait de l’hypothèse de périodicité du VER, la valeur maximale de
l’endommagement est fixée par la densité de microfissuration ρ composée par les fonc-
tions d’homogénéisation f12, f22, f23. Ces fonctions sont obtenues numériquement et par
calcul on constate qu’elles n’atteignent pas la valeur 1. En conséquence la contrainte
autour du split n’est pas nulle et la relaxation de la structure qui doit s’opérer avec l’ou-
verture de fissure n’est pas totale. D’autre part du fait que le mécanisme de fissuration
transverse est introduit dans des éléments finis volumiques, représenter une fissure très
étroite comme un split requiert un maillage extrêmement fin et donc augmente fortement
les temps de calculs. Cette disposition n’est pas souhaitable en vue de l’industrialisation
de la méthode.

Insertion a posteriori d’éléments cohésifs

Certains auteurs dont Hallet voir [61] proposent de disposer les éléments cohésifs a
priori dans le modèle à simuler. En effet, par expérience, on connait le lieu d’apparition
des splits lorsque la géométrie reste simple et pour des empilements académiques. La
technique consiste alors à positionner des éléments cohésifs à l’endroit où doivent ap-
paraître les splits. Notons que cette démarche permet de rendre compte précisément du
phénomène de splitting. L’inconvénient est qu’il est nécessaire de connaître a priori le
lieu d’apparition des splits pour pouvoir les positionner avant de simuler la structure, par
ailleurs la microfissuration « diffuse » n’est pas introduite. Cette initiative s’inscrit donc
dans une démarche de compréhension de l’expérience mais ne peut pas être retenue dans
une approche prédictive de l’endommagement pour une géométrie et un empilement ar-
bitraire comme il en est question dans le Virtual Testing.

Couplage de modèles micro-méso

La prédiction du comportement d’un stratifié jusqu’à rupture est un problème com-
plexe notamment du fait de la présence de plusieurs échelles de longueurs. Pour surmon-
ter cette difficulté et rendre compte du phénomène de splitting en détail, une stratégie de
couplage micro-méso a été mise en place dans [34]. Dans cet article les auteurs tirent
parti des avantages de chacun des modèles utilisés : le global, homogénéisé pour ses
faibles coûts de calcul et un modèle local discret qui permet de détailler la physique de
la dégradation du stratifié. Le modèle fin est introduit uniquement à l’endroit où il est
nécessaire. Pour réaliser ce couplage une stratégie de calcul global-local a été employée.
Des efforts importants sont déployés à l’heure actuelle sur les stratégies globales locales,
mais à notre connaissance l’intégration de ces stratégies dans les codes industriels et leur
généralisation à des modèles complexes tels que les modèles d’endommagement pour les
composites n’est pas encore achevée et demeure un sujet de recherche actif.

Modélisation discrète de la fissuration transverse

Dans le modèle DPM (discrete ply modeling) [3] la fissuration transverse est repré-
sentée de manière discrète. Chaque fissure est décrite par le biais d’éléments d’interface.
Cette modélisation permet de représenter correctement les macrofissures de type splitting.
En pratique on observe seulement quelques splits, cependant si la fissuration transverse
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n’est pas localisée, alors le modèle peine à représenter les grandes densités de fissures. En
pratique rendre compte d’une forte densité de microfissuration il faut raffiner le maillage
de manière à avoir une taille de maille inférieure ou égale à l’espacement minimal entre
deux microfissures transverse. De ce fait, les coûts de calculs deviennent très importants
et le modèle DPM devient alors aussi cher qu’un modèle micro. Mentionnons que ces
modèles représentent correctement les macrofissures de type split.

La méthode des noeuds fantômes

Pour représenter la fissure de splitting certains auteurs utilisent la méthode dite des
noeuds fantômes voir [132]. Cette stratégie a été introduite par [57] et appliquée à la
fissuration par [101]. Elle consiste à rajouter des noeuds dédoublés sur les arrêtes des élé-
ments obéissant à un critère d’ouverture ad hoc. Si le critère d’ouverture n’est pas atteint
alors une contrainte de coïncidence existe entre les noeuds dédoublés, cette contrainte est
relâchée lorsque le critère est atteint permettant ainsi à la fissure de s’ouvrir. Le modèle
permet donc à une fissure de s’ouvrir en relâchant la contrainte de coïncidence sur les
noeuds doubles du maillage. Cette méthode est avantageuse car elle ne demande pas de
remailler la structure.

Méthode des éléments finis étendus (XFEM)

Cette stratégie, consiste à ajouter à la base de fonctions éléments finis (continues)
classiques, des fonctions de type échelon de Heaviside (discontinues) par exemple. C’est
dans cette base « enrichie » que l’on cherche la solution du problème. On introduit donc
des fonctions qui permettent de représenter aisément une discontinuité du champ de dé-
placement, une description exhaustive est exposée dans [102]. La méthode XFEM a été
utilisée avec succès pour prédire l’endommagement des structures composites comme
dans [64, 69] pour autant son industrialisation dans des codes de calculs industriels n’est
pas encore achevée. De plus les études réalisées, simulent la ruine de structures de taille
micro et non des structures industrielles. Tout comme la méthode des noeuds fantômes la
méthode XFEM ne demande pas de remailler la structure ; toutefois, elle ne permet pas
d’atteindre la saturation de la microfissuration.

Commentaire

De manière générale, la fissuration transverse peut apparaître comme un phénomène
local (ex : splitting) ou périodique. Si le nombre total de fissures est faible, c’est le cas
du splitting, une modélisation discrète par éléments cohésifs, localement, est souhaitable.
Dans le cas contraire si le réseau de fissures transverses est très dense alors une modélisa-
tion « homogénéisée », utilisant un ou plusieurs indicateurs d’endommagement est préfé-
rable. Dans le travail qui suit on essaie de concilier ces deux approches en conservant une
description de la fissuration transverse via des variables d’endommagement continues,
et on surveille via un critère de détection ad hoc l’apparition d’un split. Si un split est
décelé, on injecte une bande d’éléments d’interface, en lieu et place où il a été détecté,
parallèlement à la direction des fibres et dont la hauteur est celle du pli. Avec cette procé-
dure, on souhaite pouvoir traiter les structures qui peuvent présenter à la fois une densité
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microfissuration importante ainsi que des macrofissures localisées de type split.

4.2 Vers un critère de détection du split

4.2.1 Détection de split et propagation

Le mésomodèle d’endommagement peut être beaucoup trop conservatif dans certaines
circonstances comme celles de structures composites qui présentent un splitting fort. Dans
ce cas, le mésomodèle présente un défaut : du fait de constantes numériques, les splits
calculés, i.e. les zones complètement endommagées du fait de la microfissuration de la
matrice, sont trop épaisses vis à vis des splits observés expérimentalement.

Une première approche est le modèle micromécanique haute-fidélité décrit dans la
Section 2.1 où chaque discontinuité dans les plis et dans les interfaces est décrite et donc,
on a à résoudre numériquement un problème de très grande taille qui implique des mil-
liers de fissures. Même en utilisant des outils numériques très performants, un tel mo-
dèle micro mène à des efforts de calculs prohibitif et, donc, est loin de répondre aux
exigences du Virtual Structural Testing. Cependant, fondamentalement, un split apparaît
comme une microfissure relativement isolée et principalement due au cisaillement [134].
Des interfaces cohésives classiques sont introduites a priori pour la fissuration transverse
combinées avec les interfaces de délaminage. Deux manières peuvent être distinguées.
La première utilise une information expérimentale a priori sur le motif du réseau de fis-
sures (e.g. la position des splits) et donc ne constitue pas une approche prédictive [136].
La seconde considère un réseau d’interfaces cohésives régulièrement espacées dans les
différents plis. Pour éviter des coûts de calculs trop importants, la distance entre deux
interfaces cohésives ne peut pas être trop petite et donc n’est pas nécessairement compa-
tible avec la micromécanique [23, 132]. Quoi qu’il en soit ces approches ne donnent pas
la partie « continue » de la densité de microfissuration.

L’approche suivie dans ce travail assez différente. La difficulté d’avoir des splits
« fins » avec le mésomodèle est uniquement due à des problèmes associés à des phé-
nomènes de localisation impliquant des temps et longueur de discrétisation très petits. Le
mésomodèle, où la microfissuration est décrite par une densité de microfissuration, est
correct et le split apparait comme un phénomène de localisation. La nouvelle approche
présentée dans [92] est capable de simuler les densités de microfissuration dans les plis et
les splits. L’idée principale est de remarquer que jusqu’à l’initiation du split, des modèles
d’endommagement continus et leur implémentation numérique n’impliquent aucune dif-
ficulté ; les limiteurs de localisation ne sont pas activés. Ainsi, on détecte d’abord l’initia-
tion du split puis on le remplace par une interface cohésive, orthogonale au pli et parallèle
à la direction des fibres. Sa hauteur est l’épaisseur du pli.

Critère de détection d’un split

On calcule la densité de microfissuration sans dimension due au cisaillement ; le cri-
tère est :

M = arg max
M∈Ω0.2

(
ρshear(M)

ρ(M)
, 0.75

)
(4.1)
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où Ω0.2 = {M ∈ Ω|ρ(M) ≥ 0.2} et ρshear est définie comme suit :

ρshear = supτ≤t[G
((
γII Ȳ12

)α
+
(
γIII Ȳ23

)α) 1
α ]

G : x 7→
(
∂f22
∂ρ

)−1 (
1
x

)
γII =

∂f12
∂ρ

∂f22
∂ρ
Gc
II

γIII =

∂f23
∂ρ

∂f22
∂ρ
Gc
III

En commentaire, on souhaite ajouter que les seuils proposés de 0.2 pour la microfis-
suration de cisaillement, ainsi que le ratio de 75% concernant la microfissuration due au
cisaillement vis à vis de la microfissuration totale sont des valeurs qui définissent un ordre
de grandeur. On insiste ici sur la forme du critère qui est au centre de notre propos. Les
valeurs chiffrées ne sont données qu’à titre indicatif.

Propagation d’un split

On introduit une interface cohésive où le split a été détecté. Il est orthogonal au pli
et parallèle aux fibres. Sa hauteur est l’épaisseur du pli. Ses taux de restitution d’énergie
critiques sont pris égaux à ceux du phénomène de microfissuration. On illustre encore
pour le test de traction [02/902]S notre propos avec la Figure 4.11 qui met en lumière
la grande importance des splits et par conséquent leur nécessité. Une autre comparaison
entre simulation avec et sans split a été effectuée récemment pour des impacts à faible
vitesse dans [126] et la conclusion est la même.

FIGURE 4.4: Cartes d’endommagement proche de la fracture finale pour un coupon
[02/902]S (avec et sans éléments cohésifs)

4.2.2 Implémentation du critère de détection
Comme il a été précisé ci-avant l’ensemble des développements en matière de prédic-

tion de la fissuration transverse sous forme discrète tel qu’il est question ici a été réalisé
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dans le logiciel SAMCEF. Cette exigence formulée par les partenaires industriels traduit
l’ambition de designer des outils de calculs professionnels sur des plates-formes de cal-
culs utilisées par les ingénieurs de l’aéronautique et du spatial. De ce fait, nous avons
été contraints d’utiliser uniquement des commandes SAMCEF afin de traiter le problème
de détection des splits. La détection ne s’effectue donc qu’en post-processing une fois le
calcul réalisé. La simulation sous SAMCEF se décompose en trois étapes : le pré proces-
sing qui est l’étape pendant laquelle on écrit le problème que l’on souhaite traiter, l’étape
de calcul qui est la phase pendant laquelle sont résolues informatiquement l’ensemble
des équations du problème, et l’étape de post-processing où l’on vient exploiter les résul-
tats des calculs. C’est à ce stade de post processing que l’implémentation a été rattachée.
La collaboration avec l’éditeur logiciel SAMCEF n’a cessé de croître pendant la thèse,
cependant au moment où nous avons eu besoin de former le calcul de la densité de fis-
suration transverse due au cisaillement nous avons du nous restreindre à l’utilisation des
commandes utilisateurs. La visualisation de l’ensemble des champs d’endommagement
spécifiques au pattern de splitting ont été obtenus en « recodant » en externe à partir des
données matériaux et des champs de contraintes notamment en utilisant les commandes
BACON MEMO et OPERA qui permettent de former et de faire des opérations facilement
des champs nodaux scalaires. On insiste ici sur la simplicité de la démarche, à la suite
d’un calcul méso standard il suffit de lancer un fichier banque BACON standard qui ren-
voie alors les cartes de microfissuration de cisaillement.

Commentaire sur la représentation et la détection des splits

Le split comme nous l’avons précisé se développe parallèlement aux fibres : de ce
fait il est important que la discrétisation spatiale lors de la constitution du modèle numé-
rique possède ces interfaces entre mailles orientées parallèlement aux fibres. Pour fixer les
idées on peut dire que le maillage d’une plaque [0/90]S ne doit surtout pas être réalisé en
maillant avec la procédure transfini mais au contraire en maillant par exemple avec
des parallélépipèdes qui auront autant que faire se peut des faces orientées à 0° et 90°. Par
la suite l’ensemble des simulations ont été réalisées en utilisant des maillages qui respec-
taient l’orientation des fibres, par ailleurs pour représenter correctement la concentration
de contrainte induite par le contour circulaire une partie de la procédure de maillage a été
externalisée sous MATLAB. Afin de proposer un maillage qui satisfasse à ces deux exi-
gences à savoir représenter précisément un contour circulaire, et utiliser des éléments dont
les faces sont parallèles à la direction des fibres, les intersections ont été calculées à l’aide
du logiciel de calcul MATLAB de manière à reproduire correctement le phénomène de
surcontrainte. Cette procédure produit 3 fichiers de maillages 2D lisibles par SAMCEF, le
maillage 2D est ensuite extrudé, et le reste de la procédure se déroule intégralement dans
SAMCEF. Un tel travail avait déjà été mené dans [33] dans lequel une partie de la procé-
dure de calcul avait été externalisée sous MATLAB. On précise que le choix de se tourner
vers l’utilisation d’un logiciel comme MATLAB s’est imposé à nous pour des questions
de simplicité, le remaillage n’étant qu’un léger détail au regard du travail qui est mené
sur la description de la fissuration. Bien évidemment ce travail pourrait être conduit via le
logiciel SAMCEF, moyennant une traduction en langage BACON des lignes de commande
MATLAB.
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4.3 Implémentation de la méthode sur une plaque trouée

Dans cette partie, une première implémentation de la méthode est réalisée : on se
propose de constituer un démonstrateur industriel pour mettre en avant la faisabilité de
la méthode. On considère un cas d’étude académique, la structure est une plaque trouée
[02, 902]S . Cette structure a fait l’objet de travaux parmi lesquels [91], [137] et [111].
Le choix s’est porté sur cette structure du fait de sa simplicité et qu’elle présente une
forte prédisposition à créer des fissures de type split. Dans une plaque trouée à l’inverse
des plaques lisses, la géométrie de fait induit des cisaillements. En effet, loin du trou le
matériau est quasiment sollicité en traction. Cependant de par la géométrie du perçage qui
empêche de faire transiter les tractions, il y a nécessairement un transfert de charge qui ne
peut s’effectuer que par cisaillement. L’augmentation des cisaillements dans un matériau
pour lequel la tenue à rupture dans le sens transverse est faible conduit à la formation de
splits. Une implémentation du critère de détection de splitting est réalisée sous SAMCEF
afin de démontrer la faisabilité de la méthode.
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4.3.1 Description du problème
Dans cette partie, on énonce le problème de mécanique qui sera traité pour apprécier

la faisabilité de la nouvelle stratégie exposée dans les sections précédentes. Pour ce faire
on considère une plaque trouée dont l’empilement est symétrique et équilibré défini par
[02, 902]S . Les dimensions sont données ci-dessous. Considérant la symétrie de la géomé-
trie, matériau et du comportement, on va tirer parti de l’orthotropie en ne simulant qu’un
huitième de la structure, de ce fait il est assez commode d’adopter des maillages suffisam-
ment fins pour prendre en compte précisément le délaminage et le splitting : en maillant
correctement les process zones respectives.

splits dans les plis à 0◦

25
.6

96

5

1

FIGURE 4.5: Géométrie de la plaque trouée [02, 902]S

4.3.2 Critère de détection des splits
Dans ce problème, on connaît à l’avance la position du split. On vérifie cependant que

le critère proposé situe correctement le split. Les cartes ci après présentent le calcul du
critère proposé dans [88]. Le critère a été implémenté sous SAMCEF, en post processing,
on présente ci-après pour le pli orienté à 0° l’évaluation du critère. Les résultats montrent
que le splitting est correctement décelé. On peut cependant faire un commentaire sur le
seuil proposé qui peut être sujet de discussion. Des modifications des caractéristiques du
seuil relativement importantes conduisent à la même prédiction.

Cartes de détection des splits

On représente ci-dessous pour une plaque trouée [02/902]S la carte de détection dans
le pli à 0° :
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FIGURE 4.6: Carte de microfissuration due au cisaillement (plaque [02/902]S)

Sur cette carte on voit clairement la formation d’un split dans le pli orienté à 0° et sa
propagation suivant la direction des fibres.

4.4 Analyse comparée des deux méthodes de description
des splits

Dans cette section, on met en regard les deux simulations avec et sans prise en compte
du splitting de manière discrète. Le maillage comme on l’a précisé auparavant doit, autant
que faire se peut, présenter des faces parallèles à la direction des fibres. On ajoute qu’il
est souhaitable que ces interfaces sens fibre soient aussi proches que possible du lieu où
s’initie le splitting. En effet, si les éléments cohésifs sont positionnés à distance de ce lieu
alors la relaxation de la structure s’opère dans une moindre mesure, par suite la charge a
rupture prédite est inférieure à la charge prédite lorsque le split est positionné avec pré-
cision. Une réflexion sur le maillage doit donc être menée de manière non seulement à
pouvoir introduire facilement une fissure parallèlement aux fibres, mais aussi suffisam-
ment fin ou du moins assez proche des lieux ou sont détectés les splits. Pour remarquer
les bénéfices de cette nouvelle approche, on compare deux simulations sur plaque trouée.

4.4.1 Comparaison des courbes effort /déplacement pour la plaque
trouée

La courbe effort-déplacement fait apparaître de façon très nette que la plaque trouée
qui intègre le comportement de splitting tient plus longtemps les efforts dans des propor-
tions non négligeables, aux alentours de 30%. D’autre part, on peut observer le fait que les
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rigidités de la structure avec ou sans éléments cohésifs sont initialement rigoureusement
les mêmes, au cours du chargement on distingue que le modèle qui intègre les éléments
cohésifs a une rigidité qui diminue légèrement bien avant la rupture finale.
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FIGURE 4.7: Comparaison des deux approches pour la plaque trouée [02/902]S

Interprétation

Le fait que le split s’ouvre avant la rupture des fibres permet de décharger la zone de
concentration de contraintes. En clair on passe d’un problème avec une concentration des
contraintes à un problème de deux plaques soumises à un chargement de traction.

4.4.2 Cinématique comparée : champs de déplacement

Pour bien comprendre les deux différentes cinématiques : celle associé au modèle sans
introduction d’élément cohésif, et celle qui intègre des éléments cohésifs pour décrire le
split on choisit de représenter le déplacement longitudinal dans le pli à 0°. Pour avoir
deux résultats comparables on se place à un déplacement de 0.3mm qui correspond à un
déplacement un peu avant la rupture des fibres du modèle sans éléments cohésifs (dont
les fibres rompent en premier).
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déplacement (×10−3mm) avec éléments cohésifs sans élément cohésif

FIGURE 4.8: Comparaison des champs de déplacements

Interprétation

Les résultats de simulations montrent une cinématique complètement différente. Sur
le modèle avec éléments cohésifs, on voit une discontinuité très nette due à l’ouverture
de la fissure, cette discontinuité est absente sur le modèle qui ne comporte pas d’éléments
cohésifs. Par ailleurs, le modèle standard présente des cartes de déplacement avec un fort
gradient au niveau du trou, on peut rapprocher un fort gradient de déplacement avec des
déformations importantes et par suite des contraintes importantes. Au contraire, sur la
simulation qui préconise l’utilisation des éléments cohésifs pour la fissuration transverse
localisée on distingue deux zones. Sur chacune d’elle le gradient de déplacement est faible
et donc par suite les contraintes sont moindres.

4.4.3 Comparaison des cartes d’endommagement
L’expérience fait apparaître un fait évident que le pli orienté à 0° a une microfissura-

tion très faible, la microfissuration transverse est localisée au niveau du split.
En comparant les deux approches de description du split on remarque que la nouvelle

approche permet une description des splits beaucoup plus fidèle à l’expérience au sens
qu’elle permet de localiser la fissuration au niveau du split. Il va sans dire que l’endomma-
gement au niveau du split n’est pas visible sur la carte puisqu’il est localisé intégralement
au niveau des éléments cohésifs.

4.4.4 Propagation du split
On s’intéresse ici à la propagation du split décrit par les éléments cohésifs. Pour ce

faire on représente à 3 instants donnés les cartes d’endommagement du split.
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microfissuration (×10−3) avec éléments cohésifs sans élément cohésif

FIGURE 4.9: Comparaison des cartes de microfissuration dans le pli à 0°

d % de la contrainte à rupture

30% de la rupture

60% de la rupture

90% de la rupture

FIGURE 4.10: propagation du split
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Le schéma montre clairement l’avancée du front de fissure au cours de la simulation.
Au moment de la rupture des fibres le split qui a beaucoup progressé décharge la struc-
ture en annulant le phénomène de concentration de contrainte bien connu sur une plaque
trouée.

4.4.5 Comparaison des cartes de délaminage
La création des splits fait apparaître des concentrations de contraintes, pareil à la fis-

suration transverse classique. Ces concentrations de contraintes entraînent du délaminage.
Pour discriminer les deux approches, on compare les cartes d’endommagement. On peut
émettre quelques réserves pour le modèle sans éléments cohésifs pour les piquets de temps
t =0.12s et t =0.15s qui succèdent à la rupture fibre, ces cartes donc sont à considérer
dans un second temps.

picted in Fig. 5a was estimated for some debonding lengths, and
the result revealed that half of the gage section was required to
identify the damage in the laminate.

3.3. Damage identification for experiment results

Damage patterns observed in the experiment were identified
from the reflection spectra measured in the fatigue tests

(Fig. 2b). First, the estimated debonding length was plotted in
Fig. 8. The reflection spectrum for N < 104 contained information
on the laminate, since the estimated debonding length was less
than the gage length of the FBG sensor. However, inappropriate re-
sults of the damage pattern should be obtained for N P 104 be-
cause of significant debonding over the gage section.

Fig. 9a illustrates the estimated results of the reflection spec-
trum at N = 103. Although two peaks were not reproduced in the
estimate, a step appeared at the shorter peak wavelength of the
experiment (1553.3 nm), and the spectrum width agreed. Here,
estimated design variables except for debonding length were pre-
sented by a schematic illustration of the damage pattern (Fig. 9b).
There was no delamination, but a few small transverse cracks were
estimated near the hole. This damage pattern almost agreed with
the observation. There was no splitting, since splitting was directly
linked to the size of the delamination process zone dd3. Similarly,
the estimated damage pattern agreed with the observation for
N = 2 ! 103 and 5 ! 103.

Fig. 10a illustrates the results estimated of the reflection spec-
trum at N = 104. The estimated spectrum reproduced the narrow-
band peak of the measured spectrum, and the peak wavelength
coincided with the input. However, compared with the observa-
tion, greater delamination and more transverse cracks were ob-
tained (Fig. 10b) where the estimated debonding length was
24.0 mm. Similar to Fig. 7b, the lack of information on the laminate
in the reflection spectrum resulted in poor estimation. Reasonable
damage states could not be obtained by inverse analysis for
N P 104 because of significant debonding.

The spectrum width corresponded to the range of the strain
in the gage section. The spectrum width obtained by inverse

35

30 Estimation #1

Estimation #2
25

Estimation  
Simulation #1

20 Simulation #2

15

10

5 Approximation

0

D
eb

on
di

ng
 le

ng
th

 (m
m

)

102 103 104 105

Number of cycles

Fig. 8. Debonding length estimated from the reflection spectra measured in the
fatigue tests, where the number in legends denotes the specimen number. The
length predicted by damage extension simulation [13] is also plotted.
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FIGURE 4.11: Observation du délaminage d’une plaque trouée [137]

Délaminage : cartes d’endommagement de d13, d23 et d33

Les mécanismes de rupture élémentaires des matériaux composites, interviennent en
concert. Parmi ces mécanismes, le délaminage joue un rôle fondamental. S’il est vrai que
l’initiation ou la propagation du délaminage est un phénomène très redouté pour la te-
nue à rupture des structures, dans certaines situations le délaminage peut avoir un « rôle
bénéfique » : ici c’est le cas puisque par certains côtés, le délaminage permet d’éloigner
l’endommagement du perçage qui joue le rôle d’un « concentrateur des contraintes ». De
ce fait, la tenue à rupture de la structure se trouve augmentée par la propagation du déla-
minage autour du perçage. On représente ci-après les champs d’endommagement de déla-
minage. Pour rappel l’endommagement est pris en compte à travers 3 variables scalaires.
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Pour chacune de ces variables, on confronte ici les cartes de délaminage obtenues par
simulation en utilisant chaque approche. Pour 5 instants différents repérés sur la courbe
effort/déplacement, on représente la variable d’endommagement d13 dans l’interface. Du
fait des symétries à ∓ 45° on a pour cet empilement particulier (d13 = d23) :

Avec éléments cohésifs

Sans élément cohésif

On représente ci-dessous la variable d’endommagement d33 relative à la composante
de traction hors plan du tenseur des contrainte.
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Avec éléments cohésifs

Sans élément cohésif

Exploitation des résultats

Lorsque l’on compare les cartes produites par l’une et l’autre stratégie on peut tirer un
bilan sur le délaminage calculé. Dans un premier temps, on relève que la taille de la zone
délaminée par la nouvelle approche est nettement plus importante que la zone délaminée
obtenue par la méthode standard. On insiste encore sur la nécessité de mailler finement
dans le plan pour calculer précisément la contrainte au niveau de la process zone et donc
par suite ne pas sous-estimer la taille de la zone délaminée. Un second aspect est la forme
de la zone délaminée, on voit sur les simulations que le délaminage se propage loin de
la zone du perçage responsable de la concentration de contraintes. Le délaminage par
certains aspects permet donc de décharger la zone centrale en délocalisant l’endomma-
gement loin de ce secteur. Concernant l’explication de ces disparités de délaminage, on
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constate que le split introduit perpendiculairement au pli, lorsqu’il s’endommage réalise
une singularité entre le pli et l’interface et donc comme dans l’expérience on constate que
la présence du split va de pair avec un délaminage à l’interface concernée par le split.

4.4.6 Remarque sur les maillages utilisés
Dans ce travail, on essaie de représenter le calcul de split. On sait de manière expéri-

mentale que ces fissures apparaissent parallèlement aux fibres dans le pli. Pour tenter de
représenter correctement ces fissures il est vivement conseillé d’utiliser des maillages tels
que les éléments suivent la direction des fibres qui puissent représenter facilement ce type
de pattern. En d’autres termes, pour mailler une plaque trouée en stratifié composite, un
maillage transfini n’est donc pas adapté à ce type de calcul.

Bilan
Le démonstrateur développé dans les sections précédentes met en lumière l’impor-

tance de traiter proprement le phénomène de splitting au risque de mésestimer considéra-
blement la tenue de la structure. La démarche présentée ici permet d’avoir une approche
non seulement prédictive mais surtout qui s’intègre, de par sa simplicité, à l’ensemble
des outils développés dans le mésomodèle. Sur l’explication des différences importantes
entre la méthode standard et la nouvelle méthode développée dans ce travail, on peut noter
que lorsque la fissuration transverse se localise dans un split alors l’hypothèse de pério-
dicité formulée dans la version standard du mésomodèle qui voit la fissuration transverse
à travers un réseau périodique de fissures n’est pas légitime. Une seconde imprécision
est liée à l’épaisseur de la zone endommagée, en pratique un split a une épaisseur de
l’ordre de quelques microns, or dans la modélisation classique le split ne peut avoir qu’au
minimum une épaisseur d’un élément, soit de l’ordre de grandeur du pli. Cette nouvelle
stratégie permet donc dans un premier temps d’améliorer considérablement la géométrie
du split en tenant compte de son épaisseur. Par ailleurs, cette nouvelle approche permet
de relaxer davantage les contraintes en bord de fissure par le biais d’indicateurs d’en-
dommagement très proches de 1. Comme il a été expliqué dans les sections précédentes,
la microfissuration dans la version standard du mésomodèle est obtenue par un proces-
sus d’homogénéisation bâtie en partie sur une hypothèse de périodicité de la fissuration
transverse. Cependant on constate après calcul des variables d’endommagement liées à la
fissuration transverse que leur valeur maximale se situe entre 0.5 et 0.8 ce qui de fait ne
permet pas de relaxer totalement les contraintes.

Dans ce chapitre le phénomène de splitting a été décrit, un critère de détection de
cette macrofissure a été énoncé et une stratégie globale de prise en compte intégrée au
sein d’un logiciel a été soumise. Fort de cette réalisation, on se propose d’appliquer cette
méthode pour discriminer des empilements proposés par le partenaire industriel Airbus
Group Innovation dans le projet VERTEX.



Chapitre 5

Validation de la nouvelle stratégie pour
la simulation de séquences complexes

5.1 Contexte et méthodologie

Dans cette partie, on souhaite éprouver la nouvelle stratégie de détection-simulation
des splits intégrée au mésomodèle des composites de manière à prédire le comportement à
rupture de cas tests invoquant des drapages plus sophistiqués. Les géométries auxquelles
on s’intéresse sont des plaques trouées. Cette géométrie présente, en effet, beaucoup d’in-
térêt, d’une part car les structures en matériau composite, pour des questions d’assem-
blage, comportent un certain nombre de perçages, et d’autre part du fait de la richesse
des mécanismes de dégradation que l’essai sur plaque trouée met en jeu. On simule par la
suite des séquences d’empilements industrielles qui constituent une partie des cas tests du
projet. Ces séquences ont été proposées par le partenaire industriel Airbus Group Innova-
tions dans le cadre du projet VERTEX, la description du matériau ainsi que l’orientation
des couches élémentaires suit.

5.1.1 Les séquences d’empilement

Le matériau composite étudié est le T700/M21, les fibres T700 sont des fibres de car-
bone, la matrice M21 est une résine epoxy thermodurcissable. Ce matériau est utilisé dans
les applications hautes performances notamment pour constituer les pièces de structures
du fuselage d’un aéronef. Les essais ont été accomplis à l’institut Clément Ader de Tou-
louse quant à la fabrication des plaques dans lesquelles sont découpées les éprouvettes,
elles ont été réalisées par Airbus Group Innovations. Une présentation plus complète du
protocole expérimental ainsi que la description de l’instrumentation des machines d’es-
sais sont disponibles dans [124]. Les sollicitations sont introduites de la manière suivante,
l’éprouvette est pilotée en imposant le déplacement à ses extrémités, par ailleurs la vitesse
de sollicitation est suffisamment faible pour pouvoir négliger les effets d’inertie devant les
efforts de traction mis en jeu. On se place donc dans le cadre quasi-statique pour opérer
les simulations, le schéma numérique employé est implicite. Plusieurs points de vue sont
possibles pour décrire le comportement ou la nature d’une structure, des études sur les
procédés d’obtention de la structure finale, notamment sur la chimie de la matrice ont fait

89
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par exemple l’objet de plusieurs travaux [115]. On étudie ici, dans une approche méca-
nique structurelle les caractéristiques de tenue à rupture des coupons en particulier les
variations de charge à rupture entre les différents empilements. Dans le cadre de ce projet
on s’intéresse à la discrimination de 3 drapages : les 3 séquences proposées dans cette
étude comportent chacune 13 plis, chaque drapage est équilibré (i.e : contient autant de
pli à +θ et à −θ) et symétrique par rapport au pli central. Le cas test proposé par le par-
tenaire industriel AGI est remarquable au sens qu’il propose de discriminer des drapages
en apparence très voisins. Les séquences présentent en effet le point commun d’avoir cha-
cune le même nombre de pli à 0°, 45°, 90°, -45°.De plus le pli central est toujours un pli
orienté à 0°. Pour rappel ces séquences sont rappelées ci-après :

C3− 1 : [45/− 45/X/X/X/90/0/90/X/X/X/− 45/45]
C3− 2 : [X/X/X/X/0/90/0/90/0/X/X/X/X]
C3− 3 : [45/X/X/X/X/0/0/0/X/X/X/X/45]

Par souci de confidentialité vis à vis des jeux de données fournis par les partenaires du
projet, une partie des empilements a été volontairement masquée. On essaiera tout de
même de dégager les grandes lignes de la dégradation des différentes éprouvettes. Dans
cette étude où malgré les apparences, les faits expérimentaux révèlent des différences
notables, la simulation numérique apparaît ici comme un outil absolument indispensable
de compréhension et de prédiction de la tenue de la structure.

5.2 Identification/ recalage du mésomodèle

Le matériau T700/M21 n’a pas été vraiment identifié par nous, nous avons utilisé des
résultats d’AGI et de l’ONERA. Toutefois, nous avons effectué un certain recalage à partir
des essais sur éprouvettes lisses. Les résultats sont présentés par la suite. Pour l’ensemble
des simulations, les valeurs des paramètres du modèle sont récapitulées dans le tableau
5.1.

5.2.1 Comparaison méso-modèle / essais sur éprouvettes lisses

La découpe et les essais sur éprouvettes lisses ont été menés à Toulouse à partir de
plaques fabriquées par Airbus Group Innovations, le protocole expérimental est décrit
dans [124]. Les simulations sur éprouvettes lisses ont permis de recaler le paramètre de
longueur introduit à travers l’utilisation de lois de régularisation à gradient. Ces simula-
tions sont décrites dans la suite. Le maillage utilisé est un maillage 3D obtenu par extru-
sion d’un mailage 2D formé de mailles carrées de côté 0.125 mm soit l’épaisseur du pli
ce qui est cohérent avec les paramètres de discrétisation recommandés au chapitre 3. Les
éléments utilisés sont des éléments linéaires, le maillage comporte un seul élément dans
l’épaisseur du pli. Pour le calcul, on tire partie des symétries du problème (géométrie-
comportement-chargement) compte tenu de la symétrie de l’empilement et de la symétrie
axiale, on ne simule que le quart l’éprouvette : la géométrie ainsi que les symétries sont
présentées sur la figure 5.1.
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FIGURE 5.1: Géométrie et symétrie des plaques lisses

Dans Samcef, les conditions de symétrie centrale sont introduites après la commande
.ZYG, les nœuds sur l’axe de symétrie sont bloqués dans les directions du plan et laissés
libres dans la direction hors-plan : le maillage est donné sur la figure 5.2.

FIGURE 5.2: Maillage de la plaque lisse

Le délaminage apparaît pour des cas de chargement dans le plan, de manière expérimen-
tale et numérique, au niveau des bords. Dans les simulations, les talons de l’éprouvette
ne sont pas introduits. Dès lors, il appartient de prévenir le délaminage sur les bords qui
correspondent à la jonction avec les talons, qui ne sont pas des "bords" dans la réalité.
Pour ce faire, les interfaces ne sont pas introduites sur une longueur de 5mm au niveau
des jonctions avec les talons.
Les résultats en termes d’essais et de simulation sont présentés ci-dessous :

Le paramètre de régularisation associé à la régularisation en gradient ayant été défini
à 0.3mm pour recaler à partir des résultats sur les éprouvettes lisses le modèle sur les
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FIGURE 5.3: Recalage du paramètre de longueur à partir des essais sur éprouvettes lisses

essais, on présente par la suite une synthèse des coefficients du mésomodèle LMT des
composites.

Tableau des coefficients "matériau" du composite T700/M21

Au chapitre précédent, une présentation de la stratégie de réglage des paramètres de ré-
gularisation de l’effet retard a été proposée. Concernant la régularisation par gradient le
réglage de la longueur caractéristique est réalisé à partir des simulations sur des plaques
lisses. L’ensemble des paramètres est défini une fois pour toute et les valeurs adoptées
pour la suite des simulations sont données ci-dessous :
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Mésoconstituant pli :

Formalisme LMT Commandes SAMCEF
Élasticité du pli

E1 (MPa) 130000
E2 = E3

(MPa)
8400 YT 130000 8400 8400

G23 (MPa) 2250
G12 = G13

(MPa)
4400 G 4400 2550 4400

ν23 0.4 ν12 = ν13 0.31 NT 0.31 0.4 0.31
Endommagement des fibres

Y t
df (MPa) 20 Y c

df (MPa) 7. YS11 20. 7.
Non-linéarité sens fibre

α+ 0 α− 11 YNLE 0. 11.
Endommagement diffus

Y0 0.03 Yc 12 Y012 0.03
YC12. 12.

Fissuration transverse
GI
c 0.35 GII

c = GIII
c 0.9 GC 0.35 0.9 0.9

Plasticité
R0 11 K 1400 LITK 11
γ 0.54 BIGK 1400

EXPN 0.54
Seuil de dommage maximal

df 0.99 dmax 0.55 DDEN 0.99 0.550
ρs 0.7 RO1 0.7

Couplages
b2 2.5 b3 0.5 DCOU 2.5 0.5 0.67 0. 0.6
a 0.67 k 0
α 0.6

Mésoconstituant interface :

Formalisme LMT Commandes SAMCEF
Élasticité de l’interface

K3
0 (MPa/mm) 652800

K1
0 = K2

0

(MPa/mm)
236800 K03S 652800

K02S 236800 236800
Endommagement de l’interface

GI
c 0.4 GII

c = GIII
c 1.4 GP 0.4 1.4 1.4

σmax 50 MPa

Paramètres de régularisation :

Formalisme LMT Commandes SAMCEF
Régularisation par effet retard

τc
∆t

(sans unité) 0.3 TAU
Régularisation par gradient

lc (mm) 0.3 QYT 0.3

TABLE 5.1: Table des coefficients matériaux et de régularisation pour le matériau
T700/M21
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La valeur des coefficients du modèle ayant été rappelés, on se propose par la suite de
présenter plus en détail, le cas d’étude VERTEX.

5.3 Simulation des essais

5.3.1 Maillage en temps et en espace :

Les géométries testées sont des plaques trouées de 3 différentes tailles. Les diamètres
des perçages sont respectivement de 1mm, 3.175mm et 6.35mm. Ce type d’éprouvette a
été choisi pour la complexité des mécanismes qu’il met en jeu. Afin d’obtenir des résul-
tats comparables, le choix s’est porté sur 3 plaques trouées homothétiques dans le plan,
présentant donc en particulier un rapport W/D (Width /Diameter) constant pour les 3 géo-
métries d’éprouvettes, les épaisseurs de plis sont les mêmes pour les trois géométries,
environ 0.125mm. La figure 5.4 ci-dessous explicite les cotes de chaque coupon. L’étude
des plaques trouées en matériaux composites a fait l’objet de nombreux travaux : une dis-
cussion sur les scénarios de rupture des plaques trouées en fonction notamment du rapport
entre la largeur de l’éprouvette, du diamètre du perçage ainsi que de l’épaisseur des plis
constitutifs est notamment disponible dans [2].

FIGURE 5.4: Géométrie des éprouvettes

La cinématique de l’endommagement d’une plaque trouée en matériau composite est
complexe puisque l’effort à rupture n’est pas une fonction monotone de la taille du trou.
En effet, parce que les matériaux composites mettent en concours plusieurs mécanismes
de dégradation la contrainte à rupture dépend,entre autres, de l’épaisseur des plis dont est
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composé le stratifié. Pour des stratifiés composés de plis épais, la contrainte à rupture aug-
mente avec le diamètre du trou, pour un stratifié composé de plis fins c’est le contraire : la
contrainte à rupture décroit en fonction du diamètre du trou. Dans cette campagne d’essai
le fait de choisir un rapport W/D constant permet de s’affranchir de ce phénomène de
bifurcation entre scénarios de rupture. On souligne que les plis qui composent le stratifiés
sont des plis fins dont l’épaisseur est d’environ 0.125mm. Pour l’empilement C3-3 le pli
central a une épaisseur de 0.375mm, ce qui reste encore inférieur à l’épaisseur de transi-
tion h̄ dont l’épaisseur proposée dans la littérature se situe autour d’environ 0.5mm voir
[116].

Maillage en temps et en espace

Dans les simulations des plaques trouées de diamètres 1mm, 3.175mm et 6.35mm
les tailles de mailles sont respectivement de 0.07mm, 0.19mm et 0.39mm. Les éléments
utilisés sont des éléments linéaires, le maillage comporte un seul élément dans l’épaisseur
du pli.

FIGURE 5.5: Maillage de la plaque trouée

Pour les plaques trouées de petit diamètre, les paramètres de discrétisation sont compa-
tibles avec les paramètres recommandés au chapitre 1 en particulier avec la taille des pro-
cess zones associées aux éléments cohésifs. Le maillage en temps est de 200 pas de temps
pour un déplacement de 0.2mm pour la plaque de diamètre 1mm, pour le chargement des
autres plaques, on garde cette proportion entre la taille de l’éprouvette et l’incrément de
déplacement imposé : il en résulte une variation de la déformation ∆ε de l’ordre de 10−4.
On présente le maillage de l’éprouvette VERTEX avec trou de 1mm de diamètre. Les
maillages utilisés dans les simulations avec et sans split sont rigoureusement les mêmes
à la seule différence que pour le modèle avec la description discrète des splits on injecte
des éléments cohésifs à l’endroit où ont été détectés les splits via le critère explicité aupa-
ravant.
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FIGURE 5.6: Maillage de la plaque trouée en perspective

5.3.2 Détection des splits
Cartes de détection

On représente ci-après les cartes de microfissuration due aux cisaillements dans les
plis à 0°. On note qu’en dehors des plis à 0°et dans le pli extérieur à 45°on ne trouve pas
de microfissuration dans les plis hormis dans le pli à 90°. Cependant la microfissuration
dans le pli à 90°est due à la traction dans le sens transverse : le critère n’est donc pas
atteint et la carte de détection, qui présente la microfissuration de cisaillement est vierge.
On liste ci-dessous les trois cartes obtenues dans le pli central à 0°, on remarque d’ores
et déjà une affirmation plus ou moins marquée des composantes des cisaillements suivant
l’ordre d’empilement de la séquence. Pour le pli central à 0°, pour une plaque de diamètre
1mm empilement VERTEX n° 1 on obtient :
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FIGURE 5.7: Carte de détection associée au critère « Split » (pli central à 0°, séquence 1)

Ci-dessous on affiche la carte de détection pour l’empilement VERTEX n° 2 :

FIGURE 5.8: Carte de détection associée au critère « Split » (pli central à 0°, séquence 2)

enfin on présente la carte de détection pour l’empilement VERTEX n° 3 :
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FIGURE 5.9: Carte de détection associée au critère « Split » (pli central à 0°, séquence 3)

À partir des cartes de détection, on peut constater de manière très claire que l’empilement
C3-3 a davantage tendance à produire des fissures de splitting suivi de l’empilement C3-2
puis C3-1. On a par souci de clarté présenté les cartes de détection sur les modèles de
plaques de 1mm de diamètre. Cette tendance se retrouve sur les 3 géométries, cependant
le maillage est plus fin relativement sur les plaques de petites tailles, et de ce fait le phé-
nomène est plus facilement observable pour cette géométrie.

Cartes de détection dans chaque pli

On montre sur la figure 5.10 ci-dessous, les cartes obtenues avec le critère portant sur
la microfissuration de cisaillement pour la plaque de diamètre 1mm et pour la séquence
d’empilement C3-3. Aux vues des cartes, on détecte des splits dans le pli central et dans
les plis extérieur à 45 °.
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pli orientation critère pli orientation critère

1 0 ° 2 X

3 X 4 X

5 X 6 X

FIGURE 5.10: Visualisation du critère de détection dans chaque pli pour la plaque ∅
1mm, empilement C3-3

L’apparition des splits est relativement semblable pour les 3 tailles de plaques et pour les
3 empilements, la différence se produit en termes d’intensité du phénomène de splitting
qui est plus ou moins marqué suivant la séquence. Les splits ayant été détectés on souhaite
confronter les deux approches de manière à comparer les prédictions de chacune d’entre
elle.

5.3.3 Comparaison des simulations avec ou sans split :
Par la suite, on présente les résultats des simulations en prenant ou non en compte

le phénomène de splitting. Les courbes (εmoyen ; σmoyen) de la figure 5.11 montrent une
différence notable entre les deux approches, en particulier pour l’empilement 3 pour le-
quel une différence relative de 20% sur la déformation moyenne à rupture est relevée.
Concernant les splits dans le pli extérieur à 45° ils sont détectés puis introduits dans les
simulations, expérimentalement ils sont observés, cependant du point de vue de la te-
nue de la structure leur influence est négligeable en termes d’impact sur la courbe effort
déplacement.
Les empilements C3-1, C3-2 et C3-3 présentent des tendances au splitting plus ou moins
fortes. En effet, il a été constaté expérimentalement que l’empilement C3-3 présentait un
splitting fort, les empilements C3-1 et C3-2 ayant une propension moindre à former des
fissures de type splitting : ces observations sont rapportées dans [124]. De ce fait, les
différences dans les simulations pour les empilements C3-1 et C3-2 entre l’ancienne et la
nouvelle méthode ne sont pas très marquées, quoiqu’elles présentent des écarts en termes
de cinématique et de cartes d’endommagement. Pour la simulation de la séquence C3-3,
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Simulation C32: nouvelle approche
Simulation C33: nouvelle approche
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FIGURE 5.11: Comparaison des réponses des plaques trouées de diamètre 1mm pour les
deux méthodes de prise en compte du splitting

les choses sont très différentes. On remarque que les efforts à rupture prédits sont assez
éloignés, de l’ordre de 15 à 20%.

Visualisation des cartes de contraintes et de délaminage

On représente ci-après le champ des contraintes sens fibre dans les plis centraux orien-
tés à 0° pour les 3 empilements, en présentant les deux stratégies. La prise en compte du
splitting de manière discrète fait apparaître d’une part une diminution des contraintes en
bord de trou puisqu’on relève que les contraintes maxi calculées en bord de trou sont infé-
rieures aux contraintes maximales prédites par l’approche standard et d’autre part a pour
effet d’éloigner la zone de raccord entre les deux « bras » du centre de l’éprouvette.
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Cartes de contraintes (sans élément cohésif)

Cartes de contraintes (avec éléments cohésifs)

FIGURE 5.12: Cartes des champs de contraintes sens fibre dans le pli central à 0°pour les
deux approches (empilement C3-1 C3-2 C3-3 de gauche à droite)

Le phénomène de splitting a tendance à lisser le champ de contraintes au niveau de la
concentration de contraintes ce qui explique en partie le fait que les spécimens qui splittent
davantage ont une charge à rupture plus importante.
On s’intéresse maintenant aux cartes de délaminage à l’interface avec le pli central, on
expose sur la figure 5.13 ci-dessous, les cartes d’endommagement calculées à partir du
mésomodèle LMT avec et sans prise en compte du splitting.
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Cartes de délaminage (ancienne approche)

Cartes de délaminage (nouvelle approche)

Cohesive elements enable to unload the structure, and  to cancel the singularity

FIGURE 5.13: Cartes d’indicateur de délaminage d33 à l’interface du pli central à 0°
(empilement C3-1 C3-2 C3-3 de gauche à droite)

Les cartes de délaminage révèlent que les zones délaminées calculées sont plus impor-
tantes lorsque l’on prend en compte le splitting avec la nouvelle approche. En effet, les
éléments cohésifs en s’endommageant induisent des singularités à la jonction entre le split
et les plis adjacents qui favorisent le délaminage.



5.3. SIMULATION DES ESSAIS 103

Représentation du splitting : comparaison entre les modèles

Le phénomène de splitting on l’a vu est responsable pour une grande partie de la
réponse des plaques trouées du fait de la relaxation des concentration des contraintes
qu’il opère en bord de trou. On représente sur la figure ci-après 5.14 les prédictions de
chacune des approches pour traiter le phénomène de splitting :

FIGURE 5.14: Comparaison des deux approches pour la prédiction du splitting

Les cartes présentées sur la figure 5.14 montrent que la prise en compte du splitting à tra-
vers la nouvelle méthode, introduite au chapitre précédent, conduit à des fissures de type
splits de longueur très supérieures à celles calculées à partir de la microfissuration seule.
En définitive, on constate que la prise en compte du splitting entraîne des différences
majeures en termes de charge à rupture, de cinématique et de cartes d’endommagement
notamment sur la microfissuration et le délaminage. Dans la suite on évalue les perfor-
mances de la nouvelle stratégie en comparant les prédiction du mésomodèle LMT aux
mesures expérimentales qui font office de référence.
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5.4 Comparaison essai/simulation
Dans cette section, on met en parallèle les résultats des essais et des simulations de

manière à confronter les prédictions du mésomodèle LMT aux relevés expérimentaux.
Du point de vue du comportement des éprouvettes, le fait que les 3 empilements soient
constitués des mêmes plis, mais composés dans un ordre différent produit du point de
vue de la structure -en restant dans le domaine élastique- des rigidités -en traction- qui
sont les mêmes (en négligeant les rigidités des interfaces éventuellement différentes sui-
vant l’ordre d’empilement). Les différences de façons théoriques apparaissent avec les
non linéarités (majoritairement l’endommagement) : les angles n’étant pas les mêmes
entre deux plis adjacents la propension à délaminer ne sera pas la même suivant les em-
pilements. On ajoute que dans les cas de chargement plan le délaminage « démarre » au
bord. Sur ce type d’éprouvette, on trouve deux types de bords : ceux associés à la forme
rectangulaire de la plaque et celui de forme circulaire lié au perçage. Concernant le com-
portement intralaminaire, ce sont les non linéarités qui sont responsables des disparités
dans la réponse de chacune des 3 structures. En particulier, la fissuration matricielle sous
la forme de splitting atténue ou non le phénomène de concentration de contraintes bien
connus des problèmes de plaques trouées. En conséquence, les contraintes sont relaxées
en bord de trou. En analysant brièvement les résultats expérimentaux, on relève que l’em-
pilement noté C3-3 a une tenue aux sollicitations nettement supérieure pour environ 20%
en comparaison avec les empilements C3-1 et C3-2. Il appartient de comprendre et de
prédire ce comportement par le calcul.

5.4.1 Les faits expérimentaux majeurs :
Le projet VERTEX prévoit dans son Work Package n° 3 une phase expérimentale voir

1. En parallèle, une campagne d’essais a donc été menée dans les laboratoires de l’institut
Clément Ader de Toulouse afin de constituer une banque de données riche et détaillée.
La première campagne d’essai dans le cadre du projet VERTEX se propose de tester pour
3 empilements, sur des géométries de plaques trouées. Les faits expérimentaux font état
que :

— l’effort à rupture est plus important pour l’empilement C3-3 suivi de l’empilement
C3-1 et de l’empilement C3-2 dont l’effort à rupture est le plus faible.

— concernant le splitting : l’éprouvette C3-3 splitte davantage que l’éprouvette C3-1
elle même que C3-2.

Les expériences rapportées dans [124] font état que la rupture finale de l’éprouvette est de
type pull out ce qui dénote selon Hallet dans [60] l’apparition de mécanismes de rupture
tels que la fissuration matricielle ou le délaminage avant la rupture finale de l’éprouvette.
De manière expérimentale, il a été mesuré que la présence du trou fait chuter la contrainte
moyenne à rupture d’environ 20% si l’on compare les plaques lisses et aux plaques trouées
de diamètre 3.175mm pour lesquelles les largeurs de plaques sont voisines, respective-
ment 15mm et 16mm. Par ailleurs il a été rapporté par l’équipe expérimentatrice dans
[125] que la contrainte à rupture diminue avec l’augmentation de la taille du coupon en
maintenant le rapport W/D constant et pour un empilement de plis fins. Nous retrouvons
par le calcul cette observation déjà rapportée dans des travaux antérieurs [135] et [1]. On
présente ci-dessous dans la figure 5.15 un récapitulatif des résultats obtenus en termes de
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courbes (εmoyen ; σmoyen) pour chacun des empilements en constatant que la contrainte à
rupture moyenne décroît avec la taille de la plaque trouée.
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FIGURE 5.15: Mise en évidence de la décroissance de la contrainte moyenne à rupture
en fonction de la taille de l’éprouvette

Une seconde campagne a été menée sur des éprouvettes dites technologiques (i.e. de
grande taille, présentant des détails structuraux), cette campagne d’essais a été plus tardive
et la simulation de ces éprouvettes fait l’objet à l’heure actuelle de travaux au laboratoire.
Elle ne sera pas abordée dans le présent manuscrit.



106 CHAPITRE 5. VALIDATION DE LA NOUVELLE STRATÉGIE

5.4.2 Comparaison essai calcul pour la plaque trouée ∅ 1mm

Dans cette sous-sections on met en regard simulations et essais pour les plaques de
petit diamètre. De même que pour la plaque trouée [0, 90]S , on remarque que la prise
en compte du splitting avec la nouvelle stratégie permet de prédire les efforts à rupture
mesurés expérimentalement de manière beaucoup plus précise.
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Comparaison essai-simulation pour une plaque trouée ∅ 1mm
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FIGURE 5.16: Comparaison essai/calcul pour les plaques trouées de diamètre 1mm

La figure 5.16 montre une très bonne corrélation entre les prédictions du mésomodèle
LMT avec prise en compte du splitting et les résultats provenant des essais.
Dans l’application du critère de détection nous avons relevé une tendance au splitting pour
les 3 empilements, on a peu d’informations expérimentales sur la propension au splitting
de chaque empilement. Dans le cas des empilements C3-1 et C3-2 où le splitting est moins
affirmé l’utilisation de la nouvelle méthode n’est pas nécessairement indispensable pour
prédire les efforts à rupture.

5.4.3 Comparaison essai calcul pour la plaque trouée ∅ 3.175mm

Dans les simulations, les tailles de mailles sont au maximum de 0.19mm, cette valeur
est cependant supérieure à la valeur égale à un pli que nous avons mis en évidence pour
décrire finement le champ de contrainte au niveau des éléments cohésifs, les résultats sont
présentés sur la figure ci-dessous 5.17 :
Concernant les plaques de diamètre moyens nous retrouvons le constat de l’équipe expé-
rimentatrice qui fait état que les spécimens de diamètres moyens ont une réponse quasi li-
néaire jusqu’à rupture contrairement aux plaques de petites tailles. Cette chute de raideur
est liée à la proportion des endommagements non catastrophiques qui est relativement
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Comparaison essai-simulation pour une plaque trouée ∅ 3.175mm

Essai C31
Essai C32
Essai C33

Simulation C31
Simulation C32
Simulation C33

FIGURE 5.17: Comparaison essai/calcul pour les plaques trouées de diamètre 3.175mm

plus importante pour les plaques de petit diamètre ce qui explique corrélativement une
réponse plus souple pour les plaques de petits diamètres.

La confrontation des résultats aux données expérimentales fait apparaître d’une part, l’ap-
titude remarquable du mésomodèle LMT à prévoir la prédisposition de chaque empile-
ment à former des splits et par voie de conséquence de sa tenue à rupture qui est nettement
supérieure pour l’empilement C3-3. Un deuxième aspect qui mérite d’être souligné est le
léger décalage entre les résultats expérimentaux et les simulations numériques, en effet
sur les simulations la tenue à rupture prédite par simulation est inférieure à la tenue effec-
tive du coupon. Il est difficile de donner une explication car l’identification repose ici sur
peu d’essais spécifiques au matériau étudié. En vérité, il aurait été intéressant d’effectuer
une identification complète. Enfin, un autre problème auquel il faut faire face est celui
du raffinement du maillage. Compte tenu de la taille des problèmes et de la complexité
des modèles, il est très difficile voire impossible de mener une étude de convergence au
maillage. Pour la simulation des éprouvettes trouées de diamètre 3.175mm on a adopté
un maillage d’environ 0.2mm dans la direction de propagation des splits, et aussi dans
le plan pour la propagation du délaminage. Cette discrétisation demeure encore assez
grossière, pour décrire finement le champ de contraintes responsable de l’initiation du
splitting ou du délaminage. Les efforts ainsi calculés pour initier l’endommagement sont
supérieurs à ceux obtenus pour un maillage fin, du fait d’une non parfaite représentation
de la contrainte sur la process zone. Le maillage relativement grossier pour cette plaque
est un facteur supplémentaire qui pourrait expliquer le léger décalage entre les résultats
expérimentaux et les simulations. En somme, compte tenu des éléments qui ont été rap-
pelés, la prédiction de l’ordonnancement des efforts à rupture, et des scénarios de rupture
impliquant du splitting est correcte.
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5.4.4 Comparaison essai calcul pour la plaque trouée ∅ 6.35mm
Dans les simulations, les tailles de mailles sont au maximum de 0.39mm. Ce maillage

spatial est relativement plus grossier que celui que nous préconisons au chapitre 3 pour
décrire finement le champ de contrainte au niveau des splits. Le maillage en temps est
de 1000 pas de temps pour un déplacement de 6.35mm, il en résulte une variation de
déformation ∆ε de l’ordre de 10−4.
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FIGURE 5.18: Comparaison essai/calcul pour les plaques trouées de diamètre 6.35mm

On présente ci-dessous une comparaison entre les données expérimentales obtenues par
microtomographie et les calculs issus de la simulation avec le mésomodèle LMT en pren-
nant en compte le splitting comme il a été expliqué au chapitre précédent. Les cartes
obtenues numériquement et présentées sur les figures 5.19 montrent une très bonne cor-
rélation avec les données rapportées de la campagne d’essais dans [125].
Enfin, on effectue une comparaison entre la carte associée à la valeur de l’indicateur du
mésomodèle de la rupture des fibres df et la rupture fibre relevée expérimentalement par
caméra infrarouge du fait du dégagement de chaleur très énergétique lorsque les fibres
viennent à rompre.
À la lumière des éléments qui ont été évoqués précédemment, on peut analyser les courbes
effort-déplacement pour la plaque de grande taille, de diamètre de perçage 6.35mm. La
comparaison essai/calcul laisse apparaître, là encore, une légère différence entre les résul-
tats expérimentaux et les simulations. Pour expliquer cet écart, on peut raisonnablement
émettre l’hypothèse que le maillage de la plaque est trop grossier. En effet compte tenu
des dimensions de la plaque, le maillage est plus grossier dans le plan et donc dans le sens
de propagation des splits. De ce fait les éléments cohésifs ne permettent pas du fait de la
discrétisation encore trop grossière de reproduire fidèlement ni le split ni le délaminage.
Rappelons que pour ces empilements -en apparence très voisins- ce sont les non-linéarités
qui vont discriminer les différents empilements en traction. Une seconde remarque sur le
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Fissuration matricielle dans le pli à 45 °extérieur

Délaminage -45 °/ 45 °

FIGURE 5.19: Comparaison essai calcul, à gauche les cartes d’endommagements calcu-
lées avec le mésomodèle à droite les microtomographies issues des essais credits [125]

FIGURE 5.20: Comparaison essai calcul pour l’empilement C3-1 ∅ 6.35mm, à gauche la
carte de rupture fibre calculée dans le pli central à 0° à droite le suivi par infrarouge des

essais credits [125]

choix délibéré de la discrétisation spatiale qui est homogène sur toute la plaque. Cette
décision a été prise de manière à ne pas orienter le calcul. On a discuté le fait que pour at-
teindre la contrainte d’initiation, il est important de mailler finement la process zone sous
réserve d’inhiber le délaminage ou l’ouverture des splits.La rupture des fibres est due à
l’instabilité de l’initiation de la rupture des fibres qui est modélisée par le modèle d’en-
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dommagement à gradient implémenté dans SAMCEF dont la longueur caractéristique a
été prise à 0.3mm. C’est très certainement une vision qui pourrait être améliorée et ap-
porter ainsi une meilleure concordance. Le fait marquant, est que la « tendance » soit bien
représentée entre les différents empilements en effet les simulations exhibent le fait que la
structure dont la séquence empilement 3 splite nettement plus que les empilements 1 et 2
et cela pour les 3 dimensions de plaque ce qui explique que les contraintes sont davantage
relâchées au niveau du trou et donc que l’empilement C3-3 a une meilleure résistance aux
sollicitations que le C3-1 et C3-2. De plus les différents empilements viennent à rompre
brutalement ce qui est également observé.

Bilan sur le cas test VERTEX
En définitive, nous retrouvons les observations formulées par l’équipe expérimenta-

trice. On relève en particulier que l’empilement 3 splite nettement plus que les empile-
ments 1 et 2 et cela pour les 3 dimensions de plaque. Ceci explique que les contraintes
soient davantage relâchées au niveau du trou et donc que l’empilement C3-3 tienne mieux
les efforts que le C3-1 et le C3-2. En ce qui concerne le délaminage nous partageons les
observations réalisées par l’institut Clément Ader c’est à dire que le délaminage sur « les
bords rectangulaires » de la plaque est moindre au niveau de l’interface [0,-45] pour le
C3-3 que pour les interfaces [0,90] pour le C3-2 et l’interface [0,90] pour le C3-1. Tou-
tefois, et c’est le plus important, il faut noter que concernant le délaminage en bord de
trou c’est l’inverse : il y a davantage de délaminage en bord de trou pour l’empilement
C3-3, qu’en bord de trou pour les interfaces [0,90] pour les empilements C3-1 et C3-2.
De ce fait, les contraintes sont davantage concentrées sur les empilements C3-1 et C3-2
contrairement à l’empilement C3-3 pour lequel une plus grande relaxation des contraintes
intervient. Ce point est essentiel. Lorsqu’on compare les approches qui intègrent ou non la
fissuration matricielle discrète, on constate que la prise en compte du splitting augmente
les zones délaminées calculées. En effet, par ce biais on injecte dans le modèle,comme il
est observé expérimentalement, des singularités à la jonction pli-interface. De façon gé-
nérale on retrouve les observations relatives aux effets d’échelles sur une plaque trouée
constituée d’une superposition de plis fins. Si on observe pour un empilement donné la
courbe (σmoyen − εmoyen) pour les trois tailles de plaques, on retrouve l’allure générale à
savoir que la contrainte moyenne décroit avec le diamètre du trou. Un point majeur pour
tous les essais, on reproduit la rupture brutale des éprouvettes due à la rupture instable des
fibres.

5.5 Discussion sur la nouvelle stratégie
La méthode présentée a démontré d’excellentes aptitudes à discriminer les 3 empile-

ments proposés dont on rappelle qu’ils sont « sur le papier » très similaires. La stratégie
de détection a été -dans le cadre de cette thèse- entièrement implémentée de manière non
intrusive (i.e. en utilisant uniquement des outils BACON ). De récents développements
proposent une version entièrement encapsulée dans le logiciel, ces travaux d’implémen-
tations ont été achevés par Minh Quan LE, un membre de l’équipe de recherche. Une
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procédure pour automatiser la méthode de détection-simulation a aussi été examinée. La
complexité relève de l’outil informatique plus que d’une difficulté conceptuelle. Elle ré-
side essentiellement dans la technicité liée au logiciel : principalement pour contrôler et
lancer/interrompre le solveur au moment voulu. Nous n’avons pas poursuivi dans cette
direction. D’autre part, nos réflexions se sont portées sur une possible détection/injection
des splits à la volée, ce qui permettrait de réaliser le calcul en une seule itération, c’est à
dire sans interrompre puis relancer les calculs à chaque nouvelle détection de splits. Dans
ce cas, outre les réserves du point de vue informatique, la question de la description de
l’endommagement se pose puisqu’au moment où le split est décelé l’état d’endommage-
ment est non nul. Le fait d’injecter des éléments cohésifs participerait alors à décrire une
seconde fois le même phénomène de splitting. Des investigations portent actuellement sur
une manière de d’injecter/simuler des éléments cohésifs à la volée. Concernant la tech-
nicité informatique pour mener à bien les calculs on peut remarquer que l’indépendance
vis à vis de la discrétisation temporelle impose un pas de temps constant pour conserver
un ratio ∆t

τc
constant. Cette contrainte pèse sur les calculs en ce sens que la constante de

l’effet retard -supposée être- une constante matériau est définie avant de lancer le calcul,
or il est commode d’utiliser pour la résolution une discrétisation temporelle grossière sur
la partie élastique et très raffinée sur les phases endommageantes. Cette difficulté d’ordre
logiciel est en passe d’être résolue, il suffit en pratique de modifier le matériau utilisateur
dans lequel est défini le comportement du matériau mésomodèle et de faire dépendre τc
de l’incrément de temps. A propos de la propagation de la rupture des fibres, la méthode
employée ici est celle disponible alors dans SAMCEF qui souffre d’un certain nombre
de défauts dûs à la régularisation en gradient qui a tendance à étaler l’endommagement
tandis que la rupture des fibres semble de manière expérimentale un phénomène très lo-
calisé. De larges améliorations sont en cours de développement dans la modélisation de
la rupture fibre en relation avec le code de calcul SAMCEF.
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Conclusions et perspectives :

Ce travail reprend pour une grande part les axes de notre collaboration au sein du
projet VERTEX dans lequel une synergie forte est créée entre des partenaires industriels
(Airbus Group Innovation), des développeurs logiciels (SAMTECH, Holo 3) et des la-
boratoires de recherche (LMT Cachan, Institut Clément Ader, ONERA). Des formations
ainsi que des rencontres multiples et régulières en particulier avec les équipes de SAM-
TECH sur les sites de Liège et de Massy ont permis de former un partenariat privilégié
entre le laboratoire et l’entreprise qui développe le logiciel de calcul. Cette thèse synthé-
tise à la fois une proposition de perfectionnement de notre modèle mais surtout et c’est
le plus important leur transfert vers l’industrie logicielle en vue de pérenniser les travaux
accomplis et leur déploiement sur le long terme. On note, dans ce sens, que la dernière
version du logiciel SAMCEF intègre désormais un certain nombre des résultats et indica-
teurs développés dans cette thèse.

Ce document constitue un premier pas pour traiter dans un modèle unifié et distri-
bué par un éditeur logiciel commercial la fissuration transverse qu’elle soit localisée sous
forme de split ou répartie densément dans un réseau de fissures quasi périodique sur des
problèmes de grandes tailles tels que les cas industriels. Pour prendre en compte de ma-
nière précise l’apparition des splits, un traitement basé sur un critère de détection ad hoc
qui repose sur la contribution du cisaillement à la microfissuration est proposé. L’intro-
duction des splits dans le modèle est réalisée de manière non intrusive via une procédure
entièrement implémentée sous SAMCEF utilisant uniquement des commandes BACON.
La description et l’évolution des splits sont décrites par la théorie de l’endommagement
et en pratique à travers des éléments cohésifs standards. Les précautions en termes de
maillage spatial relativement à l’utilisation des éléments cohésifs ont été rappelées.

L’étude théorique est illustrée par la réalisation d’un démonstrateur industriel sur un
cas test académique. On relève que la stratégie proposée s’intègre parfaitement à la boîte
à outils disponible dans SAMCEF. Par ailleurs, cette étude montre que la prise en compte
correcte de la fissuration sous forme de split est capitale pour décrire précisément le scé-
nario d’endommagement de la structure. Une validation plus approfondie a été menée,
elle consiste à discriminer 3 drapages, plus complexes, proposés par le partenaire indus-
triel dans le cadre du projet VERTEX. La stratégie de calcul introduite est testée, montrant
d’excellentes capacités prédictives pour discriminer des empilements en apparence très si-
milaires. Par la simulation, on retrouve, à condition d’introduire cette nouvelle description
du splitting dans le modèle, la majorité des résultats expérimentaux de manière qualitative
et quantitative.

En définitive, il apparaît que les améliorations proposées dans la description de la
fissuration transverse sont à même de prédire avec précision la propension de chaque em-
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pilement au splitting, et par là même la tendance sur les efforts à rupture à savoir qu’un
des empilements a une tenue à rupture bien supérieure aux deux autres. Sur la question des
seuils de rupture qui sont tributaires, dans une large mesure, du choix des coefficients de
régularisation adoptés, des efforts doivent encore être poursuivis, notamment pour amé-
liorer la description de la rupture des fibres. De tels travaux sont actuellement conduits au
laboratoire montrant des résultats concluants même sur des cas plus complexes tels que
ceux présentant des singularités.

L’étude développée dans ce manuscrit a mis en évidence une manière efficace de
traiter, par une méthode a priori, différentes manifestations du phénomène de fissuration
transverse à travers un modèle unique. Les équations additionnelles introduites font appa-
raître plusieurs paramètres additionnels : le seuil de microfissuration fixé ici à une valeur
de 0.3 et la contribution du cisaillement de 75 % à la microfissuration totale. Ces valeurs
ont été proposées de manière heuristique. Naturellement des campagnes expérimentales
devront être consacrées au phénomène d’initiation du splitting en vue de définir préci-
sément ces quantités d’intérêts par des essais et de disposer d’abaques clairs définissant
pour quels empilements, quelles géométries on observe ou non le phénomène de splitting.
Pour les cas d’études examinés dans cette thèse, il apparaît que la contribution de la mi-
crofissuration de cisaillement semble constituer une part encore plus importante que celle
proposée ici de soixante quinze pour cent.

Une des limitations soulevées par cette étude est le traitement de problèmes de très
grandes tailles. L’utilisation de lois de comportement extrêmement non linéaires appli-
quées à des géométries complexes introduit des longueurs et des temps caractéristiques
très courts qui imposent des discrétisations spatiales et temporelles très fines. De ce fait la
puissance de calcul devient rapidement un facteur limitant lorsqu’il est question de simu-
ler une structure de grande taille et ou formée par un empilement de plus d’une dizaine
de plis. Dans ce contexte les méthodes de calculs sont amenées à prendre une place de
plus en plus prégnante en mécanique pour résoudre des problèmes de plusieurs millions
de degrés de liberté. Des travaux sur les stratégies de calculs haute performance sont me-
nés dans cette direction, plusieurs pistes sont investiguées parmi les plus prometteuses
figurent le calcul parallèle ainsi que les techniques de réduction de modèles.

Un autre obstacle abordé dans ce travail est relatif à la régularisation. L’approche
adoptée est clairement expliquée, une vision très pratique de réglage des coefficients a
été exposée de manière à conduire une démarche prédictive. Cependant la question de
la régularisation pour traiter les problèmes de localisation inhérents à l’utilisation de lois
de comportement adoucissantes dans les simulations de structures matériaux composites
doit faire l’objet de travaux dédiés. En particulier la dimension anisotrope des matériaux
composites doit être envisagée du point de vue de la régularisation.

Les conclusions apportées sur le cas de validation VERTEX portant sur des plaques
trouées homothétiques dans le plan mettent en avant l’importance des effets d’échelles.
Cette problématique a déjà donné lieu à de nombreux travaux, cependant le réglage des
paramètres de localisation doit conduire à de nouvelles investigations afin de déterminer
la nature de ces paramètres, en outre s’ils sont dépendants de la structure et du matériau
ou uniquement du matériau. La valeur accordée à ces paramètres de régularisation est
d’une importance capitale, puisqu’ils pilotent en partie les seuils de rupture. Dans une
démarche de prédiction des charges à rupture la compréhension profonde de ces aspects
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est une question d’importance cruciale.
Les travaux d’implémentations ont été réalisés exclusivement sous le logiciel SAM-

CEF ce qui constitue pour nous une contrainte majeure. Cependant l’avantage d’utiliser
un tel logiciel est de disposer de fonctions spécifiques déjà implémentées et de profiter
des performances en termes de rapidité offertes par le logiciel. Parmi les modifications
qui doivent être apportées au logiciel pour concilier l’emploi du logiciel et les dévelop-
pements exposés dans cette thèse, la possibilité de modifier le temps caractéristique en
fonction de l’incrément de temps serait souhaitable. En effet, elle permettrait de profi-
ter à la fois d’un rapport des temps caractéristique constant et d’un raffinement temporel
lorsque les non-linéarités apparaissent et qu’un pas de temps fin est à prescrire.
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Chapitre 6

Annexes

Estimation de la taille de la process zone
La géométrie est une poutre semi infinie sur appuis élastiques de raideur notée k3

0 .

x = −∞ x = 0 x = L

−→
F

x = −∞ x = 0

−→
F

−−→
Mfz

Équations d’équilibre local :

dT (x)

dx
+ py(x) = 0

dM(x)

dx
+ T (x) + cz(x) = 0

On résout ces équations l’intervalle ]−∞; 0] avec une densité de moment nulle : cz(x) = 0

{
dT (x)
dx

+ py(x) = 0
dM(x)
dx

+ T (x) + cz(x) = 0
⇒

{
dT (x)
dx

+ py(x) = 0
d2M(x)
dx2

+ dT (x)
dx

= 0

avec py(x) = −k3
0by(x) et M(x) = EI d

2y
dx2

en substituant on obtient :
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EI
d4y(x)

dx4
+ k3

0by(x) = 0

en posant λ =
4

√
k30b

4EI
, l’équation caractéristique à résoudre est :

X4 + 4λ4X = 0 dont les racines sont X =
√

2e
i(2k+1)π

4 λ avec k ∈ J0; 3K

On récrit les solutions complexes sous la forme algébrique, le déplacement y(x) s’écrit
donc :

y(x) = eλx (A cosλx+B sinλx) + e−λx (C cosλx+D sinλx)

Les conditions limites sont les suivantes :
limx→−∞ y(x) = 0
limx→−∞ y

′(x) = 0
y(0) tel que k3

0by0 = F
y′′(0) tel que EIy′′(0) = Fd

Les deux premières conditions imposent C = 0, D = 0.

y(0) = A =
F

k3
0b

y′(x) = λ (A cosλx+B sinλx− A sinλx+B cosλx) eλx = λ ((A+B) cosλx+ (B − A) sinλx) eλx

y′′(x) = λ2 ((A+B) cosλx+ (B − A) sinλx− (A+B) sinλx+ (B − A cosλx)) eλx

y′′(x) = λ2 (2B cosλx− 2A sinλx) eλx

y′′(0) = 2Bλ2 =
M

EI

Conclusion sur la taille de la process zone
Avec le calcul précédent on a fait apparaître une longueur caractéristique :

1

λ
=

1

4

√
k3

0b

4EI

On se propose ici d’évaluer simplement pour quelques empilements cette longueur carac-
téristique qui nous renseigne sur la finesse du maillage à employer pour les simulations
numériques :
on remarque que la largeur de l’éprouvette n’intervient pas dans l’expression :

4EI

k3
0b

=
4Ebh3

12k3
0b

=
Eh3

3k3
0
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Grandeurs E npli hpli k3
0

1
λ

Unités (N/mm2) (par bras) (mm) N/mm mm
cas 1 165000 4 0.125 652800 0.3
cas 2 165000 8 0.125 652800 0.5
cas 3 165000 16 0.125 652800 0.9



Titre : Modélisation et simulation des splits dans les structures composites
stratifiées

Mots clefs : composites, calcul des structures, splits

Résumé : Le design de pièces de structures aéronautiques en maté-
riau composite requiert un grand nombre de tests et de simulations à dif-
férentes échelles. Dans ce contexte industriel, les modèles de comporte-
ment sont amenés à prendre une importance de plus en plus prégnante.
L’idée développée dans cette thèse est d’améliorer la description de la
fissuration transverse à travers le mésomodèle des composites, introduit
au LMT dans les années 80. L’objectif est d’être en mesure de prédire
précisément par la simulation de la rupture d’un stratifié, en conser-
vant des coûts de calculs raisonnables en vue de substituer à tout ou
partie des essais mécaniques onéreux. On propose ainsi une nouvelle
version de notre modèle qui combine, à la fois la prise en compte de
la fissuration transverse localisée sous forme de split, et une descrip-
tion homogénéisée pour les fortes densités de fissures transverses. Afin
de concilier ces deux approches, un critère de détection ad hoc est pro-
posé, le cas échéant les macrofissures sont introduites dans le modèle

par le biais d’éléments cohésifs. Une partie de l’originalité de ce travail
est de concevoir et développer des méthodes de calculs, en vue de leur
transfert vers l’industrie. Pour assurer la pérennité des développements,
et pouvoir traiter des problèmes industriels (grand nombre de degrés
de liberté, géométries industrielles) on utilise uniquement des logiciels
de calculs commerciaux. À cette fin, l’ensemble des développements a
été implémenté de manière non intrusive sous SAMCEF. Enfin, pour
éprouver la nouvelle stratégie proposée, une campagne de validation en
partenariat avec AIRBUS GROUP INNOVATION a été menée sur des
structures en matériaux composites stratifiées formées selon des empile-
ments complexes et présentant des accidents géométriques. Le dévelop-
pement de lois de comportements adoucissantes entraîne des problèmes
de dépendance au maillage, la question de la localisation est alors abor-
dée sous un angle pratique.
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Abstract : Structural aerospace parts design in composite mate-
rial requires a large number of tests and simulations at different scales.
In this industrial context, constitutive laws are more and more impor-
tant. The idea of this thesis is to improve the description of transverse
cracking in the composite mesomodel, introduced in the LMT during
the 80’s. The objective is to be able to predict accurately the failure of
a laminated composite structure, at cheap computational cost, in order
to replace some of expensive mechanical tests. We propose a new ver-
sion of our model which combine, isolated transverse cracks description
such as splits, and an homogenized representation to model important
transverse cracks density. To reconcile these two approcahes an ad hoc
criterion is introduced, if necessary macrocracks are set in the model

by using cohesive elements. A significant proportion of this works is
to design and elaborate methods and computation strategy, in order to
transfer from academic world to industry. To maintain computer code,
and be able to compute industrial mechanical problems (large number
of DOF, complex geometry) only commercial softwares must be used.
For this purpose, the whole code is implemented in a non intrusive way
on SAMCEF software. Finally, to challenge the new strategy, a cam-
paign of validation, with our industrial partner AIRBUS GROUP IN-
NOVATION was carried about structures in laminated composite ma-
terial, with complex stackings with stress concentrations. Constitutive
laws with softening triggers off mesh dependance issues, then the ques-
tion of localization is discussed from a practical angle.
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