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Résumé

La conception d’une coque de sous-marin est cruciale pour son opérabilité et la sécurité de
I’équipage, mais également complexe. En effet, les ingénieurs doivent prendre en compte
a la fois la légereté, la discrétion acoustique et la résistance de la coque a la pression
d’immersion et aux attaques extérieures. Les explosions sous-marines représentent une
menace de premier ordre pour l'intégrité de la coque, dont le comportement doit étre
correctement analysé.

Les travaux présentés dans cette these portent sur le développement d’une méthode
simplifiée, basée sur des formulations analytiques, pour étudier la réponse mécanique d’un
cylindre profondément immergé a une explosion sous-marine. Le but de cette méthode
est de fournir aux ingénieurs une estimation rapide des dommages subis par la coque
cylindrique, leur permettant de simuler un grand nombre de scénarios d’explosion. Elle
repose sur une méthode développée par Hoo Fatt and Wierzbicki dans laquelle le probleme
2D d’une coque cylindrique est transformé en un probleme 1D équivalent d’une corde
plastique sur une fondation plastique. Pour cela, des parametres équivalents sont définis et
évalués en faisant des hypotheses sur la forme des champs de déplacement et de vitesse dans
la section transversale de la coque. Dans ce travail de these, le modele de la corde plastique
sur fondation plastique est repris et adapté a 1’étude d’un cylindre immergé soumis a un
chargement explosif, pour lequel les effets de pression d’immersion et d’interaction fluide-
structure sont a prendre en compte.

Le traitement de l'interaction fluide-structure est simplifié en décomposant le charge-
ment issu de l’explosion sous-marine en deux phases distinctes. Dans les tout premiers
instants, la quantité d’énergie cinétique transmise au cylindre est déterminée a partir de la
position et des caractéristiques de la charge explosive. La mise en vitesse de la paroi cylin-
drique génere alors une pression de radiation mais la déformation de la coque est supposée
négligeable durant cette premiere phase. Dans un second temps, la coque se déforme en
dissipant plastiquement 1’énergie cinétique transmise par l'onde de choc. La décélération
du mouvement de la paroi produit un chargement additionnel de pression lié aux effets
inertiels de I’eau au voisinage de la coque.

Ce modele simplifié d’interaction fluide-structure est couplé avec le modele de corde
plastique sur fondation plastique, en considérant d’une part les effets de la pression d’im-
mersion et d’autre part le raidissage circonférentiel du cylindre. Des expressions analytiques
sont développées pour calculer 'enfoncement de la coque ainsi que son énergie de déforma-

tion plastique. Les résultats obtenus sont comparés a des résultats d’essais et de simulations



numériques, ce qui permet de valider progressivement la méthode simplifiée, mais aussi de

mettre en évidence ses limitations.
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Chapitre 1

Introduction générale

Résumé

Le but de cette introduction est de décrire le contexte dans lequel les travaux de recherche
de cette these s’inscrivent. La conception de la coque résistante d’un sous-marin, cruciale
pour son opérabilité et pour la sécurité de I’'équipage, est une tache tres complexe car il
faut pouvoir concilier la légereté de la coque, sa discrétion acoustique, sa résistance a la
pression d’immersion ainsi que les diverses agressions qu’elle peut subir. Les explosions
sous-marines (mines, torpilles, grenades,...) représentent une menace de premier ordre
pour un sous-marin et son équipage. Le comportement de la structure du sous-marin face
a cette menace doit donc étre compris et maitrisé.

De nombreux travaux de recherche ont été effectués dans le passé pour comprendre les
explosions sous-marines et le comportement des structures navales soumises a ce type
de chargement. Les essais a échelle 1, compliqués et coliteux a mettre en ceuvre, sont
néanmoins nécessaires dans la compréhension des phénomenes physiques mis en jeu lors
d’une explosion sous-marine. Les modeles analytiques étant tres délicats a développer, les
chercheurs se sont concentrés sur le développement et le couplage de codes numériques
pour résoudre le probleme de la réponse d'une structure immergée a une explosion sous-
marine.

Il s’avere néanmoins que les méthodes numériques sont trop lourdes a mettre en ceuvre
pour étre utilisées efficacement en phase d’avant projet ou pour effectuer des analyses
de risques mettant en jeu de nombreux scénarios d’explosions. L’objectif de cette these
est donc de développer un outil simple, rapide et suffisamment précis pour déterminer la
réponse d’une coque cylindrique profondément immergée a une onde de choc issue d'une
explosions sous-marine. Cet outil est construit a partir de formulations analytiques basées
sur I'analyse limite plastique. La structure de la these est détaillée a la fin de ce chapitre.
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1.1 Contexte des travaux de these

1.1.1 Coque résistante d’un sous-marin

La coque résistante d’un sous-marin doit étre comme la femme de César, c’est a dire
qu’elle ne peut souffrir aucune critique. En effet, la résistance de I'enveloppe est capitale
pour la protection de I’équipage du sous-marin, dans lequel il va vivre tout au long d'une
mission. Cela étant, le concepteur de la coque d’un sous-marin doit en avoir en permanence
a l'esprit le souci de choisir les solutions qui seront les moins pénalisantes en terme de
poids, car chaque kilogramme consacré a la coque est perdu pour une autre installation,
les moins difficiles a construire et & entretenir car cela cotlite du temps et de I'argent, les
plus endurantes a la fatigue et aux agressions extérieures et enfin les plus compatibles avec
les exigences de discrétion acoustique. C’est pourquoi la conception de la coque d’un sous-
marin est rarement une chose simple. La coque résistante d’un sous-marin est I’ensemble
des structures en tolerie congues en vue de participer a la résistance et a 1’étanchéité a la

pression d’immersion. Celle-ci comprend :

le bordé, les couples, porques et autres raidisseurs ainsi que les cloisons d’extrémités :

cet ensemble constitue la « coque résistante proprement dite »,

— les cloisons résistantes intérieures,

— les capacités résistantes incorporées, c’est-a-dire dont au moins une des parois appar-
tient a la coque résistante proprement dite ou a une cloison résistante intérieure,

— les fermetures de la coque résistante proprement dite, des cloisons résistantes inté-

rieures et des caisses résistantes incorporées.

La coque résistante des sous-marins modernes est une structure de révolution, géné-
ralement cylindrique, fermée a ses extrémités par des cloisons sphériques, elliptiques ou
torisphérisques. Entre les cloisons d’extrémité et le cylindre a section constante ou unifor-
mément décroissante, des portions trongonniques peuvent étre aménagées pour assurer la
liaison avec les cloisons d’extrémité. Elles peuvent également étre utiles lorsqu’a déplace-
ment de forme donné, il s’avere nécessaire de reculer au maximum le presse-étoupe de ligne
d’arbres, afin de limiter la longueur de la partie extérieure de cette derniere. Une descrip-

tion sommaire du SNLE Le Triomphant est présentée en figure 1.1. Sa coque résistante

Verticale électrique

Appareil propulsif

FIGURE 1.1 — Schéma en coupe du SNLE Le Triomphant (S616)
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est congue pour résister en toute sécurité a I'immersion maximale opérationnelle du sous-
marin. Ce choix d’immersion maximale représente, a technologies données, un compromis

entre les qualités défensives et offensives des sous-marins.

1.1.2 Les explosions sous-marines (torpilles, mines, ...), une me-

nace de premier ordre

Les explosions sous-marines représentent une menace du premier ordre pour l'intégrité
de la coque résistante d’un sous-marin, dont la réponse doit étre correctement analysée.
L’étude du comportement des structures immergées aux explosions sous-marines a bénéficié
d’importants travaux de recherche depuis la fin de la Seconde Guerre Mondiale et tout
au long de la Guerre Froide. Cependant ce sujet constitue aujourd’hui encore un large
champ d’investigations qui renferme un grand nombre de difficultés. La premiere étant
I’étendue des connaissances requises dans des domaines aussi variés que la physique-chimie
des explosifs, la mécanique des fluides et la mécanique des structures. Cette premiere source
de difficultés en fait un sujet compliqué a appréhender, et encore plus a maitriser. De plus,
la multiplicité des phases (solide, liquide et gazeuse) mise en jeu lors d’une explosion sous-
marine implique de bien tenir compte des interactions entre les différents milieux et des
traitements particuliers a chaque interface pour reproduire le plus fidelement possible les

phénomenes physiques mis en jeu.

De nouvelles difficultés apparaissent lorsque 1’on veut traiter les explosions sous-marines
en champ proche. Dans ces configurations, les méthodes d’analyses utilisées doivent étre
en mesure de prendre en compte les non-linéarités matérielles, géométriques et de contact.
Ainsi, une simulation numérique suffisamment précise s’obtient au prix d’un temps de calcul
important. En effet, pour des applications industrielles courantes, telle que la réponse d’une
coque résistante de sous-marin a une explosion sous-marine, la durée d’'une simulation
assiciée a un scénario d’explosion peut s’étendre de quelques heures a plusieurs jours sur

les moyens informatiques actuels en fonction des cas traités.

Une autre source de difficulté réside dans le caractere stratégique et confidentiel du sujet
qui intéresse en premier lieu les départements de défense nationaux a travers le monde. Ces
derniers sont généralement les seuls a disposer des moyens et des compétences nécessaires
a la mise en place de campagnes expérimentales (manipulation des explosifs, bassins de
détonique, barges ou caissons de chocs et navires instrumentés, etc...). Ce dernier point
explique le peu de résultats expérimentaux disponibles dans la littérature ouverte pour
le domaine naval militaire. Dans un contexte de réduction des essais, des progres réels
dans les techniques de modélisation numérique des structures en dynamique rapide ont été
accomplis, permettant notamment de simuler le comportement des structures navales aux

explosions sous-marines (navires de surface, sous-marins, etc..). L’intérét de la simulation

3
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numérique, outre ’économie de moyens d’essais a mettre en ceuvre, est de faciliter I'acces
a des informations nouvelles avec une précision, une rapidité et une fiabilités accrues pour
des configurations diverses ; explosions lointaines ou rapprochées, en eau profonde ou pres

de la surface, etc.

Une explosion sous-marine conventionnelle produit deux phénomenes : une onde de choc
se propageant quasiment a la célérité du son dans I’eau, et une bulle de gaz (produits de la
détonation) qui remonte vers la surface en pulsant. Actuellement, les scénarios d’explosions
dans lesquels la charge est située suffisamment loin du navire sont correctement simulés
en tenant compte des effets combinés du choc et de la bulle. Dans ces configurations, que
I'on qualifie de champ lointain, la bulle de gaz migre en direction de la surface libre sans
que son mouvement soit perturbé par la présence de la structure. Par contre, lorsque la
charge explose a proximité d’une structure, un effet d’attirance lié a la dissymétrie de
I’écoulement de l'eau s’opere entre la bulle de gaz et la structure allant, dans certains
cas, jusqu’a provoquer 'effondrement de la bulle contre la paroi. Dans cette configuration,
qualifiée d’explosion en champ proche, un jet de particules fluides orienté vers la structure se
forme au moment de I'effondrement de la bulle et peut entrainer localement des dommages
importants, s’ajoutant aux effets de 'onde de choc seule, ce processus est visible sur la
figure 1.2(a). Dans la réalité, des ruptures a grande échelle des bordés de navires et des
coques de sous-marins sont constatées, comme illustré en figure 1.2(b). Ces phénomenes,
mettant en jeu des interactions complexes entre le fluide et la structure, ne sont pas simulés

aujourd’hui avec une précision telle que ’on puisse s’affranchir des essais expérimentaux. De

(a) Essais de détonique sous-marine — tirée de [AMMOS]

(b) Déchirure d’'un
bordé de cy-
lindre — tirée
de [Aurl0]

FIGURE 1.2 — Exemples d’essais de détonique sous-marine et de dommages subis par
une structure
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plus, lorsque la structure est immergée, les efforts liés a la pression d’immersion s’ajoutent
aux effets du chargement explosif, ce qui peut considérablement augmenter les dommages
subis par la structure, voir méme entrainer sa ruine complete par le processus d’implosion.
Ce phénomene consiste en un effondrement soudain et complet de la structure sur elle-
méme, sous les effets de la pression d’immersion lorsque celle-ci dépasse une valeur critique.
Le chargement explosif peut entrainer ce phénomeéne pour des profondeurs plus faibles que

la profondeur critique d’un cylindre intact.

Dans le contexte de ces travaux de these, nous nous limiterons a 1’étude de la réponse
d’un cylindre immergé a faible ou grande profondeur soumis a ’'onde de choc produite par
une explosion sous-marine. Ce cylindre peut étre lisse ou renforcé a ’'aide de raidisseurs
circonférentiels, devenant ainsi représentatif de la coque résistante d’un sous-marin. Dans
le processus de conception d'une telle coque, plusieurs simulations numériques sont requises
pour minimiser les dégats subis par la paroi de la coque lors d’'une explosion sous-marine,
de telles simulations étant effectuées en considérant différents scénarios de tir (distance,

masse d’explosif) et différentes caractéristiques matérielles et géométriques de la coque.

1.2 Breve étude bibliographique

Les phénomenes qui accompagnent 1’explosion d’une charge sous-marine et la propa-
gation d'une onde de choc dans le milieu fluide ont fait 'objet de nombreux travaux de
recherche par le passé. La présente revue des travaux antérieurs se focalise principale-
ment sur la réponse d’un cylindre immergé a 1’onde de choc émise par la détonation d’une
charge d’explosif dans 1’eau (onde de choc primaire). Une étude bibliographique exhaus-
tive de ’ensemble des phénomenes physiques mis en jeu lors de la réponse d’'une structure
navale a une explosion sous-marine est présentée dans la these de G. Barras [Bar12]. Dans
I’ensemble, il existe un nombre important de travaux de recherche portant sur la réponse
des structures navales aux explosions sous-marine. Néanmoins, les travaux consacrés a la
réponse des coques cylindriques sont moins nombreux que ceux dédiés a la réponse des

plaques rectangulaires ou circulaires, représentatives des bordés de navires de surface.

1.2.1 Premiers travaux expérimentaux

Le processus suivant lequel se déroulent les explosions sous-marines a été étudié sys-
tématiquement a partir de 1940, & commencer par le grand nombre de recherches indé-
pendantes qui ont été effectuées par les Alliés (Angleterre, Etats-Unis, Canada) pendant
la Seconde Guerre Mondiale. L’ensemble des travaux américains et britanniques ont été
regroupés dans un recueil publié en 1950, qui est une compilation de 1’essentiel des obser-
vations expérimentales et disponibles a 1’époque concernant les explosions sous-marines.

Répartis en trois tomes, ces travaux portent respectivement sur ’étude de 'onde de choc
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sous-marine [HH50a], de la bulle issue des produits de détonation [HH50b], et des effets
sur les structures navales [HH50c]. L’ensemble de ces travaux est résumé de maniere syn-
thétique dans le remarquable ouvrage de Cole [Col65], qui fait encore aujourd’hui référence
dans le domaine de I’étude des explosions sous-marines *. Au cours de cette période, les per-
formances des explosifs ont été évaluées en eau libre pour élaborer des relations empiriques
qui permettent de caractériser les chargements hydrodynamiques [CCST46] & [AY48] et
la dynamique de bulle [SD48] & [ST62]. Une compilation des parametres applicables aux

explosifs courants a été effectuée par Swisdak [Swi7§].

En parallele de I’étude des différents aspects du chargement hydrodynamique issu d’ex-
plosions sous-marines, 'effort de recherche s’est également porté sur I’étude de la réponse
des structures navales a ces chargements. Qu’il s’agisse de sous-marins ou de batiments
de surface, I'objectif est de garantir des structures robustes en environnement militaire et
d’en évaluer la vulnérabilité face au différents types d’agressions. Dans ce cadre, on peut
notamment citer les travaux de Kennard [Ken4l], de Fox [Fox47] et de Keil [Kei61] qui
décrivent les différents modes d’endommagement des structures navales en fonction des
agressions sous-marines. Dans le cas de la réponse transitoire des structures a ’onde de
choc primaire émise par une explosion sous-marine, les effets sont localisés et se situent dans
la gamme des hautes fréquences. Ils sont souvent circonscrits a des éléments structuraux,
d’architecture plus ou moins simple, tels que les toles de bordé ou les sections de coque
résistance comprises entre deux cloisons transversales. D'un point de vue expérimental,
le comportement aux explosions de coques cylindriques représentatives de sous-marins a
échelle réduite a été étudié. En ce qui concerne les cylindres non-raidis, on peut mentionner
les essais réalisés par Kwon & Fox [KF93], par Brett et al. [BYV00] & [BY08] en Australie,
et plus récemment par Li et al. [LJA11] et Li & Rong [LR12]. En ce qui concerne les coques
raidies, leurs réponses ont été étudiées expérimentalement par Hung et al. [HLHFH09] et
par Yuan & Zhu [YZ11]. Dans cette derniere étude, les cylindres sont plongés dans une

cuve de surpression afin de prendre en compte les effets d’une forte pression hydrostatique.

1.2.2 Modeles analytiques

Développer un modele analytique permettant de connaitre la réponse d’une coque cy-
lindrique soumise a ’onde de choc primaire générée par une explosion sous-marine n’est
pas une tache aisée. Il est en effet difficile de trouver une solution analytique au systeme
d’équations différentielles couplées pilotant le comportement d’une coque cylindrique sou-
mise & un tel chargement. Dans un premier temps, Schuman [Sch63] et [Sch65] ont présenté
des méthodes empiriques pour étudier la réponse d'un cylindre a un chargement explosif.
Quelques années auparavant, des solutions avaient été développées par Carrier [Car51] et

Mindlin & Bleich [MB53] pour déterminer la réponse élastique d’un cylindre non-raidi

1. Dans ces travaux de these, I’édition de 1965 est utilisée, mais la premiere édition date de 1948



1.2 Breve étude bibliographique

soumis a une onde acoustique plane. Dans le cas ou 'onde acoustique est sphérique, des
solutions ont également été proposées par Murray [Carb5a] et Payton [Pay60]. Au tout
début des années 70, Huang [Hua70] et Geers [Gee69] & [GeeT2] ont fourni des solutions
analytiques pour 'étude de la réponse élastique d'un cylindre immergé infini, impacté
latéralement par une onde acoustique. Bien plus tard, Haxton & Haywood [HHS86] ont
développé des solutions dans le domaine élastique pour des cylindres raidis. Néanmoins,
peu d’études ont été publiées sur la réponse de cylindres immergés dans le domaine plas-
tique, si ce n’est par Haxton [HHH91]. On constate néanmoins que ces développements
s’averent insuffisants pour traiter complétement le cas d’'une coque cylindrique immergée

profondément et soumise a I'impact de 'onde de choc primaire.

1.2.3 Meéthodes numériques appliquées aux explosions sous-marines

Le développement des méthodes numériques dans la seconde moitié du XX°, notam-
ment la méthode des éléments finis, a permis d’étendre le champ des études a des structures
plus complexes, plus représentatives des structures navales, dans les domaines de la méca-
nique linéaire et non-linéaire. Selon Geers [Gee75], les méthodes employées pour modéliser
I'interaction fluide-structure entre les fluides environnants et les parois des structures, et
calculer ainsi la réponse transitoire des structures immergées, sont apparues un peu plus
tard. Liang [LHLO1] présente une revue générale de ces méthodes appliquées aux cal-
culs dynamiques des structures CSD (Computational Structure Dynamics) en réponse aux
chocs sous-marins. Si la modélisation des structures repose essentiellement sur les éléments
finis, les techniques utilisées pour modéliser le fluide different considérablement, et, par
conséquent, les formulations de l'interaction fluide-structure également. Le lecteur peut se
référer a la these de Barras [Barl2] pour une description complete des différentes manieéres
de traiter I'interaction fluide-structure et une catégorisation de celles-ci. Dans la revue bi-
bliographique qui suit, seuls les travaux numériques traitant du probléeme de la réponse

élastoplastique d’'une coque cylindrique a une explosion sous-marine seront abordés.

Geers & Yen [GY89] ont tenté de trouver la réponse inélastique d'une coque cylin-
drique immergée en considérant 'interaction fluide-structure et en utilisant la méthode
des éléments finis pour modéliser le comportement de la structure, associée a la méthode
des éléments de frontiere (BEM) pour modéliser le fluide environnant. Cependant, les
déplacements considérés dans cette analyse sont de faibles amplitudes. En plus d’essais
expérimentaux, Kwon & Fox [KF93] ont reproduit numériquement leurs essais. Le pro-
bleme numérique est résolu en utilisant le solveur éléments finis DYNA3D pour modéliser
la coque cylindrique, couplé au code USA (Underwater Shock Analysis), présenté par De-
Runtz [DeR89], pour traiter I'interaction fluide-structure. Le cas traité est une charge d’ex-
plosif de 27.3 kg placé a une distance de 7.62 m d’un cylindre en aluminium, et les résultats

numériques obtenus sont en bon accord avec les essais. Gong et al. [GLLO00] ont utilisé le
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code USA couplé au solveur éléments finis non-linéaire DYNA3D pour étudier la réponse
d’un pipeline immergé ou enterré dans le fond marin a une explosion sous-marine lointaine.
Ramajeyathilagam et al. [RVRO1] ont analysé expérimentalement et numériquement des
panneaux de coques cylindriques soumis a des explosions sous-marine, pour les simulations
numériques, ils ont utilisé le solveur non-linéaire DYNAS3D tout en considérant 'effet des
taux de déformation et les non-linéarités géométriques et matériels. Par la suite, Kim &
Shin [KS08] ont utilisé le module ALE (Arbitrary Lagrangian-Eulerian) inclus au solveur
éléments finis non-linéaire LS-DYNA pour étudier la survivabilité d’un réservoir sous-marin
endommagé d’oxygene liquéfié lorsqu’il est impacté par une explosion sous-marine. Hung
et al. [HLHFHO09], quant & eux, ont comparé leurs simulations numériques LS-DYNA /USA
avec leurs résultats expérimentaux, et montrent que les résultats obtenus sont en accord.
De méme, Li & Rong [LR12] ont effectué les mémes comparaisons entre leurs essais et des
simulations numériques obtenues avec le solveur MSC.DYTRAN, validant ainsi la modele

numérique mis au point.

Hsu et al. [HTL"15] ont comparé plusieurs formulations empiriques mises au point
pour décrire I'onde de choc primaire issue d’une explosion sous-marine et utilisée comme
chargement de coques cylindriques immergées. Leur référence pour juger de la précision
des différentes formulations étaient les résultats expérimentaux publiés par Kwon & Fox
[KF93]. Tls montrent que les formules proposées par Cole [Col65] sont les plus adaptées
pour caractériser 'onde de choc primaire incidente. Zhang & Jiang [ZW15] ont introduit un
facteur de choc amélioré pour I’étude de structures petites devant la longueur de 'onde de
choc incidente. Pour ce faire, ils ont utilisé un modele numérique couplant la méthode DAA
au solveur ABAQUS pour étudier le champ de pression diffusée par ces structures. Gong &
Khoo [GK15] se sont intéressés a la réponse a une explosion sous-marine d’une coque raidie
de sous-marin constituée d’'un matériau composite. Ils ont construit un modele numérique
basé sur un calcul par éléments finis pour simuler le comportement mécanique de la coque,
couplé a un calcul par éléments de frontiere pour modéliser 'interaction fluide-structure et
le chargement issu de I'explosion. Ils montrent que leur coque composite est plus efficace
pour amortir le choc qu'une coque en acier. Plus récemment, Xia et al. [XZW17] ont étudié
le comportement mécanique d’une coque cylindrique immergée remplie d’un fluide soumise
a une explosion sous-marine. La coque est discrétisée en éléments finis et la méthode DAA

permet de modéliser le comportement des fluides interne et externe.

Pour cloturer ce tour d’horizon des méthodes numériques permettant de simuler la
réponse d’une structure immergée a une explosion sous-marine, il est important de citer les
travaux de Wardlaw [Car55b] et de Mair [Mai99]. Ces derniers recensent en effet un grand
nombre de cas tests utiles pour qualifier et valider les développements numériques dans le
domaine des explosions sous-marines :

— Dans l'article de Wardlaw [Car55b], 19 cas tests sont proposés, incluant la propaga-
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tion des chocs et le traitement numérique des interfaces en mécanique des fluides.
Leur évaluation repose sur des solutions analytiques exactes ou sur des solutions
numériques qui ont convergé.

— Dans l'article de Mair [Mai99], 39 cas tests sont recensés, portant sur la réponse des
structures aux explosions sous-marines et sur des problemes hydrodynamiques liés
essentiellement aux ondes de choc et aux dynamiques de bulle. L’évaluation repose
sur 21 solutions analytiques et 18 résultats empiriques, et plus de 150 références sont
utilisées. Ce travail de recensement présente également l'intérét majeur de catégoriser

les problémes traités.

1.3 Objectifs de la these

La revue bibliographique présentée montre que le comportement des structures sou-
mises a une explosion sous-marine en champ lointain est correctement compris et modé-
lisé, lorsque les perturbations dans le fluide sont suffisamment faibles pour que 'on puisse
linéariser les équations locales de conservation. Néanmoins, pour étudier les explosions en
champ proche, beaucoup de travail reste a faire. En effet, bien que la réponse a 'onde de
choc primaire est correctement modélisée a 'heure actuelle, le comportement de la bulle
prés de la paroi d’'une structure est encore mal compris et modélisé. Li et al. [LHZW16],
Liu et al. [LYZC17] et Li et al. [LWLZ18]. montrent que les formulations de type fluide
acoustique ne permettent pas de simuler les écoulements qui s’operent autour des grands
mouvements d’interfaces matérielles, mis en jeu lors du processus d’effondrement de la bulle
sur la paroi de la structure. De plus, ces formulations deviennent compliquées a mettre en
ceuvre, voire inopérantes, lorsque la topologie des frontieres est fortement perturbée : jet
liquide perforant la surface de la bulle au moment de son effondrement, déchirure de la

structure et naissance de discontinuités au niveau de 'interface fluide-structure.

Quoiqu’il en soit, a 'heure actuelle, les méthodes numériques restent longues et coti-
teuses a mettre en place (création des modeles structure et fluide, temps de calcul, post-
traitement et validation des résultats), ce qui fait qu’elles sont pour le moment inadaptées
en phase d’avant-projet ou pour effectuer des analyses des risques, mettant en jeu dif-
férentes configurations de chargement (masse de la charge, distance de tir, profondeur
d’immersion) et différentes caractéristiques structurelles (épaisseur des parois, dimensions
du cylindre, écart entre raidisseurs, matériaux constitutifs). Pour mener ces études, les
ingénieurs doivent disposer d’outils de calculs rapides, faciles a utiliser et suffisamment
précis. Dans son ouvrage de référence, Jones [Jon90] présente les fondements théoriques
de I'analyse plastique limite, permettant de développer des formulations analytiques pour
déterminer la réponse élastoplastique de différentes structures (poutre, plaque, coque) a

des chargements accidentels. Ces dernieres années, cette méthode a été utilisée par H.
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Le Sourne pour ses travaux de recherche, consacrés au développement de différents outils

d’analyse pour déterminer le comportement de structures partiellement ou compléetement

immergées soumises a des chargements accidentels. Ces outils sont les suivants :

10

— Le Sourne [LS07] puis Le Sourne et al. [LSBCB12] présentent une méthode d’analyse

des endommagements causés par une collision entre deux navires. Pour ce faire, la
méthode des « super-éléments » est développée. Celle-ci consiste a diviser la struc-
ture complete du navire en sous-structures élémentaires, telles que des plaques, des
intersections de plaques, des poutres, etc. Les comportements au choc de ces struc-
tures élémentaires sont ensuite étudiés, ce qui permet de développer des formulations
analytiques pour déterminer leur force résistante a I'impact. La méthode des « super-
éléments » est couplée au code MCOL, développé par Le Sourne pour déterminer les
mouvements d’ensemble des navires lors d'une collision, en tenant compte des forces
hydrodynamiques qui agissent sur leur carene. L’outil de bureau d’études résultant,
appelé SHARP, est bien adapté aux études d’avant-projet puisqu’il permet de si-
muler une collision de navires tres rapidement et sans maillage. La modélisation en
est grandement simplifiée et les temps de simulation n’excedent pas une minute, la
ou un calcul par éléments finis peut prendre plusieurs jours, voir semaines. Buld-
gen et al. [BLSBR12] et Buldgen et al. [BLSR13b] ont étendu les fonctionnalités
de SHARP pour prendre en compte les cas de collision avec un angle d’incidence
oblique et lorsque le bordé du navire est incliné. Paboeuf et al. [PLSBB15] présente
les fonctionnalités du code SHARP et son utilisation, ainsi que des cas de validation
par rapport a des simulations numériques. Ce code est aujourd’hui utilisé par plu-
sieurs organismes tels que Naval Group, Principia et le Bureau Veritas pour effectuer
des études de certification de nouvelles conceptions de navire vis a vis des collisions
accidentelles.

Buldgen, dans le cadre de ses travaux de these co-encadrés par H. Le Sourne et Ph.
Rigo [BLSR12], a étendu les super-éléments développés pour les navires a I’analyse au
choc des portes d’écluses (portes planes). La résistance a I'impact d’une porte d’écluse
est construite en supposant que celle-ci se déforme localement dans un premier temps :
la force résistante est alors la somme des résistances des super-éléments impactés.
Dans un second temps, la porte de déforme suivant un mode de flexion globale et
les résistances des raidisseurs longitudinaux sont alors combinées. Il est montré que
la méthode simplifiée développée surestime légerement la résistance a la collision
comparée a celle obtenue numériquement. Cette méthode a ensuite été étendue a
I’étude des portes d’écluse busquées [BLSR13a], puis a ’étude des portes impactées
par des étraves de barge, dont la forme d’étrave particuliere génere des modes de
cisaillement ignorés dans les premiers développements [BLS15].

Un champ d’étude plus récent porte sur la réponse des éoliennes offshores a I'im-

pact des navires. Buldgen et al. [BLSP14] ont étendu la méthode des super-élements
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pour déterminer la réponse d’une telle structure a la collision d’un navire. Pour ce
faire, un super-élément cylindrique, modélisant les piliers et les bracons d’un support
d’éolienne de type jacket, a été développé, en considérant deux mécanismes de défor-
mation du cylindre : un mécanisme local représentant 1’écrasement de sa section et
un mécanisme de flexion globale de la poutre cylindrique sous I'impact. La méthode
a été validée par comparaison avec des résultats issus de simulations numériques pu-
bliés par Le Sourne et al. [LSBM15]. 11 est montré que l'outil développé est limité aux
faibles énergies de collision. En effet, Le Sourne et al. [LSPHR16] montre que pour
des énergies d’'impact élevées, il est nécessaire de prendre en compte d’autres modes
de déformation tels que le poinconnement des piliers par les bracons, le flambement
des piliers pres des fondations ainsi que la flexion et la torsion d’ensemble du jacket.
La méthode des super-éléments a donc été étendue a ces 3 modes de déformation par
T. Pire dans le cadre de ses travaux de these et un outil complet de bureau d’étude
a été développé [Pirl8] & [PLSER1S].

L’objectif de la présente these est de développer un super-élément représentant le com-
portement d’une coque cylindrique immergée impactée latéralement par une onde de choc,
tout en considérant les effets de la pression d’immersion. Il faut également pouvoir y inclure
les effets d’un éventuel raidissage en anneaux de la coque cylindrique. Ce super-élément
pourra étre utilisé, par exemple, pour étudier la réponse d’une section de sous-marin (por-
tion de coque résistante comprise entre deux cloisons transversales), ou d’une section de
pipeline sous-marin, a I’onde de choc primaire issue d’une explosion sous-marine. Les dif-

ficultés a surmonter dans le développement de ce super-élément sont les suivantes :

1. Modéliser le chargement du cylindre par I'onde de choc primaire lors d’une explosion
sous-marine en champ proche. Il s’agit de mettre au point un traitement simplifié de

I'interaction fluide-structure entre la paroi du cylindre et le fluide environnant.

2. Développer un mécanisme de déformation plastique de la coque prenant en compte
les effets inertiels liés a ’accélération de la coque, qui est loin d’étre négligeable au
vu de la soudaineté du choc.

3. Assurer une transition correcte entre le comportement élastique du cylindre lors de
sa mise en immersion et son comportement plastique lors de sa déformation suite a
I'impact de 'onde de choc.

4. Inclure les effets de la pression d’immersion sur le comportement mécanique de la
coque cylindrique lorsque celle-ci se déforme suite a I'impact de 'onde de choc.

5. Dans le cas d'un cylindre raidi, incorporer correctement le comportement des raidis-
seurs circonférentiels dans la réponse globale du cylindre raidi.

6. Se limiter un maximum a des formulations analytiques, afin de gagner en rapidité,
et de pouvoir déterminer rapidement I'influence des caractéristiques de la coque cy-

lindrique.

11
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7. Confronter le modele analytique a des simulations numériques et a des résultats

d’essais afin de valider le super-élément développé et de fixer ses limitations.

La construction de ce super-élément prend comme point de départ les travaux de Wierz-
bicki & Hoo Fatt [WH93], dans lesquels une méthode est développée pour obtenir des
formulations analytiques de la réponse d’une coque cylindrique a un chargement latéral
(impact, chargement impulsif). Cette méthode permet de réduire le probléme 2D du com-
portement plastique de la coque au probleme 1D de la réponse d’une corde plastique sur
une fondation plastique. Dans la présente theése, ce modele est tout d’abord couplé a un
traitement simplifié de 'interaction fluide-structure puis il est étendu aux cylindres profon-
dément immergés et aux cylindres raidis. Des formulations analytiques sont obtenues pour
déterminer ’enfoncement final de la coque cylindrique immergée suite a 'impact d’'une onde
de choc. Les résultats sont comparés pour validation a des résultats issus de simulations
numériques. Les développements réalisés dans le cadre de cette these ont fait ’objet de plu-
sieurs communications dans des congres internationaux [BLSB17] et [BLSB18]. Un article
a d’autre part été publié dans la revue « International Journal of Impact Engineering »,
celui-ci portant sur la réponse d'un cylindre lisse immergé a 1’onde de choc primaire issue
d’une explosion sous-marine [BSB18]. Un autre article est également en cours de rédaction
pour soumission dans la méme revue, dans lequel les effets de la pression d’immersion sur

le comportement mécanique du cylindre seront présentés et discutés.
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1.4 Plan général

La présente these est divisée en 5 Chapitres, chacun ayant sa propre bibliographie.

Chapitre 1

Chapitre 2

Chapitre 3

Chapitre 4

Chapitre 5

Introduction générale

Ce chapitre présente le contexte des travaux de recherche et décrit som-
mairement les développements scientifiques ayant trait a la réponse des
structures navales aux explosions sous-marines. Les objectifs de la these
sont définis et le plan de la these est présenté.

Modélisation de la réponse d’une structure immergée a une
explosion sous-marine

Ce chapitre décrit les phénomenes physiques mis en jeu lors de la réponse
d’une structure immergée a ’onde de choc primaire issue d'une explo-
sion sous-marine. La modélisation de cette onde de choc est abordée et
les fondements théoriques de l'interaction fluide-structure sont présen-
tés. Enfin, un modele de simulation numérique est mise en place et les
résultats obtenus pour un cas test sont validés par comparaison avec des
résultats d’essais.

Modélisation simplifiée du chargement explosif

A partir des fondements théoriques présentés au chapitre 2, la modéli-
sation simplifiée de l'interaction fluide-structure au niveau de la surface
mouillée est présentée. Celle-ci est décomposée en deux phases succes-
sives : 'approximation temps courts et I'approximation temps long.

Modele couplé fluide-structure de réponse d’un cylindre lisse

Ce chapitre est consacré a I’élaboration d’'un modele simplifié permettant
de simuler la réponse mécanique d’un cylindre lisse immergé se déformant
suite a I'impact d'une onde de choc. Pour ce faire, une analogie est éta-
blie entre le comportement d’une coque cylindrique et celui d’une corde
plastique sur fondation plastique. Des expressions analytiques de 1’en-
foncement final du cylindre, des déformations et de 1’énergie plastique
dissipée sont présentées puis validées par comparaison a des simulations
numeériques.

Extensions de la méthode simplifiée

Dans ce chapitre, le modele de la corde plastique sur fondation est étendu
pour prendre en compte les effets de I'immersion et du raidissage circon-
férentiel de la coque cylindrique. Il est montré que la compression axiale
du cylindre causée par la pression d’'immersion a un effet négligeable sur
la réponse de la coque. Il est également montré que le modele simplifié
doit étre amélioré pour mieux prendre en compte les effets de la pression
suiveuse et des raidisseurs.
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Chapitre 2

Modélisation de la réponse d’une
structure a une explosion

sous-marine

Résumé

Dans ce chapitre, dans un premier temps, les phénomenes physiques mis en jeu lors d'une
explosion sous-marine sont décrits. Ensuite, les grandeurs physiques associées a 'onde de
choc primaire produite par la détonation de ’explosif dans I’eau sont introduites. La modé-
lisation de I'onde de choc sous les formes d’une simple exponentielle décroissante ou d’une
double exponentielle décroissante est présentée, et les formules empiriques permettant de
caractériser 'onde de choc primaire sont détaillées. Ensuite, les fondements théoriques de
I'interaction fluide-structure mise en jeu lors de la réponse a une onde de choc sous-marine
d’une paroi, courbée ou non, immergée sur une face, et en contact avec de 'air sur 'autre
face. Une formulation simplifiée est développée pour le cas d'un cylindre immergé. Enfin,
une méthode de résolution numérique du probleme de la réponse d’une coque cylindrique
immergée a ’onde de choc primaire issue d’une explosion sous-marine est présentée. Elle
est basée sur 'utilisation de I’Approximation Doublement Asymptotique (DAA) pour
traiter l'interaction fluide-structure. Cette approximation est implémentée dans le code
USA, en le couplant avec le solveur éléments finis non linéaire LS-DYNA pour traiter les
déformations mécaniques de la coque, les résultats obtenus pour un scénario d’explosion
sont comparés avec des résultats d’essais effectués par la DGA. Ceci permet de valider la
méthode utilisée, mais également de mettre en évidence ses limites.
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2.1 Description d’une explosion sous-marine.

Les phénomenes physiques qui se produisent lors de ’explosion d'une charge immergée
sont présentés succinctement dans cette section. Les mécanismes de formation de 'onde
de choc sous-marine et de la bulle de gaz issus des produits de détonation sont exposés.
La description des principes de similitude ayant trait aux dynamiques de choc et de bulle
permet ensuite, a partir des caractéristiques du matériau explosif utilisé, de déterminer
completement la forme de 'onde de choc primaire et les phénomenes secondaires liés a la
dynamique de bulle. Dans ce contexte, la sévérité de I'explosion sous-marine face a la tenue

mécanique des structures est caractérisée par le facteur de choc.

2.1.1 Description générale des phénomenes

La figure 2.1 illustre en deux dimensions la configuration générale d’un probleme d’ex-
plosions sous-marine. On appelle « point source » la localisation initiale du centre de la
charge au moment de I'explosion. Le « standoff point » correspond au premier point de
la structure impacté par 'onde de choc. On note D la distance de tir correspondant a la
distance initiale du point source au standoff point. Le profil de pression p;(t) indique I'onde
de choc incidente provenant de I'explosion sous-marine, et py(t) la pression incidente au
niveau du standoff point. Les charges utilisées dans I'agression sous-marine de navires fonc-

tionnent généralement par détonation, c’est-a-dire que la libération brusque d’une grande

(rfs)

Fi1GURE 2.1 — Configuration générale d'un probleme d’explosion sous-marine
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2.1 Description d'une explosion sous-marine.

quantité d’énergie de nature chimique s’effectue au passage d’une onde explosive dans le
matériau constitutif de la charge (domaine €2.), et ce, a une vitesse et des pressions élevées
qui dépendent fortement de la nature méme de I'explosif utilisé (de 'ordre de 20 000 MPa
, 6500 m/s et 3000 °C pour la tolite). La pression atteinte dans 'onde ne doit pas étre
confondue avec celle de la bulle des gaz résiduels se constituant apres ’explosion et avant

la détente.

Au moment ou I'onde de détonation atteint la frontiere extérieure de I'explosif I'cf, une
onde de choc est propagée dans le domaine fluide environnant 2y dont la vitesse, égale a
plusieurs fois la vitesse de propagation des ondes acoustiques dans 1’eau, dans un régime
supersonique, décline tres rapidement pour se stabiliser a la célérité du son dans 'eau (¢; =
1500 m/s) suite a un parcours tres court de l'ordre de 20 a 25 fois le rayon 7y de la charge.
Pendant ce régime supersonique, 1’énergie de 'onde se dégrade, puis celle-ci se stabilise au
fur et a mesure que l'onde de choc tend vers la vitesse du son. Une fois ce régime stabilisé

atteint, 'onde de choc est appelée onde de choc primaire.

L’onde de choc primaire en pleine eau est caractérisée par une montée quasi-instantanée
de la pression, de l'ordre de la microseconde, suivie d'une baisse de pression qui peut
étre assimilée en premiere approximation, comme 'ont montré les travaux présentés dans

[Col65], & une simple exponentielle décroissante de la forme :

pr(t) =0, t<0 @2.1)

pr(t) = Pse™¥/Ts | t>0
ou Ps est la pression maximale et Ts la constante de temps qui caractérisent 1’ex-
plosion. Il sera montré dans la suite de ce manuscrit que ces deux grandeurs dépendent
exclusivement de la charge explosive et de la distance du point d’évaluation a la charge. La
grandeur temporelle Ty définit la durée de ’'onde de choc, et on note qu’a 'instant ¢ = T,
la pression est égale a Pg/e soit environ le tiers de la pression maximale. En raison de la

forme sphérique de 'onde de choc, le pic de pression Pg décroit dans le fluide par diffusion.

Les gaz résiduels, issus de la détonation de la charge, donnent naissance a une bulle
qui va enfler en eau libre. Durant cette phase de croissance, la pression interne diminue a
mesure que le volume de la bulle augmente. A la recherche d’un équilibre avec le milieu
fluide environnant, c¢’est a dire la pression hydrostatique, la bulle suit un comportement
oscillatoire, semblable a celui d’un systéme masse-ressort initialement comprimé. Les oscil-
lations de la bulle produisent ainsi des mouvements d’eau alternatifs de flux et de reflux.
Aux moments de contraction maximale de la bulle, des ondes de surpression secondaires
sont générées dans le fluide, d’amplitude moins élevée que ’onde de choc primaire mais de

durée plus longue.
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En parallele des oscillations, on observe également une migration verticale de la bulle en
direction de la surface libre, provoquée par la poussée hydrostatique s’exercant sur la bulle.
Ce mouvement n’est pas linéaire en fonction du temps, puisqu’il dépend des oscillations
de la bulle. En effet, la migration vers la surface libre accélere pendant les phases de
contraction, par diminution des forces de trainée lorsque la bulle se contracte, et ralentit
pendant les phases d’expansion, par augmentation des forces de trainée. A chaque nouvelle
oscillation, le rayon maximal de la bulle diminue, suite aux pertes d’énergie lors des phases
de contraction maximale. Ces explications sont schématisés dans la figure 2.2, ou 1’évolution
de la pression enregistrée en un point du fluide, suffisamment éloigné du point source, et
I’évolution temporelle de la bulle de gaz en eau libre sont représentés. Il est important de
signaler que le comportement dynamique de la bulle peut étre fortement perturbé par la
présence d’obstacles (paroi rigide, structure déformable, fond sous-marin) qui modifient les
gradients de pression dans le fluide autour de la bulle et peuvent de ce fait jouer le role

d’attracteurs pour la bulle.

4 Pression

Ondes de pression secondaires
Onde de choc

j primaire &

Pulsation et
migration de bulle

Point Source ?’

FIGURE 2.2 — Représentation schématique inspirée de [Sna57] qui présente les évolu-
tions temporelles de la pression (en haut) et de la bulle des gaz résiduels
en eau libre (en bas)
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2.1 Description d'une explosion sous-marine.

2.1.2 Grandeurs physiques associées au choc
2.1.2.1 Répartition d’énergie

En se basant sur les développements théoriques de [AY48] menés a partir de résultats
expérimentaux obtenus par [CCST46] et [ASC48], la part de I’énergie chimique de 'explosif
transmise au fluide par l'intermédiaire de I'onde de choc est de I'ordre de 54 %, une part de
cette énergie est dissipée pendant le régime supersonique, pour se stabiliser & environ 26 %
lorsque I'onde de choc atteint la célérité du son. La part d’énergie restante, approximative-
ment 50 %, est stockée sous forme d’énergie potentielle dans la bulle des gaz résiduels, ce
qui va entretenir le régime pulsatoire décrit précédemment. A chaque phase de contration
maximale de la bulle, de I’énergie est perdue, essentiellement par rayonnement acoustique

lors de la compression des gaz.

Les principaux résultats présentés par [AY48] sont schématisés sur la figure 2.3. Ils ont
été menés pour la détonation d’une charge de TN'T dont I’énergie spécifique intiale est égale
a 4396 J/g. La répartition de cette énergie en fonction des différents phénomenes physiques

au cours de I'explosion est présentée sur la figure 2.3. Les énergies spécifiques en J/g et en

Energie totale libérée par
la détonation

4396 (100%)
|
\ \
Energie initiale présente Energie disponible dans la
dans I'onde de choc premiére pulsation de bulle
2386 (54%) 2010 (46%)
T I
I | | |
Pertes d’énergie durant Energie d'impact Energle interne Energle potentielle stockée
la phase de propagation disponible des gaz dans I'eau au premier
initiale maximum de bulle
398 (9% 1612 (37%
1235 (28%) 1151 (26%) (9%) (37%)
| |
[
| \ |
Pertes d'énergie lors Energie transmise
de la premiere pendant la premiére Energie disponible dans la
contraction max. pulsation seconde pulsation de bulle
754 (17%) 502 (12%) 754 (17%)
I
| |
Energie potentielle stockée
Energie interne des dans I'eau au second
gaz maximum de bulle
251 (6%) 503 (11%)
| |
|
[ \ |
Pertes d"énergie lors Energie transmise Energie disponible dans
de la seconde pendant la seconde la troisieme pulsation
contraction max. pulsation de bulle
293 (7%) 63 (1%) 398 (9%)

FIGURE 2.3 — Répartition de I’énergie totale issue de I’explosion sous-marine de charges
TNT tirée de la référence [AY48].
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pourcentage de I’énergie totale initiale. La radiation acoustique et la dissipation au niveau
du front d’onde de choc sont évaluées a une distance du point source r = m!/3/0.352, ou
m. est la masse d’explosif utilisée. Il est a noter que cette répartition n’est plus valide
lorsque la bulle se forme suffisamment pres d’un obstacle, puisque celle-ci va « s’effondrer »
sur 'obstacle en un jet d’eau. Ce phénomene a été notamment observé dans les travaux
expérimentaux menés par [BYV00] & [BY08], portant sur la réponse de cylindre immergé
a des explosions sous-marines tres proches, et cause généralement de grands dommages a

la structure impactée.

2.1.2.2 Modélisation de I’onde de choc primaire

L’approximation de 'onde de choc primaire modélisée par une décroissance en simple
exponentielle n’est représentative de 1’évolution de pression qu’au tout début de la détente,
c’est-a-dire pour 'onde de choc primaire seule jusqu’au temps t ~ Tg. En effet, la suite de
la baisse de pression est moins rapide que ne l'indique la loi en simple exponentielle du fait
de la proximité de la bulle dont la détente est plus lente et qui est encore a une pression
bien supérieure a la pression hydrostatique. Ce phénomeéne doit étre pris en compte dans les
modeles théoriques lorsque 1’on souhaite inclure les effets liés a la dynamique de bulle, qui
sont a prendre en compte lorsque la charge est proche de la structure étudiée. L’exploitation
des mesures expérimentales publiées par Coles [CCST46] met en évidence la déviation de la
forme exponentielle décroissante par rapport a la courbe de pression mesurée. Ces mesures
concernent I’évolution temporelle de la pression en un point du liquide situé a une distance
de la charge r telle que 7 = m}/3/0.242. En utilisant ces données, Geers et al. [GH02] ont
construit une courbe de tendance de forme double exponentielle décroissante qui permet

de mieux décrire ’évolution temporelle de la pression sur la période t < 7T :

p[<t> =0 ) t<0
pr(t) =Pse ™5 0<t<Tys (2.2)
pr(t) = Pg(0.8251e7 13384/ Ts 4 ().1749¢~0-1805t/T5) | Ts <t <TTg

Pour des explosions sous-marine relativement éloignées de la structure impactée, ’'onde
de choc primaire, qui est un moyen d’action a distance des explosifs sous-marins, peut étre
considérée comme une onde se propageant a vitesse constante caractérisée en un point par
la pression maximale Ps et la constante de temps Ts. A ces grandeurs caractéristiques
de 'onde de choc, on peut ajouter I'impulsion I qui est l'intégrale de la pression en un
point donné, entre deux instants. Afin de ne pas inclure les phénomenes secondaires liés
a la détente de la bulle des gaz résiduels, ce court intervalle de temps entre I'apparition

du front raide de pression et la durée d’impulsion est fixé & 6.7Ts [Col65]. L'impulsion est
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définie par la relation :

I= /0 T (bt (2.3)

Le calcul de I'impulsion a partir de la forme en simple exponentielle décroissante de

I'onde de choc primaire (2.1) donne :

L = [ pee-tiTs gt ~ TP 2.4
szmple_o S€ t =~ s4s ()

En utilisant la forme en double exponentielle décroissante donnée par ’équation (2.2),
qui est plus représentative des relevés expérimentaux effectués assez proche du point source,

I'impulsion s’écrit :

6.7T,
Tioubie = /0 ® Ps(0.8251e 13384 s 4 0.1749¢~01805/T5) gt ~ 1,307’5 Py (2.5)

soit une impulsion 30 % plus élevée que celle calculée avec la simple exponentielle.
Cette considération n’est pas sans importance du point de vue des effets du choc sur les
structures immergées. Dans le cadre d'une approche conservative, la prise en compte d'une
forme en double exponentielle décroissante, ou de tout autre forme plus proche de I'onde
réelle mesurée, parait plus adéquate du point de vue dimensionnement des structures. Il sera
d’ailleurs montré a la fin de ce chapitre, a I’aide de simulations numériques, que 1'utilisation
de la double exponentielle décroissante conduit logiquement a un endommagement plus
important de la structure immergée. L’énergie contenue dans le choc primaire est donnée

par :

1 6.7Ts
E=—
pCf 0

pi(t)dt (2.6)
ou ¢y est la vitesse du son dans I'eau et p la masse volumique du fluide. L’énergie par
unité de surface calculée a partir de la forme en simple exponentielle décroissante de 1’onde

de choc primaire (2.1) s’écrit :

1 6.7Ts
Esimple = 7/ P§€72t/TSdt ~
pPCr Jo

Ts P2

20c (Jm™?) (2.7)

L’intégration de la forme en double exponentielle décroissante (2.2) donne quant a elle
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une énergie analogue :

Ts P2
2pcy

1 6.7T,
Eaoubte = — / * P2(0.8251e7 135/ 4 (1749 01805/ Ts 2 ¢~ 1,058 (Jom™?)
pPCy JO

(2.8)

2.1.3 Caractérisation de ’onde de choc primaire et de la dyna-

mique de bulle

La prédiction la plus directe du comportement des ondes de choc est contenue dans le
principe de similitude en vertu duquel, si un facteur d’échelle A est appliqué aux dimensions
de la charge ainsi qu’a toutes les autres longueurs du probleme pour deux explosions
différentes, 'onde de choc engendrera un champ de pression similaire en un point situé
a une distance amplifiée du facteur A, en un temps également amplifié du méme facteur.
Ce principe de similitude peut étre vérifié par des mesures expérimentales menées sur des
explosions de charges différentes en appliquant le méme facteur d’échelle A\ aux longueurs

et au temps, comme montré par Cole [Col65].

Ce principe de similitude, obtenu originellement a partir d’observations expérimentales,
a des fondements théoriques puisqu’il obéit en fait a une similitude dynamique de Mach
qui se focalise sur les forces d’inertie et les forces de compressibilité locales. Selon cette si-
militude, le rapport de ces forces est invariant avec 1’échelle utilisée pour I’expérimentation.
Autrement dit, en exprimant ce principe de similitude en terme de pressions, le rapport de

la pression dynamique pu® sur la pression acoustique pcyu est invariant avec I'échelle :

pu®

pPCU

= invariant avec 1’échelle =

=1 (2.9)

J}‘ 3

ou l'accent circonflexe dénote le rapport de la grandeur mesurée a deux échelles dif-
férentes. Pour un liquide tel que 'eau, la masse volumique p est généralement identique
aux deux échelles, le nombre de Mach invariant avec 1’échelle s’écrit dans ce cas comme le
rapport de la vitesse particulaire u sur la célérité acoustique cy :

u

M, = - (2.10)

Pour un méme liquide, le rapport des célérités acoustiques ¢; est égal a 1, ce qui

impose @ = 1. Cela permet de déduire par analyse dimensionnelle , & partir des principes
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de similitude cinématique et dynamique, les différents facteurs d’échelle sur le temps ¢,

I’accélération a, l'effort F' et la pression p :

t=X ;3 a=Xx"'; F=X ; p=1 (2.11)

ou A est le facteur d’échelle géométrique, rapport des longueurs a échelle réduite par
rapport a ’échelle réelle, ce qui permet de vérifier la validité des considérations présentées
au début de cette sous-section. Des courbes de similitude obtenues a partir d’essais réalisés
sur différents types d’explosifs permettent donc de caractériser les parametres de 'onde de
choc; le pic de pression Ps, la constante de temps T, I'impulsion I et I’énergie par unité

de surface F.

Ces grandeurs caractéristiques dépendent de la masse d’explosif utilisée m.., et de la
distance de tir D. En faisant abstraction des phénomenes de viscosité et des réactions
chimiques secondaires de l’explosion, 'onde de choc primaire suit les lois de similitude,
c’est-a-dire que deux charges dont les dimensions sont dans un rapport A, les volumes, et
par extension les masses, sont dans un rapport A\*, donnent en des points homologues, i.e.
séparés de la distance A, des pressions égales en un temps également amplifié du méme
facteur, car les vitesses doivent se conserver. Ce fait est valable uniquement pour des
explosions en champ infini ou les phénomenes de réflexion, diffraction et de cavitation
d’interviennent pas. Les courbes de similitude sont établies pour un type d’explosif (par

exemple de TNT) de forme et de masse volumique initiales données.

L’analyse des résultats expérimentaux montre que les variations du pic de pression Pg

1/3

1/3 en fonction de la distance réduite m}/®/r, avec r la

et du flux d’énergie réduit FE/m
distance du point source au point considéré dans le fluide, sont bien représentées par des

lois mathématiques de la forme :

r

ml/3 A
K( c ) (2.12)

ou K et A sont des parametres déterminés a partir des mesures expérimentales. Le
tracé des fonctions K4, ou x représente la distance réduite, en échelle bi-logarithmique
correspond a des droites de pente A et d’ordonnée InK a'origine. L’utilisation de ces lois de

1/3

./? et de la constante

puissance pour représenter les variations de I'impulsion réduite I/m
de temps réduite Ty /mi/ 3 n’est correcte que pour des distances supérieures a 10 fois le
rayon initial de la charge. En respectant cette condition, les différentes grandes physiques

de I'explosion peuvent étre exprimées sous la forme d’une loi de puissance dépendant de la
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Chapitre 2. Modélisation de la réponse d'une structure a une explosion sous-marine

charge employée :

173\ A1

Pic de pression : Ps =K, <m; ) (N.m™?)
173\ A2

Constante de temps : Ty = Kyml/? <m; ) (ms)

(2.13)

1/3\ 43

Impulsion : I = Kym!/3 <mc ) (N.m™2.5)
r
1/3\ A4

Energie par unité de surface : E = Kyml/? <mc ) (Jm™?)
T

Selon Cole [Col65], le domaine de validité de ces expressions, exprimé en terme de
rapport m}/?/r est globalement compris entre 0.08, ce qui correspond & de faibles charges
pour de grandes distances, et 2.50, associé généralement a des charges importantes a petites
distances, dans les unités du systéme international (kg'/®.m~'). Une autre limite de ces
expressions est qu’elles ne prennent pas en compte I'influence de la forme de la charge sur
le pic de pression et I'impulsion de I'onde de choc. Or Ming et al.[MSZ14] & [MZXW16]
ont montré, a I'aide de simulations numériques basées sur la méthode SPH, que pour une
charge cylindrique, les écarts de pression et d’impulsion calculés a une distance de 6.47
fois le rayon de la charge, suivant les différentes direction par rapport a ’axe de la charge
peuvent atteindre jusqu’a 25 % pour la pression, et 10 % pour I'impulsion. Néanmoins, ces
écarts diminuent rapidement avec la distance a la charge. Des lois analogues de similitude

pour la pseudo-période T}, et le rayon maximal de la bulle R,,,, sont décrites dans [Sna62]
et [ST62) :

ml/3

Pseudo-période de bulle : Tp = K, 5m (s)

1/3
Rayon maximal de bulle : Roar = K, 6(1);’3610)1/3 (m) (2.14)
Rayon minimal de bulle : Ropin = Koml!/? (m)

ou D; est la profondeur d’'immersion de la charge en metres (m). Le tableau 2.1 présente
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2.1 Description d'une explosion sous-marine.

K, 52.117 x10°

Pic de Pression Pg
A, 1.180
Constante de temps Ts K, 0.090
Ay -0.185
Impulsion I K3 6519.945
Az 0.980
Flux d’énergie B Ky 244.307
A, 2155
Pseudo-période de bulle T, K5 2.064
Rayon max. de bulle Roas Kg 3.383
Rayon min. de bulle Roin K, 0.125

TABLE 2.1 — Paramétre du matériau explosif TNT

les valeurs des parametres A et K pour 'explosif TNT, obtenues a partir d’'une charge
sphérique de densité 1600 kg.m~3. Ces valeurs sont celles implémentées dans le code de

calcul USA [DGT78], qui sera présenté dans la suite de ce chapitre.

La grandeur généralement utilisée pour caractériser la sévérité d’une explosion sous-
marine est le facteur de choc noté K. Celui-ci dépend de la charge explosive de masse m,.

et de la distance au point source r. Il est défini comme :

A (2.15)

r

ol m, est exprimé en kilogrammes (kg) et 7 en metres (m) dans les unités du Systeme
International. Cette définition du facteur de choc est valable lorsque I'onde de choc impacte
perpendiculairement la surface immergée de la structure, autrement dit, lorsque la direction
de propagation est normale a la structure au standoff point. L’angle d’incidence o de 'onde
de choc avec la structure, tel que représenté sur la figure 2.1, est pris en compte dans la

définition suivante du facteur de choc :

K_ va;mO‘ (2.16)
T

Dans le cas ou l'incidence du choc est perpendiculaire a la structure (o = 7/2), l'ex-

pression ci-dessus se ramene a 'expression (2.15).
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Chapitre 2. Modélisation de la réponse d'une structure a une explosion sous-marine

2.2 Fondements théoriques de I’interaction

fluide-structure

La modélisation de la réponse dynamique d’une structure immergée soumise a une ex-
plosion sous-marine implique 'utilisation d’un certain nombre d’hypotheses permettant
de représenter le comportement du fluide environnant et de la structure impactée. Cette
section décrit les fondements théoriques et les équations constitutives associés a la modéli-
sation de 'onde de choc primaire en interaction avec une paroi, courbée ou non, immergée

sur une face, et en contact avec de 'air sur 'autre face.

2.2.1 Fluide compressible parfait et équation d’ondes

Les développements introduits par la suite sont effectués en faisant I’hypothese d'un
écoulement fluide non-visqueux, irrotationnel, qui admet un potentiel des vitesses ¢ =

¢(x,t) défini a chaque instant et en tout point du fluide tel que :

v=-V¢ (2.17)

ou v = v(x,t) est le champ de vitesse des particules fluide, et V est 'opérateur gradient.
Le champ de pression en tout point du fluide vérifie en outre de I’équation de Bernoulli :
o¢

P06, 1) = =gl 0, 1) + 5 T00, ) TO06, )] + b +p9d(x)  (2.18)

Avec,

— X = X11X + X2y + 132 dans le repére cartésien
— ps : densité du fluide
— g : accélération de pesanteur

— d(x) : profondeur d’immersion au point considéré
Aux équations précédentes, on ajoute les limitations suivantes :

— Pour satisfaire aux considérations physiques exposées dans la section précédente,
liées aux phénomenes de détonique sous-marine, le champ proche est défini lorsque
a(t) < x < R, ou a(t) est le rayon actuel de la bulle des gaz et R est la distance
mesurée & partir du point source (centre de gravité de la charge d’explosif) telle que
R soit supérieure ou égale a deux fois le rayon maximal de la bulle atteint lors de sa
premiere oscillation (R = 2R,,4.), ou quinze fois le rayon initial de la charge explosive

ro ( R = 15719). Le champ lointain est défini alors pour r > R.
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2.2 Fondements théoriques de l'interaction fluide-structure

EAU AIR

Pp +Pr

FIGURE 2.4 — Décomposition du champ de pression totale suite a I'interaction de I'onde
de choc primaire avec une structure immergée

— En champ proche, la propagation d’onde est hyper-acoustique et radiale, le front
d’onde de choc généré aux temps tres courts se déplace a des vitesses supérieures a
la vitesse du son (¢ > ¢y).

— En champ lointain, la propagation est quasi-acoustique et radiale, le profil de pression
est quasi-acoustique et le front d’onde se déplace a une vitesse proche de la vitesse

du son (¢ = ¢y).

En champ lointain r > R, le terme quadratique dans I’équation de Bernoulli (2.17) est

négligé, ce qui permet d’exprimer la pression acoustique sous la forme linéarisée suivante :

px,1) = s 20 (1) (2.19)

L’onde de surpression incidente venant impacter une structure immergée, I'interaction
fluide-structure donne naissance a un champ de pression complexe dans le fluide, dépendant
de la présence et de la réaction de la paroi. En acoustique linéaire, la pression acoustique

totale en un point P(z1, z2, x3) du fluide Q; se décompose comme suit :

p(X, t) = pI(X> t) +DPp (Xa t) + pR(X7 t) (220)

ou ps(x|t) est Ponde incidente, i.e. 'onde de choc primaire issue de I'explosion sous-
marine, il s’agit de la donnée de chargement du probléme considéré; pp(x|t) est 'onde
diffractée, elle est produite par la réflexion de I'onde incidente sur la paroi supposée rigide

et fixe ; pr(x|t) est 'onde rayonnée, c’est le champ créé par les mouvements, de corps rigides
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Chapitre 2. Modélisation de la réponse d'une structure a une explosion sous-marine

ou de déformation, de la structure. La pression diffusée pg(x|t) , définie comme la somme
des pressions diffractée et rayonnée (ps = pp + pr), constitue l'inconnue du probléeme.
La figure 2.4 illustre la décomposition de la pression totale suite a I'interaction de I'onde
de choc primaire avec la structure et la naissance dans le fluide d’'une onde de pression

diffusée.

Pour une structure 2g immergée totalement dans un domaine fluide supposé infini €2,
le champ de pression et toutes ses composantes satisfont en outre I’équation d’onde scalaire
tridimensionnelle de Helmholtz (équation d’onde acoustique isotrope) qui est une équation
hyperbolique. Celle-ci s’exprime a 1’aide du potentiel des vitesses ¢ sous la forme :

1 0%

dans laquelle ¢y est la vitesse du son dans le milieu fluide. La solution générale s’écrit

sous la forme de combinaison d’une onde divergente f et d’'une onde convergente g :

o(x,t) = f(x +ct) + g(x — ct) (2.22)

Au niveau de l'interface fluide-structure I's,, la condition de continuité des vitesses
implique 1'égalité des composantes normales de la vitesse particulaire du fluide v et de la
vitesse de la structure v, ce qui traduit la non pénétration des particules de fluide dans la

structure :

Vg = Vlly (2.23)

ou ny est la normale unitaire au niveau de I'interface fluide-structure I'ys. Dans le cas
ou la vitesse de la coque est normale a l'interface, en notant w le déplacement radial de la

paroi, la relation de continuité a l'interface fluide-structure s’exprime :

op O*w

Tnf = —Pfﬁ (2.24)
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2.2 Fondements théoriques de l'interaction fluide-structure

2.2.2 Potentiel retardé de Kirchhoff

L’interaction fluide-structure peut étre écrite de fagon exacte a l'aide de la formule
du potentiel retardé de Kirchhoff (Retarded Potential Formula RPF), qui est en fait une
application du principe de Huygens par la méthode d’'intégrale de frontiere.

Pour des géométries tridimensionnelles de structures complexes et arbitraires, 'applica-
tion directe du RPF pour un calcul de réponse a un chargement transitoire comme une onde
de choc est numériquement treés couteuse, car elle nécessite de stocker un grand nombre
d’informations liées a 1’historique du chargement. Cette difficulté a conduit les scientifiques
a opérer diverses approximations de la formulation RPF que Geers classe en trois catégories
dans [GeeT5] :

— Approximations au temps court ( Early-Time Approximations ETA ou High-Frequency
Approximations HFA), valides pour de faibles longueurs d’ondes acoustiques (phéno-
menes haute fréquence), et adaptées pour étudier les premiers instants de I'interaction
fluide-structure,

— Approximations au temps long (Late-Time Approzimations LTA ou Low-Frequency
Approzimations LFA), justes pour de grandes longueurs d’ondes acoustiques (phé-
nomenes basse fréquence), et utiles pour modéliser les phénomenes secondaires de la
réponse de la structure,

— Approximations doublement asymptotiques (Doubly Asymptotic Approzimations DAA)

valides pour les deux cas limites précédents.

Aux équations précédentes (2.17), (2.19) et (2.21), les hypotheses suivantes sont ajou-

tées :

P (x1,22,%3)

FI1GURE 2.5 — Configuration générale pour I'application du potentiel retardé de Kirch-
hoff
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Chapitre 2. Modélisation de la réponse d'une structure a une explosion sous-marine

— le potentiel des vitesses ¢(x,t) pour t €] —oo;t| n’est pas une fonction singuliere dans
le domaine )¢ situé entre la surface d’interaction fluide-structure I't,, qui représente
la surface mouillée de la structure immergée, et l'infini, voir figure 2.5

— le potentiel des vitesses décroit en R~' & une distance suffisamment éloignée de T'y;.

La formule du potentiel retardé de Kirchhoff peut alors étre énoncée, avec les notations
présentées en figure 2.5 [Fel80] et [GZ94], sous une forme intégrale de I’équation d’onde
(2.21) obtenue a 'aide de l'identité de Green :

meolPt) =~ [ {;g¢<@ )+

cos 5

R3¢
c; Ot

0@.4) + 2% >]} 150 + dmeor(P.t)

(2.25)

ou ¢(P,t) est le potentiel des vitesses relatif & la pression totale au point P, ¢;(P,t)
le potentiel des vitesses relatif a ’onde incidente (onde de choc primaire), P(xy, zo,x3) la
position du point ot le potentiel doit étre dérivé, Q(x, %, %) la position du point source,
R la distance du point P au point source () (norme du vecteur Rpg), n la normale unitaire
dirigée vers l'intérieur du domaine € calculée en @) € I's,, cos f = OR pg/0On est le cosinus
de I'angle formé par les vecteurs Rpg et n, t, =t — R/cy le temps retardé, et la valeur du
parameétre € dépend de la position du point P, & savoir e = 1si P € Qp, e =1/2si P € 'y
et e=0si P € Q,.

Il est impératif de noter que l'intégration ci-dessus est singuliere lorsque R tend vers 0
en raison des termes en R~ et R~2 & intégrer. C’est pourquoi la valeur pincipale de Cauchy
de cette intégrale impropre est calculée, ce qui revient a chercher la limite de I'intégrale
sur 'ensemble I'ys N I'¢, ou I'. représente un petit élément de surface autour du point P,
lorsque T, tend vers zéro. Le champ de pression p(P,t) s’obtient en dérivant la formule

précédente par rapport au temps et en utilisant I’équation (2.19) :

dmep(P,t) :/ {ga;”@,tr) COSB[( (Q.t,) + ——(Q ¢ )]}dsQ + drepr(P, 1)
(2.26)

ou v, = —0¢ On est la vitesse particulaire normale a l'interface I'y;. Afin d’établir les

approximations de l'interaction fluide-structure sur la surface I'¢,, on considere le point P
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2.2 Fondements théoriques de l'interaction fluide-structure

appartenant a I'sy, soit € = 1/2, ce qui donne :

£ op
Cf 81&

cos f3

o) = [ {550 - Sl +

> @ m]} 1S + 2nepi(P,1)

(2.27)

Il est possible d’utiliser directement la formule générale (2.27) dans un schéma numé-
rique afin de modéliser les interactions fluide-structure dans le cas de chargements tran-
sitoires tels que les explosions sous-marines. Néanmoins, cette méthode est encore de nos
jours trop cofiteuse en raison de la nécessité de mettre en mémoire, a chaque pas de temps,
I’ensemble des informations aux différents points de calcul pour provisionner les pas de
temps suivants. Cette limitation a entrainé le développement de méthodes d’approxima-
tions comme la DAA, qui autorise a simuler correctement 'interaction fluide-structure aux
temps court et temps long. Elle est a la base de la méthode de calcul numérique déve-
loppée dans le code USA (Underwater Shock Analysis), qui est une méthode d’éléments
de frontiere ne nécessitant pas de modéliser I’étendue du domaine fluide pour intégrer les

équations de la mécanique des fluides.

2.2.3 Application au cylindre immergé

La formule précédente (2.27) du potentiel retardé peut étre simplifiée en supposant que
I’onde de choc interagit avec un cylindre immergé de rayon R, et de longueur L, "tenu" par
une membrane rigide infinie, comme montré en figure 2.6. Dans ce cas, 'angle § formé par
les vecteurs Rpg et n peut étre considéré quasiment égal a 7/2V @) (cos f = 0) pour des

points () € I'y; proches du point P considéré. Ainsi, I'hypothese est faite que la contribution

du terme en Confzﬂ dans I’équation (2.27) est négligeable.

Afin de calculer la pression en tout point de I'interface I'fs, il est possible d’exprimer
le potentiel des vitesses ¢ en fonction du potentiel non-perturbé ¢;, comme si la frontiere
I'ts n’avait aucun effet sur le champ de pression. En notant vy, la composante normale de
la vitesse particulaire dans le champ de pression incidente p;(t) non perturbé, la pression

s’obtient avec ’expression suivante :

_ o[ L0 oy O
s =+ 5[ 1000 - SrQuibase e

La relation de continuité des composantes normales de la vitesse particulaire a I'interface
fluide-structure impose une vitesse normale nulle au niveau de la membrane rigide infinie.

Cette propriété implique que le second terme de l'intégrale précédente se traduit par un
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Chapitre 2. Modélisation de la réponse d'une structure a une explosion sous-marine

=

membrane
rigide infinie

FI1GURE 2.6 — Configuration pour 'application du RPF au cylindre immergé.

doublement de la pression incidente au niveau de la paroi du cylindre. L’expression du

champ de pression au point PP appartenant a la surface I't, du cylindre s’écrit donc :

1 ov,
p(Pt) = 2pi(Pt) + 2L [ =

% s RE(Q,T, - R/Cf)dSQ (229)

Ou le terme 2p;(P,t) correspond au doublement de la pression dans le cas ou la sur-
face est parfaitement rigide. Le second terme du membre de droite représente les effets
du rayonnement acoustique produit par la mise en mouvement de la paroi de la coque
cylindrique. R étant la distance entre les points P et @), R/cy représente le temps mis par
I'onde acoustique rayonnée pour voyager du point ¢) au point P a la vitesse du son dans
le fluide, ainsi, le temps ¢, = t — R/cy est I'instant d’apparition de I'onde rayonnée au
point ). La quantité v,, est la composante normale de la vitesse particulaire a la surface
du cylindre. A l'interface entre le fluide et la coque cylindrique déformable animée d’une

vitesse radiale w(t), la condition d’égalité de la composante normale des vitesses impose,

dans le repere cylindre (O|u,; ug; u,) :

w(t) = —v, (2.30)

Sachant que le vecteur normal unitaire n utilisé dans la formulation est directement
opposé au vecteur wu, si celui-ci est orienté vers l'intérieur du cylindre, I’équation (2.29)

s’écrit de la fagon suivante :

pr [ 10uw(t)

Pt)=2p;(P,t) — — —
p(?) p1(7) 271' SR at

(Q,t - R/Cf)dSQ (231)
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2.3 Résolution numérique

Cette équation intégro-différentielle transcrit donc, sous forme intégrée a 'interface, les
contributions élémentaires a la pression rayonnée de chaque élément de la coque cylindrique
dont la vitesse radiale est w. La formulation (2.31) sera utilisée dans le chapitre suivant
pour écrire les approximations de l'interaction fluide-structure et déterminer la réponse

dynamique de la coque cylindrique.

2.3 Résolution numérique

Afin de valider les méthodes d’analyses simplifiées qui sont présentées dans la suite
de cette these, il est essentiel de pouvoir les comparer a une solution de référence, qu’elle
soit issue d’essais ou de simulations numériques, voir les deux. Du fait du manque de
résultats d’essais exploitables dans la littérature, les modeles simplifiés seront validés par
comparaison avec des résultats de simulations numériques qui permettent de simuler les
phénomeénes physiques intervenants lors d'une explosion sous-marine. Le code de calcul
USA, couplé au solveur éléments finis non-linéaire LS-DYNA, permet de traiter la réponse
dynamique des structures aux explosions sous-marines en champ lointain, ou en champ
proche en ne considérant que l'onde de choc primaire, par la méthode des éléments de
frontiere. Cette méthode ne nécessite pas la modélisation volumique du fluide entourant la
structure immergée, les équations de la mécanique des fluides étant intégrées directement

sur la surface mouillée de la structure qui est discrétisée en éléments de frontiere.

Dans cette section, la formulation de I'approximation doublement asymptotique im-
plémentée dans USA est présentée rapidement, davantage de détails la concernant sont
disponibles dans [DeR89]. Ensuite, le probléme d’un cylindre immergé impacté latérale-
ment par 'onde de choc primaire issue d’une explosion sous-marine est traité avec cette
méthode numérique. Ce calcul numérique est validé par comparaison avec des résultats

d’essais d’explosions sous-marines réalisés par la DGA.

2.3.1 Formulation théorique
2.3.1.1 Forme discrétisée de la formulation variationnelle structure

La forme discretisée de I’équation différentielle pour la réponse dynamique de la struc-

ture s’exprime classiquement par :

MgX 4+ CsX + KgX =f (2.32)

Avec Mg la matrice de masse de dimension [Ng X Ng| ( ou Ng est le nombre de degrés
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de liberté relatifs aux déplacements des noeuds du maillage associé a la structure), Cg la
matrice d’amortissement de dimension [Ng x Ng|, Kg la matrice de raideur, également de
dimension [Ng x Ng], X la matrice colonne des accélérations nodales de dimension [Ng x 1],
X la matrice colonne des vitesses nodales de dimension [Ng x 1], X la matrice colonne des
déplacements nodaux de dimension [Ng x 1]. Dans le cas de I'excitation de la structure

immergée par une onde acoustique, f s’écrit :

f=-GA;(P;+Ps)+1p (2.33)

Ou G la matrice de transformation permettant de restituer les normales a la surface
mouillée de la structure de dimension [Ng x Ng| (o N est le nombre de degrés de liberté
relatifs & la résolution des équations de la mécanique des fluides ), A la matrice diagonale
des aires des éléments immergés a l'interface fluide-structure de dimension [Ng x Ng|, P;
la matrice colonne des pressions nodales incidentes (connues avec les équations données par
[Col65]) a linterface fluide-structure de dimension [N x 1], Pg la matrice colonne de la
pression diffusée (somme des pressions diffractée et rayonnée inconnues) a U'interface fluide-
structure de dimension [Ng x 1] et fp la matrice colonne des efforts généralisés appliqués

a la structure, de dimension [Ng x 1].

2.3.1.2 Approximation Doublement Asymptotique au premier ordre DAA1

L’approximation doublement asymptotique au premier ordre DAA1, du champ de pres-

sion diffusée s’écrit sous la forme, décrite dans [Gee78] :

MfPS + pCAfPS = pCMfUS (2.34)

Ou Uyg est la matrice colonne des vitesses de particules fluide relatives a 1'onde de
pression diffusée, normales a I'interface fluide-structure, p et ¢ sont respectivement la masse
volumique et la célérité du son pour le fluide considéré, et My est la matrice symétrique
de masse fluide au niveau de l'interface fluide-structure. Elle est produite en appliquant la
méthode des éléments de frontiere a I’équation de Laplace pour un écoulement irrotationnel
généré dans un fluide supposé infini, non-visqueux et incompressible par les mouvements
des surfaces mouillées de la structure immergée ; cette matrice est totalement constituée
de sous-matrices non nulles associées a chaque élément frontiere. Lorsque cette matrice est
transformée dans le systéme de coordonées de la structure, elle devient la matrice de masse
d’eau ajoutée, qui, lorsqu’elle est additionnée a la matrice de masse de la structure, donne
la matrice de masse virtuelle pour les mouvements de la structure immergée dans un fluide
incompressible [DGT78].
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La relation approchée (2.34) est appelée "doublement asymptotique" par le fait qu’elle
permet de représenter, de fagon exacte, l'interaction fluide-structure aux deux limites

asymptotiques suivantes :

— en haute fréquence (ou temps court), l'interaction est décrite par les seuls effets
acoustiques. Dans ce cas [Pg| > |Pg| — Ps = pcUg ce qui représente une limite
correcte pour des ondes acoustiques courtes.

— en basse fréquence (ou temps long), 'interaction est décrite par les seuls effets iner-
tiels. On a alors [Pg| < |Pg| — AfPgs = M;Ug (relation d’écoulement incompres-

sible) ce qui représente la limite correcte pour des ondes acoustiques longues.

A Tl'interface fluide-structure, dans le cas de 'excitation par une onde incidente acous-
tique, Ug est liée a la réponse de la structure par la relation de comptabilité cinématique

suivante :

G'X =U; + Uy (2.35)

Ou lexposant "T” représente la transposition de matrice. L’équation (2.35) exprime
la contrainte que la projection de la vitesse particulaire du fluide suivant la normale de la
surface mouillée doit étre égale a la vitesse de la structure, projetée suivant cette méme
normale. Le fait que la matrice de transformation reliant ces vitesses soit GT résulte de
I'invariance du travail virtuel par rapport au choix du systéeme de coordonnées de la surface
mouillée. Généralement, G est une matrice rectangulaire dont le nombre de lignes est plus
élevé que le nombre de colonnes, dans la mesure ou les degrés de liberté de la structure
sont généralement bien plus nombreux que les degrés de liberté du fluide. Cette matrice
est construite de sorte que seulement les degrés de liberté en translation de la structure

sont couplés avec les degrés de liberté du fluide.

2.3.1.3 Equation d’interaction fluide-structure

En utilisant les relations précédentes, et en ne considérant pas d’efforts imposés sur la

structure autre que les effets de I'interaction, le systeme complet a résoudre s’écrit :

MSX+03X+KSX = —GAf(P[+PS) (2 36)
MfPS + pCAfPS = pCMf(GTX — U]) '

Ce systeme peut étre résolu simultanément a chaque pas de temps, en reportant dans
les membres de gauche les termes inconnus —GA;Pg et pchGTX. Cependant, cette
méthode est tres cofiteuse en temps calcul, principalement a cause de la forme de la ma-

trice de transformation G qui relie généralement un tres grand nombre de degrés de liberté
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structure Ng, a un tres petit nombre de degrés de liberté fluide Ng. Une solution pour
remédier a ce probleme en améliorant 'efficacité de la résolution, tout en présentant un
schéma numeérique inconditionnellement stable pour la structure, est d’appliquer la procé-

dure d’augmentation présentée en référence [PEFDT77].

L’implémentation la plus simple de la procédure d’augmentation peut s’effectuer de
la maniere suivante. En supposant que Mg est non singuliere, la premiere équation du
systéme (2.36) est partitionnée pour obtenir une expression GTX, qui est ensuite injectée
dans la seconde équation du systéme (2.36). En multipliant par la gauche cette équation

par AfM]TI, il vient :

AfPs+ (Dj +Dg)Ps = —pcA ;G"M (CsX + KsX) — DsP; — pcA;U;  (2.37)

Ou les matrices Dy = pCAfM;lAf et Dg = pcAfGTMglGAf sont symétriques.
Cette méthode d’augmentation revient a injecter une des équations du systeme dans la

seconde pour former ainsi un nouveau systeme appelé équations d’interaction augmentées.

Dans un océan homogene, le champ acoustique émanant d'une explosion sous-marine
peut étre représenté par une onde sphérique, ainsi, I’onde de pression incidente et la vitesse
eme

particulaire incidente projetée suivant la normale a I'interface fluide-structure pour la ¢

facette fluide sont données par :

pr(t) = ;pl (t M C_ S) (2.38)
w(t) = [plcﬁn(t) + p;ipn(t)} Vi (2.39)

Ou S est la distance de la source explosive au point le plus proche sur la structure
« mouillée » (standoff point), p; est le profil de pression appliqué au standoff point, R;
est la distance entre le point source et la i®™¢ facette immergée ol s’applique la pression
incidente py;(t), et v; est le cosinus directeur de 'angle formé par les vecteurs R; (orienté
du point source & la i®™¢ facette immergée) et n; (normale a la facette dirigée vers le fluide),

i.e. Yi = Rz - 1;.

Pour une onde de choc, le vecteur de pression incidente P; est discontinu a t = 0 et
le vecteur accélération des particules du fluide U; contient des singularités. Pour enlever

ces singularités présentes dans U; de Péquation (2.37), une modification du vecteur de
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pression est introduite :

Py =Pg+TP, (2.40)

Ou I' est une matrice diagonale constituée des cosinus directeur des angles ~;. L’in-
corporation de I’équation (2.40) dans I’équation (2.37) et la premieére équation du systeme
(2.36), suivi de l'utilisation de I’équation (39) produit le systeme d’équations d’interaction

augmentées adapté a ce cas :

M;sX + CsX + KX = —GA; [Py +(I-T)P/] (2.41)
APy + (Dyy +Dg)Py = —pcA;GTMg' (CsX + KsX) — HP;
Dans lequel I est la matrice identité, et
H=Dgs— (Ds+Dj —cA;RT (2.42)

Ou R est la matrice diagonale contenant toutes les distances R; et le vecteur de vitesses
des particules de fluide incidente u; n’apparait plus explicitement. Les équations du systeme
(2.41) sont les équations résolues par le code USA pour une onde incidente sphérique afin
de déterminer la réponse de la structure X et X, et la pression au niveau de la surface
d’interaction fluide-structure P = (I — T')P; 4+ Py,.

Il est a noter qu'une Approximation Doublement Asymptotique au second ordre DAA2
est également implémentée dans le code USA pour enrichir 'approximation DDA1 donnée
par I’équation (2.34) avec des termes de pression diffusée du second ordre. Une formulation
détaillée de la DAA2 est donnée dans [Gee78] et [DeR89]. Par soucis de concision, elle ne
sera pas explicitée dans le cadre de cette these, la démarche de résolution restant identique.
Cette formulation permet en outre de tenir compte des rayons de courbure de la structure
dans les équations d’interaction fluide-structure. C’est cette formulation qui sera utilisée
pour simuler la réponse d’un cylindre lisse immergé lorsqu’il est soumis & 1'onde de choc

primaire d’une explosion sous-marine.
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2.3.2 Simulation numérique a ’aide des codes LS-DYNA /USA
2.3.2.1 Parametres de simulation

Les travaux présentés dans cette these ont pour objectif d’élaborer une méthode d’ana-
lyse simplifiée permettant de prédire, de fagon conservative et réaliste, le comportement de
coque cylindrique lisse ou raidie, immergée en plus ou moins grande profondeur, lorsqu’elle

est soumise aux chargements extrémes issus d’explosions sous-marines.

Afin de valider la méthode proposée, des simulations numériques sont effectuées a ’aide
d’un calcul non linéaire LS-DYNA couplé au code USA pour tenir compte des effets de
I'interaction fluide-structure aux temps court et long grace a I’Approximation Doublement
Asymptotique d’ordre 2 DA A2 [Gee78]. La discrétisation spatiale du probléme est basée
sur la méthode des éléments finis. Cette méthode numérique est validée par comparaison
avec des essais expérimentaux menés par la DGA. Une des simulations menées dans le
cadre de cette these est présentée par la suite, afin d’illustrer la démarche employée, ainsi
que les phénomenes physiques impliqués lors de la réponse d'un cylindre immergé a une

explosion sous-marine.

La coque étant immergée, un calcul implicite de mise en pression statique est d’abord
effectué, puis un schéma de calcul explicite est utilisé afin de traiter la réponse de la coque
a I’explosion sous-marine. Seule ’onde de choc primaire est modélisée a partir des caracté-
ristiques du matériau explosif. Les calculs ont été effectués avec deux formes d’onde de choc
primaire : la simple exponentielle décroissante et la double exponentielle décroissante. Les
effets secondaires liés a la dynamique de bulle ne sont pas considérés. Le temps de simula-

tion est limité a 50 ms. Les parametres de la simulation sont conformes a la configuration

_ loi élasto — plastique

—_/EL,/-v
Limite élasticité

Rpoz

B = 0écrouissage cinématique

B = 1écrouissage isotrope

FIGURE 2.7 — Loi de comportement matériau implémentée dans LS-DYNA
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des essais effectués par la DGA. La structure impactée par 'onde de choc est un cylindre

lisse rempli d’air, de longueur L, de rayon R, et d’épaisseur h, encastré a ses extrémités.

La loi matériau utilisée dans LS-DYNA pour modéliser le comportement du cylindre est
une loi élasto-plastique, montrée en figure 2.7, permettant de prendre en compte 1’écrouis-
sage et les effets de la vitesse de déformation, via une loi de type Cowper-Symonds. Néan-
moins,dans une premiere approche, il a été décidé d’ignorer 'effet de la vitesse de défor-
mation dans les développements analytiques. En conséquence, afin d’obtenir une solution
numérique de référence cohérence avec le modele analytique développé, les simulations
numériques ont été également menées sans prendre en compte les effets de la vitesse de

déformation.

Le tableau 2.2 présente les caractéristiques du cylindre et les propriétés du matériau
constitutif choisi (acier E355). L’éventuelle rupture de la coque n’est pas traitée dans le
cadre de cette these, ainsi, aucun critere a la rupture n’est défini dans les parametres de la

simulation numérique.

Cylindre Matériaux

Longueur L 28 m Module dYoung E 200000 MPa
Rayon R, 0.7m Masse volumique 7800 kg /m?
épaisseur h 15 mm Limite élasticité R 355 MPa

Module Tangent Er 415 MPa

TABLE 2.2 — Caractéristiques du cylindre et du matériau

Les données relatives au fluide et a un scénario d’explosion sont récapitulées dans le
Tableau 2.3. Cette configuration d’explosion correspond a une facteur de choc K = 2.5
ce qui constitue un choc sévere pour la structure, entrainant des phénomenes irréversibles
sous forme de plastification dans 1’épaisseur de la paroi du cylindre, sans que la limite a

rupture ne soit nécessairement atteinte.

Densité du fluide py (kg.m™3) 1025
Vitesse du son ¢; (m.s™t) 1500
Masse d’explosif TNT m.. (kg) 1.1
Distance de tir D (m) 0.42
Pic de pression Pg (M Pa) 200
Constante de temps T (ms) 0.071

TABLE 2.3 — Paramétres de ’explosion
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Symétrieu, =1, =1, =0
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Anneau rigide
Symétrieu, =1, =1, =0 alourdi

 —
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X

'S
| Standoff
D |

* Charge explosive

FIGURE 2.8 — Vue du modele éléments finis et des conditions limites

La structure étudiée est discrétisée par 1305 éléments finis a 4 noeuds avec 6 degrés
de liberté par noeud. La formulation utilisée du type plaque est basée sur la théorie de
Belytschko-Lin-Tsay [HalO6], avec 5 points d’intégration dans I’épaisseur. Par soucis de
rapidité de calcul, 'analyse porte sur un quart de cylindre, avec prise en compte des
conditions de symétrie dans les plans de coupe. Les extrémités sont modélisées comme des
anneaux rigides fortement alourdis pour simuler un blocage inertiel du cylindre. La figure

2.8 présente une vue du modele éléments finis simulé.

2.3.2.2 Analyse des résultats

Les évolutions temporelles de la pression incidente, de la pression diffusée et de la
pression totale dans le fluide au niveau du standoff point sont tracées sur la figure 2.9 pour
les formes en simple et double exponentielle décroissante de la pression incidente. Le profil
de pression incidente, dont le pic initial est égal a 200 MPa et la décroissance exponentielle
est pilotée par la constance Ty, est conforme aux valeurs du tableau 2.3 pour les deux formes
de modélisation de la pression incidente. De méme, on vérifie bien que la décroissance de
la forme en double exponentielle est plus lente que celle en simple exponentielle pour des

temps supérieurs a Tg.

Pour la forme en simple exponentielle décroissante de la pression incidente, on note
sur la figure 2.9(a) qu’a l'instant initial, la pression totale est le double de la pression
incidente, puis celle-ci décroit rapidement pour atteindre une valeur minimale de -20.6
MPa en 0.162 ms. Cette valeur de pression est bien inférieure a la tension de cavitation
de l'eau, de l'ordre de -0,01 MPa & -0.1 MPa pour des temps tres courts [Miak9g|. Pour la

forme en double exponentielle décroissante, la pression totale est également le double de la
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FIGURE 2.9 — Tracés de la pression totale,
incidente au stand-off point.

de la pression diffusée et de la pression
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pression incidente a 'instant initial. On constate également une décroissance tres rapide de
la pression s’exercant sur la plaque, mais la valeur minimale atteinte est de -0.9 MPa a un
temps plus faible de 0.102 ms. Cette différence de variation peut s’expliquer par la durée
plus longue de 'onde de pression incidente lorsque que la forme en double exponentielle

décroissante est utilisée.

La forte pression négative obtenue n’est donc pas physique et elle a pour effet de retenir
le mouvement de la paroi, diminuant ainsi ’enfoncement du bordé. Cet effet est bien plus
important pour la forme en simple exponentielle que pour la forme en double exponentielle
décroissante, au vu du grand écart de la valeur minimale de pression totale calculée avec
ces deux formes. Pour prendre en compte la cavitation dans un modele numérique, Felippa
& Deruntz [FD84] montre qu’il est nécessaire de modéliser la région du fluide environnant
ou la cavitation est susceptible d’apparaitre avec des éléments finis volumiques, et ont
développé une méthode basée sur des éléments finis acoustiques cavitants, la méthode
CAFE. Cette méthode a été améliorée par Sprague & Geers pour la rendre plus économe
en ressource de calculs [SG04], en utilisant notamment des éléments spectraux plutdt que
des éléments finis, cette nouvelle méthode a été appelé la méthode CASE. Cette méthode
a été appliqué avec succes pour étudier la réponse d'un modele simplifié de bateau a une

explosion sous-marine [SG06].

Les résultats obtenus en terme de déplacement radial de la coque au standoff point sont
présentés sur la figure 2.10. On remarque que sur le temps de 50 ms, la fleche n’est pas
encore stabilisée, il reste des oscillations élastiques du déplacement de la paroi. Néanmoins,
la fleche résiduelle peut étre estimée en prenant la valeur moyenne de ces oscillations. Dans
le cas ou la pression incidente est modélisée avec une simple exponentielle décroissante,
I’enfoncement calculé est d’environ 113 mm. Si I'on considere la forme en double exponen-
tielle décroissante, la fleche résiduelle, de 'ordre de 221 mm, est pratiquement doublée par

rapport a celle obtenue avec la forme en simple exponentielle.

Les profils des vitesses radiales post-traitées au standoff point sont également tracés
en figure 2.10. Quelle que soit la modélisation de 'onde de choc incidente, un premier
pic de vitesse est observé au méme temps tres court de 0.096 ms. Les vitesses atteintes
en ce premier pic sont quasiment identiques?!, et valent environ 90 m.s~!. Ce premier pic
de vitesse correspond a la mise en vitesse de la paroi du cylindre liée a I'impulsion de
I’onde de choc. Par la suite, la vitesse décroit, plus brutalement pour la forme en simple
exponentielle que pour la forme en double exponentielle, I’écart entre les deux valeurs de
vitesses minimales atteintes étant assez important (a 25 m.s™1). Cet écart peut s’expliquer

par la pression négative bien plus importante exercée par le fluide sur le paroi lorsque la

1. Il est important de préciser que le pas de temps de mesure dans les simulations est de 0.048 ms. Il
est fortement probable que le premier pic de vitesse soit atteint a un temps antérieur a 0.096 ms, et avec
une valeur un peu plus élevée.
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FIGURE 2.10 — Déplacement et vitesse de la paroi du cylindre au standoff point lorsque
la pression incidente est modélisée par une simple exponentielle décrois-
sante et par une double exponentielle décroissante
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forme en simple exponentielle décroissante est utilisée pour modéliser I'onde de pression
incidente. Un second pic de vitesse apparait a 1.4 ms en simple et double exponentielles.
Les niveaux atteints sont par contre différents : 79.2 m.s™! en double exponentielle et 51.2

1

m.s~ en simple. Ce second pic de vitesse est plus difficile a interpréter, mais il coincide

avec la légere hausse de pression observée sur la figure 2.9(a) entre 0.4 ms et 1.5 ms.

Ces résultats sont corroborés par le tracé des différentes énergies sur la figure 2.11.
Dans les premiers instants, on constate en effet une croissance rapide de 1’énergie cinétique
transmise par ’onde de choc primaire au cylindre, jusqu’a 120 kJ en simple exponentielle
et 140 kJ en double. Cette énergie cinétique est ensuite dissipée dans la structure sous
forme d’énergie de déformation, et décroit jusqu'a devenir quasiment nulle a 4 ms en
simple exponentielle et 8 ms en double exponentielle. A cet instant, I’énergie interne atteint
sa valeur maximale, et seules les oscillations associées a la réponse élastique du cylindre
perdurent. Aucune déformation plastique additionnelle ne se produisant par la suite, la

résolution du probleme peut étre considérée comme terminée.

L’énergie dissipée plastiquement dans le cylindre est environ deux fois plus importante
en double exponentielle : 460 kJ comparés a 227 kJ. La zone plastiquement déformée
est également bien plus étendue en double exponentielle, comme le montre la figure 2.12,
ou sont comparées les déformations plastiques effectives post-traitées a 25 ms. On peut
d’ailleurs observer que la majeure partie de I’énergie est dissipée plastiquement dans I’en-
foncement du cylindre autour du standoff point, 'autre partie étant dissipée au niveau des

extrémités encastrées de la coque cylindrique.

Quelle que soit la modélisation de 'onde de choc, ce rapport de 2 entre les énergies de
déformation est tres proche de celui des enfoncements. On constate par contre qu’il est plus
élevé que celui entre les impulsions I (égal a 1.3) ou celui des énergies contenues dans 1'onde
de choc E (égal a 1.058). De méme, le rapport entre les énergies cinétiques maximales , égal
a 1.2, est supérieur au rapport des énergies contenues dans ’onde de choc. Ces différences
illustrent clairement 'influence considérable des effets de 'interaction fluide-structure sur
la réponse du cylindre : la durée plus grande de 'onde de choc en double exponentielle
fait que davantage d’énergie est transmise au cylindre, ce qui entraine un enfoncement plus
important. Cette conclusion serait a vérifier avec des simulations prenant en compte les

effets de la cavitation.

2.3.2.3 Validation et limitation du modele numérique

Afin de valider la modélisation numérique du probléeme utilisée dans le cadre de ces
travaux de these, les résultats obtenus pour un scénario d’explosion sont comparés avec
ceux issu d’un essai mené par la DGA en bassin de détonique. Cette expérience a été

effectuée sur le cylindre dont les caractéristiques sont répertoriées dans le tableau 2.2. La
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FIGURE 2.11 — Evolution temporelle des énergies lorsque la pression incidente est mo-
délisée par une simple exponentielle décroissante et par une double
exponentielle décroissante

51



Chapitre 2. Modélisation de la réponse d'une structure a une explosion sous-marine

charge est immergée a une profondeur de 4 m, et placée au-dessus du cylindre, a une
distance de 0.492 m. La masse de la charge est de 406 g, soit un facteur de choc égal a
1.3, ce qui constitue un chargement suffisamment sévere pour entrainer des déformations

plastiques importantes du cylindre.

Le déplacement de la paroi du cylindre au niveau du standoff point est mesuré au cours
du temps a ’aide d'un capteur laser. L’évolution temporelle de I’enfoncement du bordé est
représentée sur la figure 2.13. Le premier plateau observé, dont la valeur est d’environ 55
mm, correspond a ’enfoncement associé a la réponse de la coque a ’onde de choc primaire.
Le second plateau est quant a lui associé au rechargement du cylindre par les effets liés a
la dynamique de la bulle (ondes de choc secondaire), et la valeur d’enfoncement associé est
de 120 mm. L’enfoncement mesuré avec le capteur pour ce second plateau est validé par
des relevés effectués post-mortem sur la structure apres endommagement. On constate que
les dommages liés a la dynamique de bulle sont du méme ordre que ceux créés par l'onde

de choc primaire pour le cas étudié.

Sur cette figure, sont également indiqués les enfoncements calculés numériquement en
simulant la réponse du cylindre a 'onde de choc primaire issu de la détonation dune
charge de 400 g placée a 0.42 m du cylindre. Le facteur de choc associé a ce scénario est de
1.5, soit un chargement légerement plus sévere que le chargement expérimental. Les deux
chargements en simple exponentielle et en double exponentielles décroissantes de 1'onde
de choc primaire ont été appliqués. On constate que I’enfoncement obtenu avec la forme
en simple exponentielle décroissante est tres inférieur, d’environ 13 mm, a celui mesuré
expérimentalement, alors que le choc est plus sévere. L’utilisation de la forme en double
exponentielle décroissante permet de calculer une fleche résiduelle proche de celle relevée
expérimentalement (59 mm contre 55 mm). Ainsi, la forme en double exponentielle est

jugée plus adaptée pour simuler la réponse d’une coque soumise a la détonation d’une
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FIGURE 2.12 — Déformations plastiques effectives pour un temps physique de simula-
tion de 25 ms lorsque la pression incidente est modélisée par une simple
exponentielle décroissante et par une double exponentielle décroissante
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FIGURE 2.13 — Comparaison des enfoncements mesurés expérimentalement et calculés
numériquement. Le trait en tiret-point noir correspond a la simulation
numérique effectuée avec une modélisation de la pression incidente en
simple exponentielle décroissante. Celui en rouge est associé avec la
forme en double exponentielle décroissante pour la pression incidente

charge proche de la structure.

La méthodologie de simulation numérique utilisée pour les travaux de cette these semble
bien adaptée pour estimer la réponse d’une coque a 'onde de choc primaire issue d’une
explosion sous-marine en champ proche, a condition d’utiliser une forme en double décrois-
sante pour modéliser la décroissance de la pression incidente. Néanmoins, cette méthodo-
logie pourrait étre améliorée en considérant les effets de la cavitation, et du rechargement
associé. En effet, il a été montré, par exemple par Rajendran pour le cas de la réponse
d’une plaque immergée [Raj08], que la prise en compte de la cavitation augmentait sensi-
blement les enfoncements calculés. De plus, l'effet de la vitesse de déformation n’est pas
pris en compte dans le modele numérique; or plus le choc est sévere, plus les vitesses de
déformations mises en jeu sont importantes et plus la structure dissipe de 1’énergie par
les effets de viscosité. Ramajeyathilagam et al. [RVRO1] ont montré qu’ignorer ces effets
pouvait conduire a surestimer de 60 % l’enfoncement au centre d’une plaque rectangu-
laire impactée par I'onde de choc. En ce qui concerne le cas expérimental étudié ici, il est
probable que ces deux effets se compensent, ce qui expliquerait la tres bonne corrélation

obtenue entre I’enfoncement calculé numériquement et celui mesuré expérimentalement.
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Chapitre 3

Modélisation simplifiée du

chargement explosif

Résumé

A partir des fondements théoriques, présentés dans le chapitre précédent, qui permettent
de décrire, de fagon exacte sous une forme intégrée, I'interaction fluide-structure au niveau
de la surface mouillée du cylindre, ce chapitre est consacré a la modélisation simplifiée
de l'interaction fluide-structure mise en jeu lors de la réponse d’une coque cylindrique a
I'onde de choc primaire issue d’une explosion sous-marine. Pour ce faire, ’équation de
I'interaction fluide-structure, issue de ’application de la RPF & un cylindre lisse immergé,
est simplifiée, et les approximations temps courts et temps longs sont introduites.

Les effets de I'interaction de I'onde de choc primaire sphérique avec le cylindre immergé
sont ensuite présentés, a la fois pour la forme en simple exponentielle décroissante et en
double exponentielle décroissante. L’approximation temps court est utilisée pour calculer
la quantité d’énergie cinétique tranmise au cylindre, celui-ci ne se déformant pas durant
cette phase. Durant 'approximation temps longs, la coque se déforme suite a I'impact de
I'onde de choc pour dissiper I’énergie cinétique transmise. Le mouvement de décélération
de la paroi du cylindre dans I’eau produit un chargement additionnel de pression lié¢ a la
masse d’eau ajoutée, dont le calcul est présenté dans ce chapitre.
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Chapitre 3. Modélisation simplifiée du chargement explosif

3.1 Approximations de ’interaction fluide-structure

A partir de I’équation intégro-différentielle (2.31) écrite dans le chapitre précédent, on
peut introduire les approximations fluide-structure utilisées par la suite pour déterminer la
réponse dynamique du cylindre immergé impacté par 'onde de choc primaire issue d'une
explosion sous-marine. Dans le repére en coordonnées cylindriques (O|uy;up; &) associé
au cylindre et présenté sur la figure 3.1, les positions des points S et () sont données
respectivement par (R.,0,z') et (R.,0,z), ou R, est le rayon de la coque cylindre. La

distance R s’écrit alors :

R=15Q|| = \/(x —a")2 4+ R2(cos @ — cos0')? + R%(sinf — sin §)? (3.1)

L’expression de la pression calculée au standoff point Sy, de coordonnées (R.,0,0) car

situé a l'intersection des deux plans de symétrie du cylindre, a chaque instant ¢ devient :

_ by [ L O0)

p(807t> = 2pI<S07t) o S RO 8t

(Q,t — Ro/cy)dS (3.2)

Ol Ry = S,Q = \/x2 + R2(cos @ — 1)? + R2(sin 6)2. Pour simplifier I’écriture, on notera
par la suite la pression au standoff point p(Sp,t) = p(t) et la pression incidente p;(Sy,t) =
pi(t). On notera également la densité du fluide au repos py = p, et la célérité du son dans

le fluide ¢; = c. En exprimant 'intégrale dans le systeme de coordonnées cylindriques,

<

F1GURE 3.1 — Notations du probleme en coordonnées cylindriques
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3.1 Approximations de l'interaction fluide-structure

sachant que dS = R.dxdf, I’équation (3.2) devient :

p [ 1 0u()

“ o s ar (@t = Ro/O)Redzdd (3.3)

p(t) = 2pi(t)

Cette expression est similaire a celle obtenue par Barras dans son DEA [Bar(07] pour le
cas d’une plaque circulaire fixée sur une structure rigide supposée plane et de dimension
infinie. En postulant une déformée parabolique de la plaque circulaire en chaque instant,
il est possible d’obtenir une expression de la pression au centre de la plaque a chaque
instant. De cette expression, deux cas temporels limites peuvent étre examinés, correspon-
dant aux approximations temps court et temps long, permettant de traiter analytiquement

I'interaction fluide-structure.

3.1.1 Approximation temps court - phase initiale

Pendant la phase de réponse pour laquelle ¢t < 64, ou 6, = L/(2¢) est appelé temps
de diffraction et correspond au temps mis par 'onde pour se propager du standoff point a
I'extrémité du cylindre, les termes correspondant a la diminution de pression liée a 'arrivée
des ondes réfléchies provenant des points adjacents du cylindre et des extrémités peuvent

étre négligés. La pression calculée au standoffpoint s’écrit alors :
dw
p(t) = 2ps(t) — pca(t) (3.4)

Ce résultat est exactement celui qui aurait été obtenu en considérant une plaque plane
de dimension infinie soumise & une onde de pression incidente plane, et mise en mouvement
avec une vitesse de 22(¢). Le terme 2p;(t) correspond au doublement de la pression liée & la
réflexion de 'onde sur la surface supposée fixe, et le terme pc%’(t) correspond a la pression
rayonnée suite a la mise en mouvement de la paroi du cylindre. Cette approximation s’ap-
plique d’autant mieux que les longueurs d’ondes acoustiques du fluide sont petites devant
les longueurs d’ondes mécaniques de la structure, schématiquement pour des sollicitations
en haute fréquence. Elle est cohérente avec la limite asymptotique en hautes fréquences de

la formulation DA A implémentée dans le code USA, présentée dans le chapitre précédent.

3.1.2 Approximation temps long - seconde phase

Le seconde situation limite se déroule en supposant que les variations d’accélération de

la paroi du cylindre sont suffisamment lentes pour que les temps de propagation puissent

d*w(t)
dt?

étre négligés. Cela revient a évaluer dans I’équation (3.3) 'accélération au méme
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Chapitre 3. Modélisation simplifiée du chargement explosif

instant ¢ en tout point de la paroi du cylindre. Dans ce cas, I’équation (3.3) devient :

p(t) = 2p1(8) — ma S (1) (35

Le second terme du membre de droite s’identifie aux effets inertiels dus a la masse
d’eau ajoutée my, ici évaluée au niveau du standoff point. Le chargement de la paroi du
cylindre s’approche ainsi d’'un doublement de pression incidente, moins les effets inertiels
de I’écoulement fluide considéré comme incompressible. La décélération de la paroi du
cylindre (‘%2”(25) < 0) produit un chargement additionnel de pression. Cette approximation
est aussi appelée Virtual Mass Approximation VMA, ce qui se comprend bien compte tenu
des considérations précédentes. Elle s’applique d’autant mieux que les longueurs d’ondes
acoustiques du fluide sont grandes, c¢’est a dire pour des sollicitations en basse fréquence ou
les effets inertiels liés a la masse d’eau ajoutée sont prédominants. Elle est cohérente avec

la limite asymptotique en basses fréquences de la formulation DA A implémentée dans le
code USA.

Ainsi, dans le cas de l'interaction de 'onde de choc primaire issue d’une explosion sous-
marine, les temps et les fréquences mis en jeu montrent que 'approximation temps court
semble bien adaptée dans la phase initiale du chargement, durant laquelle le cylindre n’a
pas (ou peu) le temps de se déformer mécaniquement, et ce d’autant mieux que 1'onde
de choc est de courte durée et que les fréquences de réponse de la structures sont basses.
Dans cette these, 'approximation temps court est utilisée pour calculer 1’énergie cinétique

atteinte par la paroi du cylindre a la fin de la premiere phase.

L’approximation temps long est quant a elle adaptée aux effets résiduels, tels que les
vibrations en basse fréquence de la structure apres passage de I'onde de choc transitoire.
Cette approximation est par exemple utilisée par [ZL01] pour le cas de la plaque circulaire
immergée impactée par une onde de choc. [Zon03] se sert de cette approximation pour
déterminer la réponse vibratoire d’une poutre immergée soumise aux pulsations de la bulle
produite par la détonation sous-marine d’une charge explosive. Dans le cadre de cette these,
I’approximation temps long est adoptée pour modéliser les effets inertiels de masse d’eau

ajoutée mis en jeu lorsque le cylindre se déforme durant la seconde phase.

3.2 Phase initiale : approximation temps court

3.2.1 Réponse a une onde incidente sphérique

Comme expliqué précédemment, I’approximation temps court est adoptée pour estimer

I’énergie cinétique atteinte par la paroi du cylindre a la fin de la premiere phase temporelle.
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3.2 Phase initiale : approximation temps court

Celui-ci est supposé totalement immergé, rempli d’air et encastré a ses extrémités, confor-
mément a la configuration des simulations numériques présentée au chapitre précédent.
Les effets de la pression d’immersion sont négligés pour le moment. La configuration du

probléme étudié est illustrée sur la figure 3.2.

Dans un domaine fluide supposé infini, I’onde de choc provoquée par ’explosion d’une
charge prend la forme d’une onde sphérique. Si la distance de tir est grande par rapport a
la dimension caractéristique de la structure traitée (Dy >> L), 'onde peut étre considérée
comme plane. Dans le cas ou I’explosion est relativement proche de la structure, la modéli-
sation en onde plane n’est plus valable et il devient nécessaire de tenir compte de la forme
sphérique de I'onde. Les développements suivants seront effectués a 'aide de 'approxima-
tion onde sphérique présentée dans le chapitre précédent, et utilisée dans certains solveurs
numériques avancés tels que USA [DeR89]. Le profil temporel de pression, en supposant la
décroissance en 1/D de 'amplitude de 'onde de choc, défini en un point S appartenant a

la surface mouillée du cylindre (figure 3.2) s’exprime alors plus généralement :

prs(t) = ll))op‘f (t — D_CDO) (3.6)

Ou Dy est, rappelons-le, la distance entre la charge explosive et le point le plus proche
sur la surface mouillée du cylindre, i. e. le premier point impacté par I’onde de choc. D
est la distance entre la source explosive et le point S appartenant a la paroi mouillée

du cylindre, et p; est le profil de pression incidente au niveau du standoff point Sy. Les

Ny
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FI1GURE 3.2 — Configuration initiale d'un cylindre immergé impacté par ’'onde de choc
primaire issu d’une explosion sous-marine.
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Chapitre 3. Modélisation simplifiée du chargement explosif

développements seront menés en considérant la forme en simple exponentielle décroissante
et en double exponentielle décroissante de ’'onde de choc primaire. Cette expression traduit
le fait que le pic de pression impactant un point S est plus faible qu’au niveau du standoff
point, et cette diminution suit une décroissance en 1/D. L’incidence de I'onde de choc par
rapport a la structure doit également étre prise en compte. La grandeur « est introduite,
elle correspond a ’angle formé par la direction de propagation de I'onde de choc primaire

avec la normale a la surface du cylindre au point courant S, tel que :

-

cosa=d-7 (3.7)

Pour modéliser le comportement du cylindre lors de 'approximation temps court de
I'interaction fluide-structure, le modele de Taylor [Tay41], développé a l'origine pour la
réponse d'une plaque a une onde de choc plane, est adapté au cas du cylindre immergé.
Ce modele est limité a une onde linéaire de pression qui n’entraine pas de changement
significatif de la densité du fluide, et est valide jusqu’a I'apparition de la cavitation. Selon
Kambouchev et al. [KNRO7], dans le cas d'une explosion sous-marine, la densité de 1'eau
reste constante pour des pressions de l'ordre de 10 GPa. Cette valeur est bien plus grande
que les niveaux de pression mis en jeu lorsque ’'onde de choc primaire issue d’une explosion
sous-marine impacte une structure. A titre d’exemple, dans le cas d’une charge de 500 kg
placée a 3 m d’une structure, soit un facteur de choc de 7.45, ce qui constitue une attaque

trés sévere, 'amplitude de 'onde de choc incidente est de 215 MPa.

Plusieurs auteurs ont utilisé le modele de Taylor pour étudier la réponse de structures
immergées ou non a un chargement explosif. Le cas d'une plaque métallique circulaire ou
rectangulaire a été étudié par Kennard [Ken44], Keil [Kei61] et Johnson et al. [JPST66].
Plusieurs travaux expérimentaux et théoriques sur ce probleme sont compilés dans le livre
de Cole [Col65]. Fleck & Deshpande [FD04] ont développé un modele analytique de réponse
d’une poutre sandwich encastrée a une onde de choc plane, en air ou en eau. Ce modele
a été amélioré et étendu au cas d'une plaque sandwich par Deshpande [DF05]. Egalement
basés sur I'hypothese de Taylor, d’autres modeles analytiques de réponse d’une plaque
sandwich & une onde de choc plane ont été mis au point par Wang et al. [WLF*13], Wang
et al. [WLL13], Schiffer & Tagarielli [ST14] [ST15] et Hoo Fatt & Sirivolu [HS17].

Durant la phase temporelle trés courte correspondant a ’approximation temps court,
les déformations mécaniques de la paroi du cylindre restent tres faibles. Il s’en suit que
les forces de raideur peuvent étre négligées par rapport aux forces d’inertie, c’est-a-dire
que le temps de réponse de la structure est tres grand devant la durée de mise en vitesse.

L’équation de conservation de la quantité de mouvement d’un petit élément unitaire autour
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3.2 Phase initiale : approximation temps court

d’un point S peut alors s’écrire :

mgd;:(t) = 2prs(t) — pevs(t) (3.8)

Ou wg(t) est la vitesse au point S, mg est la masse de I’élément unitaire au point S
par unité de surface. En choisissant la forme en simple exponentielle décroissante pour

exprimer la pression incidente prg au point S, 'équation (3.8) se réécrit :

dUS IOC 2PS 7(7&7 )/T
—(t) + —ws(t) = — e 3.9
0+ Dol = T (3.9)

Ou 7s = (D—Dy)/c est le délai correspondant au temps mis par 'onde de choc incidente
pour atteindre le point S. Les grandeurs Pg et T caractérisant 'onde de choc primaire au

point S sont calculées a ’aide des équations suivantes :

ml/3 ml/3
Ps = Kp(=5 )" Ts = Kem/* (=) (3.10)

Ou m, est la masse de la charge C' et Kp, Kr, Ap et Ar sont les parametres caracté-
ristiques de I'explosif utilisé, présentés au chapitre précédent. En faisant I’hypothese d'une
répartition uniforme de la masse sur toute la surface de la coque cylindrique (mg = m V.5),

le parametre suivant est défini :

T
ﬁszp S

— (3.11)

Bs est un coefficient adimensionnel. Le numérateur est la masse d’eau "déplacée" par
I’onde de choc primaire dans la direction normale & la paroi du cylindre au point S et
le dénominateur représente la masse surfacique de la coque. Afin d’évaluer les grandeurs
définies par les équations (3.10) et (3.11), la distance D et le cosinus de 'angle « sont &
déterminer en tout point S de la coque. Pour ce faire, les longueurs sont adimensionnées

par rapport a R, ce qui permet d’introduire les grandeurs adimensionnelles suivantes :

X=15 i =5 ; =4 (3.12)

En un point S, la distance adimensionnelle au point source de la charge 1 en fonction
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Chapitre 3. Modélisation simplifiée du chargement explosif

des variables x et 6 est donnée par :

n(x,0) = \/7]3 +2(1 —cos @) (1 4+ no) + x> (3.13)

Dans le repere (O|Z, v, 2), le vecteur unitaire d = SC'/D s’exprime de la maniére sui-
) ) )

vante :

- 1

d=—[—xZ+ (14 1o — cos )y — sin 07] (3.14)
n

Et le cosinus de 'angle a en un point S s’obtient en effectuant le produit scalaire de d

avec le vecteur normal unitaire 77 = cos 0y + sin 02" :

cosa(x,0) =d-it = ! [cos O(1 + no) — 1] (3.15)
n

3.2.2 Calcul de I’énergie cinétique transmise au cylindre

Une fois la distance D et le cosinus de l'angle o calculés, ’équation différentielle du
premier ordre (3.9) peut étre résolue. En négligeant le délai 7g associé a la propagation
de 'onde incidente, la solution générale de I’équation de conservation de la quantité de

mouvement s’écrit :

(14 cosa) 2PsTs

5 (i — G3) (e’ﬂst/Ts — e’t/Ts) (3.16)

Us(t) =

O le terme en (14 cosa)/2 est introduit pour prendre en compte les effets de I'incidence
de l'onde sur la coque cylindrique. Ce coefficient est extrait de 1’observation des profils de
pression mesurés lors d’essais effectués par la DGA a Toulon et présentés au chapitre
précédent. En substituant I’équation de la vitesse (3.16) dans ’équation de la pression

(3.4), on obtient ’expression suivante pour le champ de pression en un point S :

(14 cosa) 2Ps
2 1—Bs

ps(t) = (—Bge Pst/Ts 4 e7t/Ts) (3.17)

Au standoff point, pour D = Dy => cosa = 1, on vérifie que les epxressions de la
vitesse et de la pression sont identiques aux expressions obtenues par [Tay41] et [Bar07] se-

lon "'approximation onde plane pour une plaque circulaire. La surpression totale appliquée
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3.2 Phase initiale : approximation temps court

au standoff point p(t) s’exprime avec 1’équation suivante :

 opg
1—Bs

p(t) (—BgePst/Ts 4 et/Ts) (3.18)

Et pour la vitesse au standoff point v(t) :

(e38t/Ts _ eTs) ou yt) = 2V,—D5_(est/Ts _ oTs) (3.19)

9Py T
t) =
U( ) m pl _ BS

(1—Bs)

ouv, = ’;—i est la vitesse particulaire maximale de I'onde de choc. L’évolution de la sur-

pression relative p/2p,, et de la vitesse relative v/2V,, en fonction de fg a différents instants
t/Ts sont tracées respectivement sur les figures 3.3(a) et 3.3(b). Afin d’améliorer la lisibilité
des courbes aux limites f — 0 et § — oo, I’échelle des abscisses est logarithmique. Dans
le cas ou la masse surfacique de la paroi du cylindre est négligeable, i.e. § — oo, la vitesse
a chaque instant ¢/Ts tend vers deux fois la vitesse particulaire incidente correspondant
aux valeurs e~¥7s reportées en ordonnée sur la figure 3.3(b), et la surpression totale tend
vers zéro. La paroi du cylindre se comporte alors comme une interface libre. A I'opposé,
lorsque la masse surfacique de la paroi du cylindre est trés supérieure a la masse d’eau
déplacée, i.e. f — 0, la vitesse de la paroi reste nulle a chaque instant et la surpression

—t/Ts

totale est égale a deux fois la pression incidente correspondant aux valeurs e reportées

en ordonnée sur la figure 3.3(a). La paroi du cylindre est alors semblable a une interface
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—-0.5 .
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) e 2|
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Bs
(a) Pression relative p(t)/2Ps (b) Vitesse relative v(t)/2V,

FIGURE 3.3 — Tracés de pression relative et de la vitesse relative en fonction de (g a
différents instants ¢/Ts
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Chapitre 3. Modélisation simplifiée du chargement explosif

fixe.

A partir de I’équation (3.16) de la vitesse vg, il est possible de déterminer la vitesse
maximale atteinte par la paroi du cylindre en un point S sous l'effet de 'onde de choc, en

cherchant I'instant ¢ auquel la dérivée premiere de la vitesse s’annule :

dvs . (L+cosa)2Ps 1
F R (N

(—Bse Pst/Ts — e7t/Ts) (3.20)

Chercher le zéro de la dérivée revient & :

lnﬁs
Bs—1

— Boe PtTs _o7tTs = =>  Bg=eBs™DTs =5 4 =Ty <

) (3.21)

On détermine ainsi le temps t.g auquel la vitesse de la paroi de la coque en un point S

est maximale :

_ In B
tcS - TS (65 — 1) (322)

L’évolution du temps de coupure relatif ¢.5/Ts en fonction du coefficient adimensionnel

Bs est présentée sur la figure 3.4. En reportant cette expression dans la formule de la vitesse

0 L] Ll L] Ll
1073 10~ 10! 10° 10

Bs

FIGURE 3.4 — Tracé du temps de coupure relatif en fonction de [g
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3.2 Phase initiale : approximation temps court

vg(t), la vitesse maximale atteinte au point S se calcule avec 'équation suivante :

1 2PsTy 25 )
Via(S) = usltes) = L2 155y () - (L cono)
m

2V,Bs 75 (3.23)

La vitesse maximale relative est ainsi fonction des deux parametres Sg et «. Le premier
correspond a la masse de fluide "déplacée" rapportée a la masse surfacique du cylindre et

le second décrit la position du point considéré par rapport au point source :

Vin (14 cosa) =5
—_— = 3.24
i = s (3.24)

La figure 3.5 présente le tracé de la vitesse maximale relative en fonction du coefficient

adimensionnel g et de 'angle «. Il est intéressant d’exprimer la pression totale pg en un

F1GURE 3.5 — Evolution de la vitesse maximale relative en fonction du coefficient [Sg
et de 'angle «
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Chapitre 3. Modélisation simplifiée du chargement explosif

point S au temps t.g :

(14 cosa)) 2Pg

ps(te) = 9 1 ﬁs(—ﬂsefﬂstC/Ts + e*tc/Ts)
1+ cosa) 2P b -1
= st = T 2 (g gy g5
2 1-fs
1+ cosa) 2P =1 —1
= plrg) = L) 2 gI 5
2 1—fs
= Pslte) =0 (3.25)

On voit ici que le temps t.s est 'instant ou le chargement en pression s’annule et
correspond a la fin de la phase initiale. C’est également l'instant ou le phénomene de
cavitation apparait. Si 'on considere que la pression de cavitation de l’eau est proche
de zéro, ce qui est approximativement vrai lorsque la pression d’immersion est faible, le
critére proposé par Kirkwood [Kird5], stipulant que la cavitation apparait en un point S de
la coque si le temps de coupure t.g est inférieur au temps de diffraction 0y, est respecté. Ce
critere a été validé par des essais sur des plaques circulaires. Le seuil de cavitation ps = 0 est
utilisé dans la plupart des travaux portant sur le développement de modeles simplifiés, tels
ceux de Schiffer [ST14] et Hoo Fatt [HS17], méme si sous certaines conditions la pression
de cavitation peut étre légerement négative. Akulichev and Il'ichev [AI05] répertorient les
variations dans les seuils de pression de cavitation acoustique, i.e. la différence entre la

pression hydrostatique et la pression de cavitation hydrodynamique.
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FIGURE 3.6 — Champ de vitesse maximale transmis a la coque
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3.2 Phase initiale : approximation temps court

Le champ de vitesse maximale atteinte en tout point S de la coque cylindrique est
présenté en figure 3.6 pour le scénario d’explosion simulé numériquement dans le chapitre
précédent. Ce champ est calculé a 'aide de I’équation (3.23), et chaque valeur obtenue est
divisée par la vitesse maximale atteinte au standoff point V.., qui pour le scénario étudié
est égale & 92.3 m/s, ce qui est proche de la valeur obtenue numériquement (90 m.s~* pour
rappel). Ce champ de vitesse maximale est utilisé pour calculer 1’énergie cinétique atteinte

par la paroi de la coque immergée a la fin de la phase initiale :

_ 1 2
E, = /S SV (8)%dS (3.26)

La méme démarche peut étre suivie en considérant une pression incidente exprimée en
double exponentielle décroissante. De tels calculs ont été effectués par Barras [Bar12] dans
le cas de la plaque circulaire fixée a ses bords, pour deux épaisseurs de tole différentes (10
et 50 mm), la masse d’explosif variant de 1 a 1000 kg et la distance de tir de 1 et 50 m. 11
est montré que les résultats obtenus en terme de vitesse maximale transmise et de temps
de coupure sont quasiment identiques. Il en est de méme pour I’évolution de la pression
totale. Les énergies cinétiques maximales atteintes en fin de phase initiale, évaluées a I'aide
de I'équation (3.26) ne different donc que treés peu. Cette conclusion est en contradiction
avec les résultats de simulation numérique présentés dans le chapitre précédent. En effet,
I’enfoncement du cylindre obtenu avec la forme en double exponentielle est environ deux
fois plus important que celui calculé avec la forme en simple exponentielle, et il en est de
méme pour les énergies plastiques dissipées. Ceci illustre les limitations de la théorie de
Taylor, qui ne s’applique qu’aux premiers instants de I'interaction fluide-structure jusqu’au
temps de coupure t.s. Pour les plaques considérées par [Barl2], le rapport de masse (g
varie de 0.5 a 2.5. Pour ces valeurs, comme le montre la figure 3.4, le temps de coupure est
inférieur a Ts. Or, les formes en simple et double exponentielle décroissante sont identiques
jusqu’au temps T, donc en utilisant la théorie de Taylor, la paroi est chargée de la méme

maniere.

3.2.3 Validation et limitations de ’approximation temps court

Afin de valider I'approximation temps court de I'interaction fluide-structure présentée
dans ce chapitre, il est nécessaire de pouvoir comparer les résultats issus de cette approxi-
mation a une solution de référence, qu’elle soit issue d’essais ou de simulations numériques,
voir les deux. Du fait du manque de résultats d’essais exploitables dans la littérature, les
vitesses maximales atteintes et les énergies cinétiques atteintes seront validées par compa-
raison avec des résultats de simulations numériques LS-DYNA /USA. Rappelons ici que le
code USA développé par De Runtz [DeR89], couplé au solveur éléments finis LS-DYNA,

permet de simuler la réponse dynamique élasto-plastique d’une structure immergée aux
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Chapitre 3. Modélisation simplifiée du chargement explosif

explosions sous-marines en champ lointain, ou en champ proche en ne considérant que

I'onde de choc primaire.

Numéro M K P, T,
de cas kg MPa ms

1 0.4 1.51 132.03 0.056

2 0.5 1.68 144.03 0.059

3 0.7 1.99 164.23 0.064

4 0.9 2.26 181.14 0.068

5 1.1 2.50 195.88 0.071

6 1.3 2.71 209.7 0.074

7 1.5 2.92 221.7 0.077

8 1.7 3.10 232.13 0.079

TABLE 3.1 — Détails des scénarios de tir simulés numériquement

La démarche numérique exposée au chapitre précédent est suivie pour simuler huit
scénarios d’explosion, présentés dans le tableau 3.1. La distance de tir au standoff point
est fixe (Dy = 0.42) et différentes masses d’explosif m, sont considérées. Les grandeurs
caractéristiques de 'onde de choc primaire produite par la détonation de I’explosif sont
obtenues a l'aide des lois de similitude également présentées au chapitre précédent. Les
travaux de Ming et al. [MZXW16] ont montré, a partir de simulations numériques SPH,
que le profil du front d’onde est correctement estimé par les formules de Cole pour une
distance a la charge supérieur a environ 7 fois son rayon. On vérifie que pour les scénarios
étudiés, cette condition est remplie, excepté pour le cas 8, ou ce rapport est de 6.7. Les
parametres caractéristiques de I'explosif ne sont pas donnés dans cette these, pour des rai-
sons de confidentialité. Pour chaque scénario, le facteur de choc K = /m./Dy, la pression
maximale P, et la constante de temps T}, toutes deux évaluées au standoff point, sont
résumés dans le tableau 3.1. Les formes en simple et double exponentielles décroissantes

sont utilisées pour décrire 'onde de choc incidente.

Tous les scénarios sont suffisamment séveres pour que la coque cylindre se déforme
plastiquement ; en d’autres termes le bordé subit un enfoncement permanent. Pour chacun
des scénarios présentés dans le tableau 3.1, les profils de vitesse et I'enfoncement de la
coque, énergie dissipée par déformation plastique ainsi que les étendues longitudinale et

circonférentielle de la zone déformée sont post-traitées.

3.2.3.1 Justification de ’approximation temps court

On considere le scénario d’explosion associé aux résultats de simulation LS-DYNA /USA

présentés au chapitre précédent (scénario 5 du tableau 3.1). La pression incidente étant
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3.2 Phase initiale : approximation temps court
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numériquement a différents instants pour le cas 5 du tableau 1
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Chapitre 3. Modélisation simplifiée du chargement explosif

exprimée en simple exponentielle décroissante, on trace sur la figure 3.7 les profils longi-
tudinaux et circonférentiels de vitesse radiale (figures 3.7(a) et 3.7(b)) et du déplacement
radial (figures 3.7(c) et 3.7(d)) de la paroi du cylindre a différents instants. On met ainsi
en évidence le caractere sphérique de l'onde de choc, puisque la paroi du cylindre est
mise progressivement en vitesse par l'arrivée de I'onde de choc primaire. Un point si-
tué a la position z le long de la génératrice est impacté par I'onde de choc a un instant
At = (y/22 + D3 — Dy)/c apres le standoff point, et c’est bien ce qui est observé sur la
figure 3.7(c). Par exemple, en x = 1 m, le temps d’arrivée At est égal a 0.45 ms, et on
vérifie qu'au temps t = 0.4 ms, la vitesse et le déplacement de la paroi sont nuls, ce qui
n’est plus le cas a l'instant ¢ = 0.5 ms. De plus, la vitesse maximale atteinte en un point

de la paroi décroit avec la distance D par rapport au centre de la charge.

Concernant ’hypothése de non prise en compte des déformations mécaniques du cy-
lindre durant 'approximation temps court, celle-ci est validée localement, puisqu’en tout
point de la paroi, les tracés de la figure 3.7 montrent que la vitesse atteint son maximum
alors que le déplacement de la paroi est encore faible, de quelques mm tout au plus. Mais
en considérant I’ensemble du cylindre, du fait du délai de propagation de 1'onde de choc,
les points les plus éloignés de la charge sont mis en vitesse alors qu’au méme moment les
points au voisinage du standoff point se sont déja déplacés du quart de leur déplacement
final. Néanmoins, les temps de coupure t., sont de 'ordre de grandeur du temps T, ainsi
les pressions rayonnées par des points éloignés de la paroi du cylindre n’ont que tres peu

d’influence sur le phénomene bref de mise en vitesse d’un point.

Selon les travaux présentés par Cole [Col65], la décomposition linéaire des champs de
pression acoustique effectuée pour caractériser 'interaction de la paroi du cylindre avec
I’eau environnant n’est valide que pour des angles d’incidence « allant jusqu’a 70 °. Dans
le calcul de I'énergie cinétique, 'hypothese est faite de ne pas inclure la contribution des
points pour lesquels 'angle d’incidence est supérieur a 90 °. La valeur de I’angle 6;;,,, pour
I’anneau central du cylindre, associée a cette incidence rasante dépend de la distance Dj

de la charge et des caractéristiques géométriques du cylindre via la relation suivante :

0}im = arccos ( (3.27)

R—f—Do)

Cette valeur est identique pour tous les scénarios d’explosion récapitulés au tableau 3.1,
et vaut 51.3 °. Cette valeur est mise en évidence sur les figures 3.7(b) et 3.7(d), ou 'on
voit que les points situés au-dela atteignent des vitesses maximales faibles comparées aux

points situés pres du standoff point.
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3.2 Phase initiale : approximation temps court

3.2.3.2 Validation du calcul de la vitesse maximale

Pour valider le calcul de la vitesse maximale atteinte par la paroi du cylindre, les valeurs
du champ de vitesse maximale évaluées a I'aide de I’équation (3.23) sont comparées avec
celles issues des simulations numériques. Pour celles-ci, la quantité mesurée est I’'amplitude
du premier pic observé sur les courbes de vitesse des noeuds, visible sur la figure 2.10
du chapitre précédent. Ce premier pic correspond au régime impulsionnel du chargement
par I'onde de choc primaire, modélisé par 'approximation temps court de l'interaction

fluide-structure.

La figure 3.8 présente les valeurs des vitesses maximales atteintes au standoff point
calculées analytiquement et numériquement pour tous les cas définis dans le tableau 3.1.
Les niveaux obtenus par simulations numériques sont quasiment identiques en simple et
double exponentielle, ce qui est en accord avec les résultats obtenus par Barras [Barl2] et
présentés précédemment. Les valeurs calculées analytiquement sont tres proches de celles
obtenues numériquement pour tous les cas étudiés, avec un écart inférieur a 5 %, comme

illustré par les barres d’erreurs a plus ou moins 5 % représentées sur la figure 3.8.

L’évolution longitudinale de la vitesse maximale de la coque rapportée a la vitesse
maximale au standoff point est affichée sur la figure 3.9, pour les facteurs de choc K = 1.51
, K=2.5 et K = 3.1. Les barres d’erreurs a plus ou moins 5 % sont ajoutées pour le facteur
de choc K = 1.51. On constate que le modele analytique permet d’estimer correctement le

profil longitudinal des vitesses maximales. L’écart observé a partir de z = 1.3 m s’explique
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FIGURE 3.8 — Comparaison des vitesses maximales calculées au standoff point analy-
tiquement et numériquement
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3.2 Phase initiale : approximation temps court

par le fait que les extrémités du cylindre sont considérées encastrées dans les modeles
numériques, ce qui n’est pas le cas dans les modeles analytiques. Néanmoins, cet écart n’a
pas d’incidence sur le calcul de ’énergie cinétique transmise au cylindre (équation (3.26)),

puisque les vitesses des points situés aux extrémités du cylindre sont considérées nulles.

De la méme fagon, I’évolution circonférentielle de la vitesse maximale de la coque rap-
portée a la vitesse maximale au standoff point est tracée sur la figure 3.10, pour un angle
0 variant de 0 & 6y;,,,. Les barres d’erreurs a plus ou moins 5 % sont également indiquées
pour le facteur de choc K = 1.51. Le modele analytique donne des résultats proches des
simulations numériques pour un angle # allant de 0 °a environ 30 °, et surestime légerement
les vitesses maximales atteintes pour des angles supérieurs. Néanmoins, on peut globale-
ment estimer que le champ des vitesses maximales calculé analytiquement est en accord
avec celui post-traité a 'issue des simulations numériques. De plus, que ce soit analytique-
ment ou numériquement, la distribution des vitesses est identique quelle que soit la charge

d’explosif utilisée.

3.2.3.3 Comparaison des énergies

La figure 3.11 présente, pour chaque scénario présenté dans le tableau 3.1, une compa-
raison entre I’énergie cinétique F,. maximale de la coque en fin de phase initiale et I’énergie

E, dissipée plastiquement dans la coque obtenue a l'issue de la simulation numérique.

800 [
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FIGURE 3.11 — Comparaison de I’énergie cinétique E, transmise a la coque a la fin de
l’approximation temps courts avec I'énergie plastique E, dissipée par
la coque dans les simulations numériques
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Chapitre 3. Modélisation simplifiée du chargement explosif

On observe qu’en partant d’une pression incidente modélisée en simple exponentielle
décroissante, I'énergie plastique dissipée dans la coque est inférieure a 'énergie cinétique
atteinte a la fin de la premiere phase, quelque soit le facteur de choc considéré, 1’écart
diminuant lorsque facteur de choc K. augmente. Cet écart peut s’expliquer par la non prise
en compte de la cavitation dans les modeles numériques, ce qui entraine ’apparition d’une
forte pression négative a 'interface entre la paroi du cylindre et I’eau environnante, comme
montré dans le chapitre précédent. Par suite, la dépression dans le fluide au voisinage
du cylindre restreint I’enfoncement de la coque, ce qui se traduit par une diminution de

I’énergie dissipée plastiquement dans le cylindre.

Si l'on considere une pression incidente modélisée en double exponentielle décroissante,
I’énergie plastique dissipée est toujours supérieure a 1’énergie cinétique transmise, et 1’écart
augmente avec la sévérité du chargement, de 17.2 % pour le cas 1 & 102 % pour le cas
8, malgré la non prise en compte de la cavitation dans les modeles numériques. Ainsi
I’approximation temps court n’est pas suffisante pour traiter correctement l’interaction
fluide-structure mise en jeu au cours de la réponse du cylindre, puisqu’elle ne permet
pas de charger suffisamment en énergie la coque cylindrique. Cette limitation est due a
I'impossibilité de modéliser :

- le chargement additionnel en pression lié a la durée plus longue du chargement modélisé
en double exponentielle,

- les effets inertiels mis en jeu lorsque la coque se déforme mécaniquement dans 1’eau.

C’est pourquoi 'approximation temps long, associée a la seconde phase de déformation
et présentée dans la suite de ce chapitre, est couplée a 'approximation temps court, afin
de modéliser un chargement additionnel en pression de la paroi du cylindre permettant de

compenser 1'écart d’énergie constaté.

3.3 Seconde phase : approximation temps long

3.3.1 Calcul de la masse d’eau ajoutée
3.3.1.1 Meéthodologie de calcul

Apres le passage de I'onde de choc primaire, i.e. pour t > 63, marquant la fin de la
phase initiale du chargement, la coque cylindrique se déforme et toute I’énergie cinétique FE.
regue par la coque est supposée se transformer en énergie de déformation. En considérant
I'approximation temps long décrite par 1’équation (3.5), le mouvement de la paroi du
cylindre produit un chargement de pression proportionnel a la décélération de la coque. De
plus, en général, 8; >> Tg, ce qui fait que le champ de pression incidente s’est annulé, i.

e. prs(t) = 0. En reportant cette expression dans I’équation (2.31) de la RPF présentée au
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3.3 Seconde phase : approximation temps long

chapitre 2, la pression au point S s’écrit :

p(S,t) = -2 19u(t)

0 [ 555 (@S (3.28)

Ou la distance R est donnée par 'équation (3.1). Les simulations numériques menées
dans le cadre de ces travaux de thése montrent que la région enfoncée du cylindre a une
forme elliptique, comme illustré sur la figure 3.12(a), ’étendue circonférentielle variant avec
la position longitudinale x le long du cylindre. Afin de déterminer la masse d’eau ajoutée
a partir de 1’équation (3.28), on postule un champ de déplacement radial pour tout point

S de la zone déformée de la coque a chaque instant ¢ sous la forme :

0 st t<O0
wlSlt) = { 5(6)f(x)g(0) si t>0 (3.29)

Ou §(t) est la le déplacement radial de la paroi au standoff point en chaque instant. Les
fonctions f et g sont respectivement des fonctions de forme longitudinale et circonféren-
tielle, déterminées a partir d’essais expérimentaux et des simulations numériques. L’analyse
des déformées post-traitées a l'issue des calculs éléments finis réalisés dans le cadre de cette

these a permis de déterminer les expressions suivantes pour les fonctions de formes f et g :

)%)’ (3.30)

w(S:tr)/Wmax

0.2
0.1 :I
0 -

Déplacement
radial

a) b) <)

FI1GURE 3.12 — Notations pour le calcul de la masse d’eau ajoutée
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FIGURE 3.13 — Vue des profils de déplacements longitudinal et circonférentiel.

0 2 i 3 i 4 i 5
a(x)) +gs(a<x>) +g4(a(x)) +g5(a(x)) + g6(

)° (3.31)

9(0) = 1+ g1(——=) + ga(

0

a(z) a(z)

La fonction de forme f donnée par 'expression (3.30) est de la méme forme que celle
utilisée par Hoo Fatt [Hoo92| dans ses travaux. Dans I’équation (3.31), les coefficients g;,
listés en Annexe A, sont ajustés pour étre en accord avec les profils observés a l’issue
des simulations numériques. Un exemple de déformées longitudinale et transversale est
illustré sur la figure 3.13. Il correspond au scénario 7 du tableau 3.1, simulé en considérant
une pression incidente en simple exponentielle décroissante. Les fonctions f et g seront
a nouveau utilisées au chapitre suivant, consacré a la description du modele de réponse

mécanique de la coque.

Lorsque le choc est suffisamment sévere (K > 2), la figure 3.14(a) montre que cette
fonction de forme f approxime assez bien le profil final des déplacements du cylindre, avec
seulement de légeres différences aux extrémités de la zone déformée. Par contre, lorsque
les chocs sont moins séveres (K < 2) - dans le cas présenté I'enfoncement de la coque est
de l'ordre de I’épaisseur de la coque - la fonction de forme retenue ne concorde pas aussi
bien avec la déformée post-traitée a 'issue du calcul numérique. Il est a noter enfin que la
forme longitudinale f correspond a une déformation locale du cylindre; elle ne prend pas
en compte une flexion plastique d’ensemble de celui-ci, initiée par la formation de rotules
plastiques a ses extrémités. Hoo Fatt [HFWMIK96] a mis en évidence la nécessité de prendre
en compte ce mécanisme global lorsque le cylindre lisse est suffisamment long par rapport

a son diametre, sous peine de surestimer le niveau d’enfoncement de la coque.

Le modele développé dans le cadre de ces travaux n’est donc valable que pour des

cylindres dont la longueur n’est pas trop importante par rapport au diameétre, quelques
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3.3 Seconde phase : approximation temps long

diametres tout au plus, ce qui correspond généralement a 1’étendue maximale des tranches
de sous-marins. Concernant la fonction de forme g, la figure 3.14(b) montre que celle-ci
permet de représenter correctement le champ de déplacement radial d’une section du cy-
lindre lorsque le facteur de choc K est supérieur a 2 (ce qui est bien le cas des scénarios
traités dans la these). Pour des facteurs de choc plus faibles, ce qui correspond, en considé-
rant une pression incidente en simple exponentielle, a des enfoncements inférieurs a 3 fois
I’épaisseur de la coque, le champ de déplacement observé dans les simulations numériques
différe légerement de la fonction de forme g. En injectant le champ de déplacement (3.29)
dans I’équation (3.28), I'expression de la pression en un point S de la zone déformée du

cylindre est :

(S, 1) = / /a(x Ref(z <)d9dx (3.32)

a(z)

Ou 2¢ est I'étendue longitudinale de la zone enfoncée du cylindre, et a(z) = (7 —
ap)y/1 — (z/€)?, qui est 'équation d’une ellipse, voir figure 3.12(c). Par identification avec

I'équation (3.5), la masse d’eau ajoutée par unité de surface en un point S s’écrit :

/ / (9) SZACTEAPT Y (3.33)

16— : : : 1 : : :
o LS-Dyna/USA - K = 1.68 o LS-Dyna/USA - K = 1.68
A LS-Dyna/USA - K = 2.26 o A LS-Dyna/USA - K = 2.26
08l ¢ LS-Dyna/USA - K = 3.1 08| ¢ LS-Dyna/USA - K = 3.1 .
o —— Fonction f(x/¢) —— Fonction g(8/(m — ap))
@0.6 | o 7\@0.6 B
3 3
~ ~
= =04
o4l 1<
3 3
0.2 |
0.2 i
o
Aan Lol ol
0 | | | | | | |
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
Position longitudinale x/& Position circonférentielle 0/(m — ayg)
(a) Comparaison de la fonction de forme f (b) Comparaison de la fonction de forme g
avec le profil longitudinal de déplace- avec le profil circonférentiel de déplace-
ment pour différents scénarios. ment pour différents scénarios.

FIGURE 3.14 — Tracé des fonctions de formes et des profils de déplacement de la coque
calculés numériquement pour les cas 2, 4 et 8.
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Chapitre 3. Modélisation simplifiée du chargement explosif

Cette expression n’ayant pas de solution analytique, elle est évaluée numériquement en
chaque point S de la zone enfoncée du cylindre. L’intégrale (3.33) est impropre en S, ce
qui rend nécessaire le calcul de la valeur principale de Cauchy associée a cette intégrale,
comme expliqué au chapitre précédent dans la section 2.2.2. Ce faisant, un champ de masse

d’eau ajoutée est obtenu pour I’ensemble de la zone déformée de la coque cylindrique.

3.3.1.2 Etude quantitative de la masse d’eau ajoutée calculée

A la connaissance de I'auteur, il n’existe pas dans la littérature de formule analytique
de la masse d’eau ajoutée associée a la déformation plastique locale d'un cylindre immergé
impacté par une onde de choc. L’ouvrage de Blevins [Ble] propose une expression approchée
pour déterminer la masse d’eau ajoutée d’un cylindre immergé de dimension finie animé

d’un mouvement d’ensemble perpendiculaire a son axe :

MBlevins — qpr R2L (3.34)

Ou « est un terme correctif, dont la valeur dépend du rapport L/(2R). Dans cette
expression, M, est une quantité massique, qu’il convient de diviser par la surface du cylindre
2mRL pour obtenir la masse d’eau ajoutée surfacique mBvs. De son coté, Cole [Col65]
propose une expression pour déterminer la masse d’eau ajoutée surfacique au centre d’une
plaque circulaire de rayon a se déformant plastiquement suite a I'impact d’une onde de
choc. L’hypothese est faite que la déformée de la plaque a une forme parabolique. Le
déplacement vertical en tout point r de la plaque et a chaque instant ¢t s’écrit alors sous la

forme :

0 s2 t<0

2 . (3.35)
Wt)(1—-%) si t>0

Ou W (t) est la fleche au centre de la plaque en chaque instant. Cette approximation
quadratique permet d’approcher les observations effectuées lors d’expérimentations sur des
structures analogues [Aur98]. En utilisant ce champ de déplacement, 1'expression suivante
est obtenue pour la masse d’eau ajoutée surfacique au centre de la plaque :
2pa

plaque _ 2177 3.36
m(l 3 ( )

La formule proposée par Blevins (3.34) appliquée au cylindre considéré dans nos si-

mulations conduit & une masse d’eau ajoutée totale MPvns = 3103.4 kg, soit une masse
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3.3 Seconde phase : approximation temps long
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FIGURE 3.15 — Evolution de la masse d’eau ajoutée surfacique calculée au standoff
point en fonction de la surface déformée, pour une plaque circulaire
et un cylindre. Les courbes relatives au cylindre sont obtenues en fai-
sant varier £ de 0.01 m a 1.2 m, pour différentes valeurs de 1'étendue
circonférentielle d’enfoncement m — ag
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Fi1GURE 3.16 — Evolution de la masse d’eau ajoutée surfacique calculée au standoff
point en fonction de la surface déformée pour un cylindre. Les tracés
sont effectués en faisant varier m — ag de 1.8 °a 90 °pour différentes
valeurs fixes de 1’étendue longitudinale d’enfoncement &
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Chapitre 3. Modélisation simplifiée du chargement explosif

d’eau ajoutée surfacique mBevs = 252 kg.m~2. La formule (3.36) appliquée a une plaque
circulaire de méme surface que le cylindre (rayon de plaque a égal a 1.98 m) conduit une

masse d’eau ajoutée surfacique au centre de la plaque égale & 1320 kg.m 2.

L’évolution de m?!29%¢ en fonction de la surface de plaque déformée est tracée en rouge
sur la figure 3.15. Cette courbe est comparée aux évolutions de masse d’eau ajoutée sur-
facique m,(Sp) calculées au standoff point a 'aide de 1’équation (3.33), pour différentes
étendues circonférentielles m — g de section de coque déformée. Sur la figure 3.16, la
comparaison est faite avec les évolutions de masse d’eau ajoutée calculées pour différentes
étendues longitudinales £ de la zone déformée. On met ainsi en évidence le fait que la masse
d’eau ajoutée surfacique associée a la déformation de la coque cylindrique est toujours in-
férieure a celle de la plaque circulaire, pour une surface déformée identique. Cela est du
au fait que les fonctions de forme considérées sont différentes. L’intégration de la fonction
f(Z), avec T = /&, pour & variant de 0 a 1 est égale a 8/15, ce qui est inférieur a 2/3

(valeur obtenue en intégrant la forme quadratique (3.35)). De méme, 'intégration de g(6),

avec § = 0/(m — ayg), pour § variant de 0 & 1 est égale & 0.22.

3.3.2 Définition d’un champ simplifié de masse d’eau ajoutée

Pour incorporer le champ de masse d’eau ajoutée dans le modele analytique de défor-

mation du cylindre présenté au chapitre suivant, une expression simplifiée de ce champ est

— h2(0)
0.9} 1 09 0 w0 e Calcul Num. - K = 1.51
08| --- Calcul Num. - K =25

’ 0.8 - -----Calcul Num. - K = 3.1
0.7 | 1 07k

3 3
6| =
§0 6 SO
<05 | B
5 9 EJ:0.5
§0.4 I —hl(l‘) —§0.4 |
o3l Calcul Num. - K = 1.51 O .

: - -~ Calcul Num. - K = 2.5 | 03] B .
0.2 | -----Calcul Num. - K = 3.1 1 02} T
0.1 1 0.1} s

0 | | | | | | | | | 0 | | | | | | | | |

0 01 02 03 04 05 06 07 08 09 1 0 01 02 03 04 05 06 07 08 09 1
z/§ /(7 — ao) )
(a) Fonction hl(z) (b) Fonction h2(0)

FIGURE 3.17 — Tracé des fonctions de forme h1(x) et h2(6) et comparaison avec les pro-
fils longitudinaux et circonférentiels du champs de masse d’eau ajoutée
pour différentes étendues de zone déformée du cylindre.
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3.3 Seconde phase : approximation temps long

proposée :

ma(z,0) = Mohi(2)h2(0) (3.37)

Ou z,60 sont les coordonnées cylindriques du point courant S et M, = m,(Sy) est la
masse d’eau ajoutée évaluée au standoff point Sy. Les fonctions de forme h; et hy sont
déterminées a partir du champ de masse d’eau ajoutée "exact" construit par évaluation
numérique de I’équation (3.33). Les parametres d’endommagement & et « utilisés pour le
calcul de ce champs ont été mesurés a partir des déformées du cylindre obtenues a l’issue
des simulations numériques des scénarios de tir récapitulés dans le tableau 3.1. La fonction
hy peut étre exprimée sous la forme d’un polynéme d’ordre 3 en x, et est tracée en figure
3.17(a) :

x x

hi(z) =1+ hn(g) + h12<€

e

) +h13(£

)3 (3.38)

En ce qui concerne la fonction ho, elle est exprimée sous la forme d’un polynéme d’ordre
4, et est tracée en figure 3.17(b). Les valeurs des coefficients hq; et hy; sont données en

Annexe A.

lB) =1+ h Pl h(r) (339)
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Chapitre 4

Modele couplé fluide-structure de

réponse d’un cylindre lisse

Résumé

Dans les chapitres précédents, le solveur non linéaire par éléments finis LS-DYNA, couplé
au code linéaire par éléments de frontieres USA, a été utilisé avec succes pour simuler la
réponse d'un cylindre immergé soumis a ’onde de choc primaire issue de ’explosion d'une
mine sous-marine. Néanmoins, la mise en ceuvre d’un tel calcul nécessite du temps, aussi
bien pour mettre au point les modeles, pour réaliser les calculs que pour post-traiter les
résultats. Ce type d’outil est ainsi peu adapté a une étude de risque ou a une conception
d’avant-projet, pour lesquelles de nombreux scénarios de tirs doivent étre considérés. Le
présent chapitre est consacré a I’élaboration d’un modele simplifié permettant de simuler
la réponse dynamique d’un cylindre lisse immergé se déformant au cours de la seconde
phase du choc (approximation temps long).

Pour ce faire, une analogie est établie entre le comportement d'une coque cylindrique
soumise a un chargement asymétrique et celui d’une corde plastique reposant sur une fon-
dation plastique. Ce modele est construit a partir de fondements mathématiques présentés
par Hoo Fatt [Ho092]. Des expressions analytiques de I’enfoncement final du cylindre, des
déformations et de I’énergie plastique absorbée sont présentées. Les résultats obtenus sont
confrontés a des simulations numériques, ce qui permet justifier du bien fondé de ce modele
mais aussi d’en fixer les limites.
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Chapitre 4. Modele couplé fluide-structure de réponse d'un cylindre lisse

4.1 Etude bibliographique

Du fait des complications liées au chargement asymétrique en pression, a la réponse de
la coque en grands déplacements et au comportement non-linéaire du matériau, le probleme
de la réponse d'un cylindre soumis a une onde de choc issue d’'une explosion sous-marine
ne se préte pas aisément a une résolution analytique. Les premiers travaux sur la réponse
dynamique plastique de coques cylindriques soumises a un chargement impulsionnel uni-
forme et axisymétrique ont été effectués par Hodge [Hod55]. Jones & Oliveira [JDOS3] ont
ensuite repris ces travaux en y ajoutant les effets du cisaillement transverse et des inerties
de rotation. Gefken et al. [GIKKH88] ont prolongé I'analyse antérieure de Lindberg & Flo-
rence [LEF83] au cas d'un chargement latéral d’une pression radiale variant avec le cosinus
de la position circonférentielle et uniforme le long de la longueur de la coque. Des essais
menés sur des cylindres courts, encastrés a leurs extrémités ont révélé que les modes de
réponse consistaient en un plissement dynamique de la paroi suivant la direction circon-
férentielle suivi d'un important enfoncement de la coque. Ce type de comportement est

caractéristique de coques plutét minces (rapport du rayon sur 'épaisseur, R./h = 240).

Dans le cas de structures plus épaisses ou de structures minces renforcées par des
raidisseurs annulaires, la coque fléchit sans aucun plissement. Les enfoncement locaux de
cylindres épais (R./h < 40) impactés par des missiles sont ainsi décrits par Stronge [Str93]
et Corbett et al. [CRAH90] et comparés a des enfoncements sous poingonnement quasi-
statique. Plus récemment, Song et al. [SLJG14] ont développé un modele analytique de
la réponse plastique d’un cylindre soumis a une onde impulsionnelle de pression latérale,
uniforme sur la longueur du cylindre mais variant sur la circonférence. Li et al. [LLL15]
ont étudié expérimentalement la réponse d’une coque cylindrique remplie de sable chargé
par une feuille d’explosif sur un coté. A partir de ces essais, ils mettent au point un modele

semi-analytique validé par comparaison a des simulations numériques.

Parallelement au développement de solutions simplifiées des équations de la théorie des
coques, une approche alternative a consisté a modéliser la coque cylindrique comme une
corde plastique reposant sur une fondation plastique. L’analogie entre une coque cylindrique
sous chargement axisymétrique et une poutre-sur-fondation a trouvé son origine dans la
théorie des coques élastiques [DH52]. En 1977, ce modele a été utilisé par Calladine [Cal77]
dans le but de traiter les problemes de chargement non-axisymétrique d’une sphere et d’une
coque cylindrique élastique. Peu apres, Reid [Rei78] a étendu le modele de la poutre-sur-
fondation au domaine plastique en étudiant le pincement de tubes rigides-plastiques. Yu
& Stronge [YS90] [Str85] se sont appuyés sur le modele de la poutre-sur-fondation pour
calculer les déformations d'une coque impactée par des projectiles, mais leurs analyses
étaient limitées a de petits enfoncements. Pour étudier des problemes pour lesquels 1’en-

foncement central de la coque est de 'ordre de plusieurs fois son épaisseur, le modele de la
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poutre-sur-fondation peut étre étendu au domaine plastique de maniére a ce que 1’analo-
gie soit faite a présent entre une coque cylindrique et une corde-sur-fondation. Gurkok &
Hopkins [GH73] [GH81] ont montré qu’un tel enfoncement cause des changements signifi-
catifs dans une poutre encastrée a ses extrémités et soumise a un chargement transverse.
Lorsque le déplacement au centre de la poutre est de ’ordre de son épaisseur, les forces de
membrane deviennent prédominantes, ce qui augmente la capacité de charge de la poutre
et la fait se comporter comme une corde (état membranaire). Ainsi, la coque cylindrique
supposée rigide-plastique subissant un enfoncement relativement important va davantage

se comporter comme une corde-sur-fondation que comme une poutre-sur-fondation.

La réponse dynamique d’une corde plastique, mais sans fondation, a été abondamment
étudiée pendant et apres la Seconde Guerre Mondiale [Cri67]. Cependant, mis a part le
probléme de I'impact d’un aéronef contre le cable d'un ballon de barrage, aucune autre ap-
plication pratique de ces solutions n’a été trouvée. L’addition d’une fondation plastique a la
corde plastique a permis d’envisager de nouveaux usages a ce modele. Alors que la corde re-
présente la moyenne pondérée de la résistance axiale d'une coque cylindrique, la fondation
décrit la résistance de la coque a un écrasement latéral. Les deux mécanismes principaux de
résistance d'un cylindre étant inclus dans cette formulation, la corde sur fondation apparait
comme un modele réaliste pour résoudre divers problemes de dynamique. Mathématique-
ment, le probleme de la corde-sur-fondation est décrit par une équation d’onde in-homogene
associée a des conditions non linéaires de chargement et de déchargement. Il a été résolu
par Wierzbicki & Hoo Fatt [WF92] pour le probleme de I'impact d’une masse enfongant
une coque de fagon significative, i.e. conduisant a un enfoncement compris entre I’épaisseur
et 20 % du rayon du cylindre. La résolution, basée sur le principe de conservation de la
quantité de mouvement, fait appel a un nouveau concept de rotule d’extension se propa-
geant. Cette méthode de résolution a été utilisée par Hoo Fatt & Wierzbicki [HFW91] pour
prédire 'endommagement d’éléments tubulaires d’une plateforme offshore suite a la chute
accidentelle d'un collier de forage. Dans la plage des vitesses les plus élevées, les enfonce-
ments théoriques maximums calculés par Wierzbicki & Hoo Fatt [WF92] sont en accord

avec les résultats expérimentaux obtenus par Stronge [Str93].

Le modele de la corde-sur-fondation a aussi été utilisé par Hoo Fatt & Wierzbicki
[HWOI1] pour analyser la réponse plastique d’une coque cylindrique & un chargement de
pression localisé et transversal, mais constant dans le temps. Dans le cas d'une explosion
sous-marine, le chargement de pression varie bien évidemment avec le temps et Suliciu et
al. [MSSWHEF96] ont obtenu des solutions analytiques pour la réponse transitoire d’une
coque soumise a un pulse de pression en exponentielle décroissante. Hoo Fatt [Ho092] et
Wierzbicki & Hoo Fatt [WH93] ont également développé un modele simplifié basé sur
une forme modale de la solution en déplacement, qu’ils ont validé par comparaison avec
la solution exacte trouvée par Suliciu et al. [MSSWHEF96]. Par la suite, Hoo Fatt et al.
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Chapitre 4. Modele couplé fluide-structure de réponse d'un cylindre lisse

[HEWMEK96] ont résolu le probléme de la corde sur fondation plastique pour un cylindre
lisse chargé latéralement par un champ impulsionnel de pression dont I'amplitude varie le
long de la circonférence. Pour ce faire, ils ont utilisé une méthode de résolution basée sur des
séries de Fourier représentant les modes propres de la réponse de la corde. En comparant la
solution obtenue a des résultats de simulation numérique, ils ont montré que dans le cas de
cylindres longs, le modele sous-estime ’enfoncement de la coque car la flexion d’ensemble

du cylindre n’est pas prise en compte.

Dans ce chapitre, le modele de corde plastique sur fondation plastique est couplé aux
approximations temps court et temps long présentées au chapitre précédent. En repartant
de la méthode de résolution simplifiée développée dans sa these de doctorat par Hoo Fatt
[Ho092], des expressions analytiques de I'enfoncement et de I’énergie plastique de déforma-
tion de la coque cylindrique immergée sont obtenues. Ces résultats sont ensuite confrontés

aux simulations numériques et les limitations du modele développé sont discutées.

4.2 Formulation du probleme

Soit un cylindre de longueur L, de rayon R. et d’épaisseur h, tel que décrit sur la fi-
gure 4.1, encastré a ses extrémités (cloisons transversales pesantes). Celui-ci vient d’étre
impacté latéralement par une onde de choc produite par une explosion sous-marine, d’une
sévérité suffisante pour le déformer plastiquement dans une zone circonscrite exposée au
choc. L’énergie cinétique transmise par I’onde de choc au cylindre pendant la phase initiale
de chargement (approximation "temps court") est absorbée durant la seconde phase par dé-
formation plastique de celui-ci. Le champ de déplacement radial associé est noté w(z, 6,t),
ou x, # représentent les coordonnées axiales et tangentielles, et t est le temps. Durant cette
seconde phase (approximation "temps long"), on a vu au chapitre précédent que si I'on
néglige la pression de radiation résiduelle, le chargement que voit la coque cylindrique se
réduit aux effets inertiels de I'eau. La décélération de la coque produit ainsi au voisinage

du cylindre un chargement de pression p(z,0,t) proportionnel & cette décélération :

p(z,0,t) = —mgy(z,0)w(x,0,t) (4.1)

Dans cette expression, m,(x,) est la masse d’eau ajoutée par unité de surface en
un point situé dans la zone de déformation du cylindre. Dans le cadre des déplacements
modérément importants, les déformations élastiques peuvent étre considérées comme négli-
geables comparées aux déformations plastiques. Sous cette hypothése, le matériau isotrope
constituant le cylindre est supposé suivre une loi de comportement rigide parfaitement plas-
tique, caractérisée par une contrainte d’écoulement oy. Pour un matériau sujet a I’écrouis-

sage, cette contrainte d’écoulement est en fait une contrainte fixe, plus élevée que la limite
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élastique du matériau, correspondant a une déformation moyenne du matériau €,,oyenne lors

de la réponse de la structure a 'explosion, telle que 0¢g = 0 (€moyenne)-

L’équilibre global du cylindre est établi via le Principe des Puissances Virtuelles :

Wezt = Wint (4 2)

Ou W, est le taux de travail des forces extérieures et Wi, est le taux d’énergie de
déformation. En supposant un état de contrainte plan et en se basant sur une théorie

de coque de Love-Kirchhoff, I’équation (4.2) s’exprime en coordonnées cylindriques, ou
dSy = dzRdf -

pidSy — / (i )ibd Sy = / (Nugéas + Masfias)dSo (4.3)

So So So

Dans cette expression, €,s et A, désignent les tenseurs des taux de déformation et
de courbure et N,g et ot M,g les tenseurs correspondants des forces de membrane et des
moments de flexion. m = ph est la masse surfacique de la coque, supposée constante sur
I’étendue du cylindre. Sy représente la surface déformée de la paroi cylindrique. L’analyse
de résultats d’essais dans lesquels un cylindre lisse immergé est soumis a une explosion
sous-marine montre que cette déformée de paroi a une forme elliptique, ce qui fait que son

étendue circonférentielle varie en fonction de la coordonnée axiale z.

Py p(x,@,t) /p(x,B,t)
Wit
2% S o -
5 N7
SR N N Nl
\ R
v\h
L >

Configuration non-déformée Configuration déformée

FIGURE 4.1 — Géométrie et chargement du cylindre lisse.
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Chapitre 4. Modele couplé fluide-structure de réponse d'un cylindre lisse

4.2.1 Hypotheses et simplifications

Le taux d’énergie plastique dissipée dans la zone de déformation du cylindre, décrit par

le terme de droite de I’équation (4.3), se calcule a Iaide de I’expression suivante :

. 3 a(z)
Wint = 2/ 2RC/ (M:mclimc + MGO’%GG + 2M{L‘9’%£E9 + Nszxx + NGGéBG + 2Nx9€:p0)d6d$
0 0

(4.4)

Dans cette expression, 2§ est I’étendue longitudinale de la zone de déformation plastique

du cylindre et a(r) = (1 — ap)y/1 — (x/€)? (équation d’une ellipse). Pour des coques

relativement fines, i.e. 20 < R./h < 150, et dans la mesure ou les déplacements restent

modérément larges, i.e. W/ R < 0,2, quelques hypotheses peuvent étre faites afin d’obtenir

une expression plus simple du taux d’énergie de déformation plastique. Ces hypotheses

sont listées ci-dessous :

92

. La coque est supposée inextensible dans la direction circonférentielle, ainsi égg = 0, ce

qui signifie qu’aucune énergie n’est supposée étre dissipée en compression ou traction
circonférentielle. Cette hypothese n’est plus valable pour des coques cylindriques tres
fines, telles que R./h > 100.

. Dans ses travaux de these [Ho092], Hoo Fatt montre que le rapport entre le taux de

travail en flexion et le taux de travail en membrane est approximativement égal a
h/26;, ou 6, est le déplacement maximal de la paroi cylindrique. Lorsque le dépla-
cement maximal de la coque est plusieurs fois supérieur a son épaisseur, 1’énergie
dissipée en flexion axiale est négligeable comparée a 1’énergie dissipée en membrane,
ce qui signifie que M, k., ~ 0 dans I’équation (4.4). L’erreur associée a cette hypo-

these diminue lorsque la sévérité du choc augmente.

. Dans le cas d'un tube sous chargement latéral constant de type "knife loading", Mous-

soros et al. [MH95] montrent que les taux de travail des forces de cisaillement 2Mpk .0

et 2N, €9 sont insignifiants tant que w/R. < 0, 2.

. Un critere simplifié de plasticité est utilisé, selon lequel le moment de flexion circon-

férentielle Myy est supposé indépendant de la force axiale N, :
| Moo| = My, | Naw| = Npi (4.5)

Ici, My = ooh?/4 est le moment plastique par unité de longueur et N, = ooh la
force plastique axiale par unité de longueur. Remarquons au passage que le critere

choisi circonscrit le critere de plasticité de Huber-Mises, qui serait représenté par une



4.2 Formulation du probleme

ellipse couplant les contraintes généralisées, comme le montre la figure (4.2), tirée
de [HW91]. Ainsi, le choix d'un critére "circonscrit” implique une sur-estimation de
la force résistante de la coque alors que le choix d’un critere "inscrit" implique une

sous-estimation de la raideur du cylindre.

5. La coque est supposée encastrée a ses deux extrémités et les déplacements axiaux sont
considérés négligeables. Suivant la théorie des déplacement modérément importants,
le taux de déformation axial est calculé avec la relation €,, = w’w’ ou le prime désigne

la différentiation par rapport a z.

Compte tenu de ces hypotheses, I’expression du taux d’énergie dissipée par déformation

plastique (4.4) se simplifie :

. 3 a(z)
W, =2 / 2R, / (| Myufigo| + |Nyuw'ai'|) dédz (4.6)
0 0

Dans cette expression, les valeurs absolues permettent d’assurer une dissipation d’éner-
gie positive, sans considération pour le signe de fgy ou w'w’. Les deux termes de droite
de I’équation (4.6) représentent, respectivement, le taux d’énergie dissipée en flexion plas-

7 Y

tique circonférentielle (écrasement des anneaux du cylindre) et le taux d’énergie absorbée

Nxx
Critére circonscrit Critére de Huber-Mises
™ I

1

05 1+

Critére inscrit
| |
-1 05 05 0613 Mpgg

05+

-1

FIGURE 4.2 — Critere de plasticité de Huber-Mises et criteres de plasticité simplifiés
utilisés dans le modele. [HWO91]
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Chapitre 4. Modele couplé fluide-structure de réponse d'un cylindre lisse

en déformation plastique de membrane (allongement des génératrices). Dans le modele
présenté, ces deux composantes sont découplées, ce qui simplifie la résolution mathéma-
tique du probleme. Physiquement, cela revient a considérer le cylindre comme un ensemble
de génératrices indépendantes les unes des autres, supportant des anneaux indépendants,

pouvant se déformer les uns par rapport aux autres sans cisaillement.

4.2.2 Modele de la corde rigide plastique sur fondation plastique

En remplagant dans I’équation (4.3) la pression p et le taux d’énergie dissipée en dé-
formation plastique par leurs expressions données respectivement par les équations (4.1)

et (4.6), le probleme se réécrit sous la forme suivante :

2/ 2R, / —mg(z, 0)ww — mi)dfdz = 2/ 2R, /az (| Mpifge| + | Npw'i'|)dOda
(4.7)

En suivant la procédure développée par Hoo Fatt and Wierzbicki [HW91], ’équation

(4.7) peut étre intégrée suivant la direction circonférentielle 6, pour donner :

2/05 (Mg ()W (x, t)w(z,t))dr + 2/£ m(z)w(x, t)w(z,t))de

+ 2/ (,1))dz + 2/ (@) (, )i (2, 1))dz = 0 (4.8)

Ou les fonctions équivalentes suivantes sont introduites :

1. Une masse linéique équivalente :
m(a)i(x, 0, )i (th)—2Rm/ w(x,8,t)dd (4.9)

2. Une masse d’eau ajoutée linéique équivalente :

a(x)
o (2)i(z, 0, )i (z, 0, ) = 2R, / ma(z, 8)tini(z, 0, t)dd (4.10)
0
3. Une force axiale équivalente :
_ a(z)
N(@)w'(z, 0, )i (z,0,t) = 2R.N,, / w'(z, 0,000 (x, 0, t)d0 (4.11)
0
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4.2 Formulation du probleme

4. Un moment résistant équivalent :
_ a(z)
G(x)i(z,0,1) = 2R, / | M, 1figo|d6 (4.12)
0

La démarche proposée par Wierzbicki et Hoo Fatt permet en fait de "regrouper' les
quantités relatives a un anneau au niveau d’une seule génératrice située a 6 = 0. Les
déplacements radiaux w et les efforts internes deviennent ainsi des fonctions de x et de t
seulement. Remarquons également que la barre située au dessus des termes qui apparaissent
dans les expressions (4.9) a (4.12) désigne une quantité qui a ét¢ intégrée suivant la direction
circonférentielle, et pondérée par le champ circonférentiel de vitesse. Le calcul des fonctions
équivalentes requiert de postuler un mécanisme adéquat de déformation des sections du

cylindre (des anneaux).

Cette technique permet de modéliser une coque cylindrique sous déformation plastique
importante comme une corde rigide-plastique reposant sur une fondation rigide plastique.
Ce modele est illustré en figure (4.3), ou g(x) est la résistance a I’écrasement d’un anneau a
la position z, d'une masse linéique équivalente m(x) augmentée de la masse d’eau ajoutée
linéique équivalente mg(z), dont la résistance a I'allongement est N(z). Dans sa these, Mi-
chele Hoo Fatt [Hoo92] postule plusieurs mécanismes possibles pour calculer ces fonctions
équivalentes, mais elle retient un mécanisme simplifié d’écrasement du tube constitué de 5
rotules plastiques stationnaires. Afin de simplifier la résolution de I’équation (4.8), elle fait
également I’hypothese que ces fonctions équivalentes sont relativement peu dépendantes de
x, elles sont donc remplacées par une valeur moyenne et deviennent ainsi des parametres

équivalents constants.

Compte tenu de ces simplifications, le probléme se réduit a la résolution d’une équation
d’onde in-homogene associée a des conditions aux limites in-homogenes en z = £ et a une

condition initiale en vitesse dans le cas d’un chargement d’onde de choc. La résolution

N
N
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-
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F1GURE 4.3 — Modele de la corde rigide plastique sur fondation rigide plastique.
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Chapitre 4. Modele couplé fluide-structure de réponse d'un cylindre lisse

mathématique exacte afin d’obtenir une expression analytique du champ de déplacement
w(z,t) reste une tache fort compliquée, et n’a été faite que partiellement par Hoo Fatt
[Ho092]. La solution trouvée n’est valide que pour des explosions dont I'impulsion transmise
a la coque est inférieure a une valeur critique. De plus, I’étendue longitudinale de la zone
déformée est supposée égale a celle de la pression incidente ; or les simulations numériques
présentées au chapitre précédent montrent que ce n’est pas toujours le cas. Une résolution
plus complete du probléeme de la corde plastique sur fondation plastique soumise a un
chargement impulsionnel est présentée dans [MSSWHIE96]. Une unique forme déformée de
la corde est déterminée, mais 1’état de contraintes et la force de réaction de la fondation
associés ne sont pas uniques. Néanmoins, le champ impulsionnel de pression utilisé a une
forme rectangulaire, ce qui ne correspond pas a la forme des champs de pression mesurée

pour des explosions en champ proche.

Pour des chocs avec une impulsion plus élevée que cette limite, Hoo Fatt [Hoo92| pro-
pose une méthode de résolution simplifiée, en postulant une forme modale du champ de
déplacement de la corde. Cette forme, déterminée a partir de ’étude de la solution exacte,
approxime correctement le champ de déplacement pour des impulsions transmises impor-
tantes. Hoo Fatt montre que I'utilisation d’une forme modale de la réponse permet d’obtenir
une solution simplifiée proche & 10 % de la solution exacte pour le déplacement maximal
de la corde a I'impulsion critique. Néanmoins, la solution exacte du probléme théorique n’a

pas été validée par comparaison a des essais ou a des simulations numériques.

4.3 Détermination de la déformée finale

Dans les travaux réalisés dans le cadre de cette these, la résolution de I’équation se
fera en postulant la forme modale suivante pour le champ de déplacement : w(z,0,t) =
0(t) f(x)g(0). Sous cette hypothese, les formes des déformées des génératrices et des anneaux
ne varient pas avec le temps mais leur amplitude §(t), qui devient I'inconnue du probléme,
varie elle avec le temps. Les deux fonctions de forme f et g ont été introduites au chapitre
précédent lors du calcul de la masse d’eau ajoutée. En notant que w(x,t) = §(t) f(z) et en
regroupant les termes sous une méme intégrale, I’équation d’équilibre (4.8) se réécrit de la

fagon suivante :

2 /06 (Ma(@)0().f?(2) + m()o(t)f*(x) + N(@)3(t)(f'(2))* + G(x) f(x))d(t)dw = 0 (4.13)

A partir des fonctions de forme présentées précédemment, la détermination des expres-

sions des fonctions équivalentes devient analytiquement possible. Les calculs correspon-
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4.3 Détermination de la déformée finale

dants sont détaillés en Annexe B. Les expressions des fonctions équivalentes sont ensuite
reportées dans I'équation (4.13) puis, en partant du fait que §(t) > 0 V¢ (la coque est
supposée ne se déformer que plastiquement), les termes de cette équation sont intégrés

suivant x. Ce qui permet d’obtenir I’équation différentielle du second ordre suivante :

asd(t) + azd(t) + a1 =0 (4.14)

dans laquelle, rappelons-le, d(t) désigne 'amplitude de la fleche au stand-off point. A

cette équation sont associées la condition initiale en déplacement :

5(0) =0 (4.15)

et la condition initiale en vitesse :

5(0) = &; (4.16)

Dans I’équation (4.14), les coefficients a1, ay and as, dont les calculs sont détaillés en

Annexe C, ont pour expression :

L, 3
a; = 16(1 — @) (4.17)
NI - 29)28 (4.18)
Q=N T 6 '
et
a5 = () + .G Yme(1 — 20y 95T (4.19)

On remarque que les coefficients ay, as et az dépendent a la fois des étendues longitu-
dinale et circonférentielle de la zone déformée du cylindre. Ainsi, £ et oy sont a considérer
comme des parametres caractéristiques de la réponse du cylindre a une explosion sous-
marine. C’est pourquoi il est nécessaire de pouvoir les déterminer correctement, en prenant
en compte les dimensions du cylindre et les propriétés du matériaux, ainsi que la configu-

ration du chargement explosif.
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4.3.1 Calcul de la condition initiale en vitesse

La condition initiale en vitesse est obtenue a partir de I’énergie cinétique E. transmise
a la paroi du cylindre par 'onde de choc a la fin de la phase initiale. En égalant cette

énergie transmise avec ’énergie cinétique initiale de la zone enfoncée du bordé U, il vient :

E =U, = / / g™ (1(z,0))* R.dOdzx (4.20)

Dans cette expression, 1w;(z,0) = 0(0)f(z)g(f) = dif(x)g(f) est le champ de vitesse
initiale de la zone déformée du cylindre. En reportant dans 1’équation (4.20), I’énergie

cinétique initiale de la zone déformée devient :

& ra(x) .
U, = / / 2R,md2f (x)2g(0)2d0dx (4.21)
0 0

L’intégrale du terme de droite est similaire a celle associée au terme de masse linéique
équivalente de la coque. En suivant une démarche similaire, on obtient I’expression suivante

pour ’énergie cinétique initiale de la zone déformée :

(&%) 631

U; = 2R.mGn02mé(1 — 7)53 (4.22)

En posant m' = 2R.mG,,, et compte tenu de I’égalité (4.20), la condition initiale en

vitesse 9; peut se calculer avec I'expression :

5 =06(0) = J m%(lE_c o (4.23)

512

La démarche proposée ici est différente de celle adoptée par Hoo Fatt dans sa these, ou
la vitesse initiale est obtenue a partir du calcul d’'une impulsion équivalente transmise a la
corde [Ho092|. Ce calcul fait apparaitre un coefficient, nommé 6, dans sa these, semblable
a celui utilisé dans 'estimation de la masse linéique équivalente. La détermination de ce
coefficient, dans le cadre d’une explosion sous-marine, devient compliquée du fait de la
présence du fluide autour du cylindre. Pour tenir compte de I'interaction entre la paroi et
le fluide environnant, Wierzbicki & Hoo Fatt [WH93] modifient sans réelle justification la
valeur de Oy, le faisant passer de 0.5 (cylindre soumis & une explosion en air) a 1.5 (cylindre
immergé soumis a une explosion sous-marine), afin de corréler les fleches obtenues par calcul

a des résultats expérimentaux.
Dans le modele présenté dans cette these, la détermination de la vitesse initiale de la
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4.3 Détermination de la déformée finale

corde ne fait plus apparaitre de "coefficients ajustables" et difficilement justifiables. Méme
si 'équation (4.23) s’appuie sur les parametres d’endommagement £ et ag, ceux-ci sont
mesurables ou, comme nous le verrons plus tard, peuvent étre obtenus a partir d’un bilan
d’énergie. Il est également important de préciser que le champ de vitesse initiale utilisé
pour déterminer la réponse de la corde est différent du champ de vitesses impulsionnelles
calculé a la fin de la phase initiale (approximation temps court). Concrétement, la démarche
présentée ci-dessus consiste a dissiper par déformation plastique du cylindre I'intégralité

de I’énergie cinétique transmise par I’onde de choc primaire.

4.3.2 Expressions de la fleche et des déformations plastiques

L’équation différentielle (4.14) associée aux conditions initiales (4.15) et (4.23) a pour

a1 a2 s /as . a2
5(t) = ““(cos |t — 1) + 6;, | > sin | —t 4.24
(1) o (cos o )+ o sin o ( )

La fleche finale au standoff point est définie par 6; = 0(ty) ou t; est le temps auquel

solution :

la vitesse de la paroi cylindrique s’annule (6(¢;) = 0) : il n’y a aucune oscillation élastique
puisque le matériau est supposé rigide parfaitement plastique. En annulant la dérivée de

I'expression (4.24) par rapport au temps, la relation suivante s’obtient :

a 0;
tan 1/—2tf = —\/azaz (4.25)
as ai
Le terme de droite étant toujours positif, 'expression de ¢y s’écrit :

/ W
ty = Zzarctan(a\/agag) (4.26)

1

En reportant cette expression de t; dans 'équation (4.24) et en utilisant les identités
trigonométriques sin(arctan(x)) = x/vV1+4 2% et cos(arctan(x)) = 1/v/1+ 22, la fleche

finale au standoff point peut étre calculée a ’aide de I'expression suivante :

a; ay —/ai + 2azas 2as
op = 0(tg) = . ( + ) (4.27)
v ai + 02azas a2 ay

ot les coefficients a;, as et ag sont obtenus & partir des équations (4.17), (4.18) et (4.19).

Les évolutions temporelles des valeurs adimensionnelles de fleche 6(t)/d; et de vitesse d(t)/d;

au stand-off point sont représentées sur la figure 4.4. A un instant ¢, une fois connue la
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fleche au standoff point §(t), le taux de déformation axiale dans une génératrice de la coque

se calcule de la fagon suivante (le déplacement axial u est supposé nul) :

—4x

e )))? (4.28)

éro(,0) = w'i = 8(1)0(t)g>(0) (f'(2))* = 6(1)3(1)g*(6)(

(1—(2

De méme, le taux de déformation circonférentielle associée a 1’écrasement d’un anneau

situé a une distance x du stand-off point s’écrit :

. e bl BIS060)f(
oo, 0) = g = 5 100l _ 1 ")

c

(4.29)

Connaissant les taux de déformations plastiques axiale et circonférentielle, la déforma-
tion plastique effective €. en un point de coordonnées (z, 6) peut étre calculée a l'aide de

la formule suivante :

t t 2
erp(@.0) = [Tl 0)dt = [71)Z (@, + Gat (4.30)

L’évaluation détaillée de cette équation sera abordée dans la section 4.4.4 et les défor-
mations effectives obtenues pour un scénario donné seront comparées a des résultats de

simulation numérique.

4.3.3 Calcul de I’énergie plastique dissipée
L’énergie dissipée par déformation plastique de la coque s’obtient par intégration du

taux d’énergie plastique, lui-méme défini par I’équation (4.6) :

ty . ty . ty .
Wi = [ Wanadt = [ Wondt + [ Wyt = Wy, + W (4.31)
0 0 0

Dans Pexpression ci-dessus, W,, est le taux d’énergie dissipée par les forces de mem-
brane (premier terme de I'équation (4.6)) et W, est le taux d’énergie dissipée en flexion
circonférentielle (second terme de 'équation (4.6)). En reprenant la démarche suivie pour
aboutir a I’équation différentielle régissant I’enfoncement du bordé, on obtient I'expression

du taux d’énergie dissipée en membrane :

. 13 a(z) .
W,, =2 / 2R, / | N, |dfdz = 28()8(t)as (4.32)
0 0
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FIGURE 4.4 — Fleche centrale (au stand off) adimensionnelle et vitesse centrale adi-
mensionnelle en fonction du temps adimensionnalisé

O le coefficient ag est donné par 1’équation (4.18). De la méme fagon, 'expression du

taux d’énergie dissipée en flexion circonférentielle s’écrit :

. £ ra@ .
W, = 2 / 2R, / | Myfigoldbdz = 25(t)ay (4.33)
0 0

Ou le coefficient a; est donné par I’équation (4.17). L’énergie plastique totale s’obtient
alors en intégrant les expressions (4.32) et (4.33) entre 0 en ¢ et en sommant les expressions

obtenues (équation (4.31)) :

Wine = a207 + 2a10; (4.34)

4.4 Validation du modele simplifié

4.4.1 Démarche de validation

Dans cette section, la méthode analytique proposée pour déterminer la réponse d’un
cylindre immergé a une onde de choc primaire est progressivement validée par comparaison
a des résultats de simulations numériques et ses limitations sont mises en évidence. Dans

un premier temps, afin de valider le modele mécanique de la corde plastique sur fondation
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Chapitre 4. Modele couplé fluide-structure de réponse d'un cylindre lisse

plastique, un cylindre "sec" (i.e. non immergé) est soumis au champ de vitesse initial défini
par ’équation (3.23). Dans ce cas, le champ de masse d’eau ajoutée surfacique m,(x, )
donné par 'équation (3.37) est fixé a zéro. Les simulations numériques sont effectuées &
I'aide du solveur LS-DYNA seul (sans USA), en considérant ’ensemble des scénarios listés
dans le tableau 3.1 et le cylindre décrit dans le tableau 2.2. Les enfoncements du cylindre au
standoff point calculés a I'aide de I’équation (4.27) sont ensuite comparés aux enfoncements

post-traités a l'issue des simulations numériques.

Dans un second temps, le méme champ de vitesse initiale est appliqué sur le cylindre
immergé. Les effets inertiels de ’eau sont modélisés par une masse constante d’eau ajoutée
a la masse du cylindre. Dans le modele analytique, la masse d’eau ajoutée m,(x,0) est
calculée par I’équation (3.37). Dans le modele numérique, la méme masse d’eau ajoutée
est répartie sur la zone déformée du cylindre en utilisant des masses ponctuelles nodales,
comme illustré sur la figure 4.5. Les enfoncements au standoff point et les énergies de
déformation plastique sont a nouveau comparés pour tous les scénarios listés dans le tableau
3.1.

Dans un troisieme temps, le comportement du cylindre immergé soumis a une onde
de choc primaire est simulé a 'aide de 1'outil LS-DYNA/USA. Pour tous les scénarios
étudiés (tableau 3.1), les résultats analytiques sont confrontés aux simulations numériques
et les différences observées sur les enfoncements et les énergies de déformations permettent,
en conclusion, de mettre en évidence les qualités mais aussi les limitations du modele

développé.

4.4.2 Analyse d’un cylindre "sec" (non immergé) soumis 4 un

champ de vitesse impulsionnelle

Dans cette premiere étape, le cylindre est supposé non immergé. Les huit scénarios
d’explosion décrits dans le tableau 3.1 sont considérés pour calculer les champs de vitesse
impulsionnelle associés. Dans le modéle numérique (LS-DYNA), le champ de vitesse cal-
culé par 'équation (3.23) est appliqué aux nceuds du cylindre supposés étre impactés par
I'onde de choc. L’objectif étant de valider le modele analytique, les parametres d’endom-
magement £ et aq utilisés dans I’équation (4.27) sont mesurés a partir des zones déformées
plastiquement post-traitées a I'issue des simulations numériques. De plus, I’équation (4.27)

est appliquée en utilisant les deux criteres "inscrit" et "circonscrit" de plasticité.

Sur la figure 4.6, les enfoncements au standoff point obtenus a l'aide de I’équation
(4.27) sont comparés a ceux obtenus numériquement. Les enfoncements calculés a 1'aide des
formules développées par Hoo Fatt [Hoo92] sont également reportés sur cette figure. Quel
que soit le facteur de choc et le critere de plasticité utilisé, on constate clairement que le

modele de la corde plastique sur fondation plastique surestime largement les enfoncements
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4.4 Validation du modele simplifié

FIGURE 4.5 — Vue du modele éléments finis pour le cas 5. Les masses nodales, modéli-
sant la masse d’eau ajoutée, sont affichées en violet

500 [ 7]
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FI1GURE 4.6 — Enfoncement final de la coque au stanfoff point en fonction du facteur de
choc K (comparaison de la solution numérique avec celle de 1’équation

(4.27))
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de la coque. Cela est dii au fait que, lors du calcul des coefficients a1, as et ag, les parametres
d’endommagements £ et aq restent invariants dans le temps. Autrement dit, la surface de
la zone déformée est supposée rester constante tout au long de la réponse de la coque

cylindrique, alors qu’en réalité elle varie entre zéro et sa valeur maximale.

4.4.2.1 Corrections du modele mécanique

Le modele est donc amélioré en considérant que les parametres d’endommagement &
et ap varient linéairement entre zéro et leur valeur maximale, ce qui revient a calculer des

valeurs moyennes pour les coefficients a; a I'aide de 1’équation suivante :

1 gmaz A0mazx
5 = / / as(€, o) daodé (4.35)
€ €T

(fmax - €1£maa:)(a0max - 627T) 1€maz

Dans cette expression, €;&,4: €t €27 sont respectivement les valeurs initiales des lon-
gueurs d’endommagement longitudinal et circonférentiel, comme montré en figure 4.7. La
détermination des coeflicients a; est détaillée en Annexe D. Tout calculs faits, les expres-

sions suivantes sont obtenues :

~ 36 gmax(l + 61) Aomaz - |: Qomaz :|

= — In(l— —In(1— 4.36
M 16 2 (QOmax - 627T> Qomaz n( T ) n( 62) ( )
B 5N't —In(e;) QOmaz Qomaz €9 eam

= 1-— — 4.37
2 16 fmam(l - 61) (CVOmax - 6277-) 27T Aomazx + 2a0max ( )

_ 637(m +m, G ) Emae(1 4 €1) OOmaz | _ Comaz e e
)

az = -
512 2 (a()max — €T 2 Qomaz 2050maac
(4.38)
-4 2L -
Zone déformée initiale Zone déformée finale
S ax)
A1 3 — -
) @ {2t ) )
c Zflgmax

FIGURE 4.7 — Représentation schématique de I’évolution temporelle de la zone enfoncée
du cylindre
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4.4 Validation du modele simplifié

En prenant €; = 1075 et €, = 1 — €, et en utilisant les coefficients moyennés a;, a, et
a3 dans I’équation (4.27), les énergies de déformation plastique et les enfoncements finaux
correlent bien mieux avec les résultats des simulations numériques, comme illustré respecti-
vement sur les figures 4.8(a) et 4.8(b). Le léger écart observé sur I’énergie plastique (figure
4.8(a)) s’explique par une perte numérique mineure d’énergie totale dans les simulations
numériques par rapport a I’énergie cinétique initiale fournie par le champ initial de vitesse

impulsionnelle, visible sur la figure 4.9.

La figure 4.8(b) montre par ailleurs que lorsque le facteur de choc est "faible’; les deux
modeles "circonscrit" et "inscrit" surestiment les enfoncements de la coque. Ce résultat a été
montré par Hoo Fatt [Hoo92], qui écrit que lorsque I’épaisseur de la coque et I’enfoncement
sont du méme ordre, le moment de flexion axial ne peut étre négligé par rapport aux autres
modes de déformation. C’est d’ailleurs ce qui explique que la fonction de forme choisie f
est moins pertinente pour les faibles facteurs de choc. La surestimation des enfoncements
s’explique aussi en partie par la quantité d’énergie de déformation plastique interne plus
importante dans le modele de la corde sur fondation que dans les simulations numériques,

comme constaté en figure 4.8(a).

De plus, dans le modele de la corde plastique, il est supposé que toute 1’énergie cinétique
atteinte par la coque a la fin de la phase initiale est absorbée dans la zone enfoncée. Or,
lorsqu’on analyse les résultats des simulations numériques, on observe qu’une petite partie
de I’énergie cinétique est absorbée plastiquement au niveau des encastrements. Le modele

analytique ne prenant pas en compte les déformations plastiques pres des extrémités du

400

a50 1 _ 1 150 —e—LS-DYNA
——LS DYNA —a— Circonscrit
—— Analytique —— Inscrit

300 | k

Enfoncement (mm)
[
]
[e]

100 € = 1075

50 ! ! ! ! ! ! ! ! 25 ! ! ! ! ! ! !
1.6 1.8 2 2.2 2.4 2.6 2.8 3 1.6 1.8 2 2.2 2.4 2.6 2.8 3

Facteur de choc K Facteur de choc K
(a) Energie de déformation plastique (b) Enfoncement final §; de la coque

FIGURE 4.8 — Cylindre non immergé : comparaison des résultats analytiques et numé-
riques
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FIGURE 4.9 — Cylindre non immergé : évolution temporelle des energies cinétique, in-
terne et totale dans le cylindre pour le cas 5

cylindre, il tend & surestimer l’enfoncement au standoff point. Néanmoins, la figure 4.8(b)
montre que pour des facteurs de choc supérieurs a 2, i.e., lorsque I’enfoncement du cylindre
est au moins trois fois supérieur a ’épaisseur de la coque, le modele associé au critere
de plasticité circonscrit conduit & un écart inférieur a 20 % par rapport aux simulations
numériques (les barres d’erreurs a 20 % sont tracées sur la figure 4.8(b)). Lorsque le facteur
de choc est supérieur a 2.4, les enfoncements obtenus par simulations numériques se situent

entre les solutions analytiques calculées avec le critere circonscrit et celles calculées avec le

critere inscrit.

4.4.3 Analyse d’un cylindre immergé soumis a un champ de vi-
tesse impulsionnel

Dans cette seconde étape de validation, le cylindre est supposé totalement immergé. Les
effets inertiels de ’eau sont considérés en calculant la masse d’eau ajoutée surfacique au
standoff point & 'aide de 1'équation (3.33). En ce qui concerne le modele numérique (LS-
DYNA), l'expression (3.37) est utilisée pour déterminer la masse d’eau ajoutée a répartir,

a l'aide de masses ponctuelles, sur les nceuds du maillage de la coque situés dans la zone

déformée (figure 4.5).

En considérant toujours les mémes scénarios, les mémes parametres de simulation et les
mémes champs de vitesses initiaux que dans la sous-section 4.4.2, des calculs analytiques
et numériques sont effectués. Les évolutions de I'aire de la zone déformée du cylindre et de

la masse d’eau ajoutée totale en fonction du facteur de choc K sont tracées sur la figure
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FI1GURE 4.10 — Cylindre immergé : évolution de 'aire de la zone déformée de la coque
et la masse d’eau ajoutée totale en fonction du facteur de choc K

4.10. Sur cette figure, on peut constater que les masses d’eau ajoutée sont de l'ordre de
grandeur de la masse du cylindre (327.6 kg), ce qui illustre 'importance des effets inertiels

de 'eau dans la réponse dynamique de la coque cylindrique.

4.4.3.1 Correction du terme de masse d’eau ajoutée

Sur la figure 4.11(a), pour chaque facteur de choc considéré, I’énergie de déformation
plastique calculée a I'aide de 1’équation (4.34), dont les coefficients a; ont été moyennés,
est comparée a celle post-traitée a I’issue des simulations numériques. On constate que le
modele simplifié surestime d’environ 25 % 1’énergie de déformation plastique par rapport
aux résultats numériques, quel que soit le facteur de choc. Ceci peut s’expliquer de la
facon suivante. Dans le modele de la corde plastique sur fondation plastique, I'énergie de
déformation plastique est supposée identique a 1’énergie cinétique de la corde au début
de la seconde phase de chargement (temps long), quel que soit le critére de plasticité
utilisé. Comme détaillé dans la sous-section 4.3.1, cette hypothese permet de déterminer
la vitesse initiale de la paroi du cylindre qui est supposée se déformer durant cette seconde
phase. Par contre, dans le modele numérique, le champ de vitesse initial est distribué sur
toute la surface du cylindre supposée étre impactée par 'onde de choc. Cette aire étant plus
importante que la surface déformée du cylindre comme illustré sur la figure 4.12, les vitesses
appliquées sur les nceuds localisés dans la zone déformée du cylindre sont par conséquent
plus faibles que celles données par I’équation (4.23). Les énergies cinétiques initiales, et

donc les énergies de déformation, sont par conséquent systématiquement surestimées par le
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FI1GURE 4.11 — Cylindre immergé avec masses ajoutées : comparaison des résultats ana-
lytiques et numériques. Les barres d’écarts a 20 % sont tracées

modele simplifié par rapport aux modeles numériques. Ceci était déja le cas pour I'analyse
du cylindre "sec" (figure 4.8(a)), ou toute l'énergie cinétique fournie est supposée étre
absorbée plastiquement. Les effets inertiels de ’eau étant maintenant considérés, cette

surestimation est plus prononcée que dans le cas du cylindre "sec".

En ce qui concerne les enfoncements, calculés en prenant ¢, = 1073 et €3 = 1 — €,
la figure 4.11(b) montre que les résultats analytiques sont supérieurs aux résultats numé-
riques, quel que soit le scénario considéré. Ceci peut s’expliquer simplement par le fait que
I’énergie de plastique de déformation est surestimée dans le modele de la corde plastique
sur fondation plastique. Afin de réduire ’énergie cinétique transmise a la corde au début
de la deuxiéme phase de chargement (temps long), un coefficient C' de réduction de la
masse d’eau ajoutée est introduit dans I’équation (4.38). Une nouvelle comparaison des
énergies de déformation plastique est présentée en figure 4.13(a), pour une valeur de C'
égale & 0,7. Cette correction permet d’obtenir une excellente corrélation entre les résultats
analytiques et numériques, et ce quelles que soient les valeurs du facteur de choc K. Sur la
figure 4.13(b), les enfoncements calculés avec I'équation (4.27) pour une valeur de ¢; fixée
a 1072 sont également tracés. Avec ce choix de parametres, les solutions des modeles sim-
plifiés "circonscrit" et "inscrit" encadrent les enfoncements post-traités dans les simulations
numériques avec des écarts inférieurs a 20 % lorsque le facteur de choc K est supérieur a
2.
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FIGURE 4.12 — Cylindre immergé soumis a un champ de vitesse impulsionnel : illutra-
tion des différences d’application du chargement dans le modele numé-
rique et dans le modele analytique

Energie (kJ)

1,000 | 450 |
—o— LS-DYNA
900 | —e~LS-DYNA 14001 o Circonserit
—&— Analytique .
—a— Inscrit

800 E 350

=
700 1300
600 g

5250
500 =

4200
400 =
300 1901

_ -3
200 {100 ¢ a=10 1
100 | | | | | | | | 50 | | | | | | | |
16 18 2 22 24 26 28 3 16 18 2 22 24 26 28 3
Facteur de choc K Facteur de choc K
(a) Energie de déformation plastique (b) Enfoncement final §; de la coque

FIGURE 4.13 — Cylindre immergé avec masses ajoutées : comparaison des résultats ana-
lytiques et numériques. Correction de la masse d’eau ajoutée (C' = 0.7)
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4.4.4 Analyse d’un cylindre immergé soumis a onde de choc

primaire générée par une explosion sous-marine
4.4.4.1 Moyennement du terme de masse d’eau ajoutée

Dans un troisieme temps, les énergies de déformation et les enfoncements de la coque ob-
tenus avec la méthode simplifiée sont confrontés aux résultats des simulations LS-DYNA /USA,
dans le but de quantifier 'aptitude du modele analytique a simuler la réponse d’un cylindre
lisse immergé impacté par 'onde de choc primaire d'une explosion sous-marine. La premiere
correction a apporter a ce modele concerne le calcul du champ de masse d’eau ajoutée sur-
facique, défini au chapitre précédent par I’équation (3.37). Dans cette expression, le terme
M, est considéré constant. Or, I'aire de la zone déformée et par suite la masse d’eau ajoutée
évoluent tout au long de la seconde phase de chargement (temps long). Par conséquent,
dans le calcul du terme de masse d’eau ajoutée du coefficient moyenné as, il est nécessaire
de prendre en compte cette variation. Pour cela, une valeur moyenne M, de la masse d’eau

ajoutée surfacique au standoff point est définie de la maniere suivante :

M, =CM, (4.39)

Le détail du calcul du coefficient C' en fonction des paramétres d’endommagements
Emazr €6 Qomae st donné en annexe D. Pour la suite, la valeur de C est fixée a 0.445.
En multipliant ce coefficient par le coefficient de réduction C' introduit précédemment, un
coefficient de réduction de la contribution de la masse d’eau ajoutée est incorporé dans le

modele de la corde plastique sur fondation plastique :

Coorr = C % C (4.40)

4.4.4.2 Comparaison des énergies de déformation plastique et des enfonce-

ments finaux

Les résultats obtenus avec le modele analytique sont comparés aux résultats numé-
riques LS-DYNA /USA obtenus en considérant une onde de pression incidente en double
exponentielle décroissante. Comme on I’a vu paragraphe 2.3.2.3, ce choix est motivé par le
fait que les calculs en double exponentielle correlent plutét bien avec les résultats d’essais
réalisés par DGA, contrairement aux calculs en simple exponentielle qui ont tendance a

sous-estimer largement ’enfoncement du cylindre.

Sur la figure 4.14, les énergies de déformation plastique du cylindre extraites des simu-

lations numériques sont comparées a celles calculées par le modele simplifié pour différentes
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valeurs du coefficient de réduction C'. Lorsque la masse d’eau ajoutée est négligée (C' = 0),
I’énergie de déformation plastique déterminée analytiquement est inférieure a celle issue
des calculs LS-DYNA /USA et, comme attendu, I’écart augmente avec le facteur de choc.
Lorsque la masse d’eau ajoutée est prise en compte sans coefficient de réduction (C' = 1
s0it Clypp = C = 0.445), le modele simplifié surestime systématiquement 1’énergie de défor-
mation plastique. Mais contrairement au cas du cylindre immergé présenté au paragraphe
4.4.3 (figure 4.11(a)), I'écart entre les résultats analytiques et numériques varie significa-
tivement, passant de 58 % pour le scénario 1 (K = 1.5) a 21 % pour le scénario 8 (K =

3.1).

Enfin, en fixant la valeur du coefficient de réduction C' a 0.7, valeur retenue pour ré-
duire I’énergie cinétique transmise a la corde au début de la seconde phase de chargement,
I’énergie de déformation plastique calculée par le modele simplifié est tres proche de celle
obtenue numériquement pour des facteurs de choc K > 2. Pour des facteurs de choc infé-
rieurs, I’équation (4.34) surestime 'énergie dissipée plastiquement par le cylindre, I’écart
augmentant avec la diminution du facteur de choc (pour le scénario 1, celui-ci est de 35.5
%). La raison de cette différence vient du fait que durant la réponse mécanique du cylindre,
de amortissement de radiation (le terme —pcw de approximation temps court) peut per-
sister en parallele des effets inertiels de I’eau. Cette persistance est d’autant plus importante
que le cylindre est raide. A la différence du modele simplifié ou I'on passe abruptement
de lapproximation temps court (pression rayonnée) a l'approximation temps long (effets

inertiels de I’eau), I’Approximation Doublement Asymptotique (DAA) implémentée dans

900 - —— LS-DYNA/USA N
—4—Ana.-C =0

——Ana. - C = 0.7

700 ——Ana.-C=1.0 |

800 -

600 |- N

500 - N

Energie (kJ)

400 |- 1
300 - N
200 | N

100 N

l l
1.6 1.8 2 2.2 2.4 2.6 2.8 3
Facteur de choc K

FIGURE 4.14 — Cylindre immergé : énergies de déformation plastique extraites des si-
mulations LS-DYNA/USA (double exponentielle) comparées a celles
calculées a partir de I’équation (4.34))
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Chapitre 4. Modele couplé fluide-structure de réponse d'un cylindre lisse

le code USA permet une transition douce entre temps court et temps long. L’évolution de

la pression rayonnée est ainsi mieux représentée dans les simulations LS-DYNA /USA.

Les enfoncements finaux au standoff point sont quant a eux présentés sur la figure
4.15 pour différentes valeurs de C'. Comme attendu, lorsque la masse d’eau ajoutée est
négligée, les enfoncements prédits par le modele analytique sont en général sous-estimés.
Dans le cas contraire, le modele analytique tend a surestimer I’enfoncement du cylindre.
On remarque néanmoins que lorsque C' = 0.7 , les solutions obtenues avec les criteres de
plasticité circonscrits et inscrits encadrent la solution numérique pour des facteurs de choc
K > 2, les écarts étant inférieurs a 20 % lorsque K > 2.3. En conclusion, pour de faibles
facteur de choc, c’est a dire lorsque les enfoncements sont inférieurs a 5 fois 1’épaisseur de
la coque, le modele de la corde sur fondation surestime son enfoncement. Plusieurs raisons
peuvent étre données pour expliquer ce conservatisme :

— L’énergie de déformation élastique est négligée et, comme on 'a vu ci-dessus, le
modele analytique tend a surestimer I’énergie de déformation plastique pour les faibles
facteurs de choc.

— Dans le modele analytique, toute la déformation plastique est supposée étre localisée
dans la zone située au droit de I’explosion. Or, les simulations numériques du cylindre
choisi montrent qu'une partie de ces déformations est localisée pres des extrémités
encastrées.

— La contribution du moment de flexion axial n’est pas prise en compte, alors qu’elle

400 T T ‘ &+
——LS-DYNA/USA e
—— Circon. - C =0 2l
350 1 ——1Insc. -C =0 - b
. —+— Circon. - C' = 0.7 .
= 3001 L Tnse.-C =07 i
é -&-Circon. - C = 1.0 4
g 250 -o--Insc. - C =1.0
[eb}
g
§ 200
Z ,
/M 150 .
100
50 4 | | |

l l l
1.6 1.8 2 2.2 2.4 2.6 2.8 3
Facteur de choc K

FIGURE 4.15 — Cylindre immergé : enfoncements post-traités a l'issue des simulations
LS-DYNA/USA (double exponentielle) comparés a ceux calculés a par-
tir de 'équation (4.27))
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4.4 Validation du modele simplifié

n’est plus négligeable lorsque ’enfoncement est de 1'ordre de ’épaisseur de la coque.
— Les efforts internes de cisaillement ne sont pas considérés dans le modele de corde
sur fondation et leur importance mériterait d’étre étudiée plus en détails.
— La fonction de forme f est inadaptée pour décrire le champ de déplacement au dé-
but de la réponse mécanique, qui semble suivre plutét une forme quadratique. Une
solution pourrait étre d’ajuster le mécanisme de déformation a I'enfoncement de la

coque.

Cela dit, pour des rapports enfoncement/épaisseur de coque supérieurs a 5, ce qui cor-
respond dans le cas étudié a des facteur de chocs supérieurs a 2, le modele simplifié permet
de prédire correctement le comportement du cylindre. Néanmoins, la pente de ’enfon-
cement final en fonction du facteur de choc K est plus importante dans les simulations
numériques que dans les solutions analytiques circonscrites et inscrites. Ceci indique que
le modele analytique couplé ne retranscrit pas exactement le comportement sous explosion
de la coque lorsqu’elle se déforme. De plus, I'effet de la cavitation n’a pas été modélisé dans
les simulations numériques en double exponentielle décroissante. Il s’agit dans ’avenir de
comparer les résultats du modele de la corde plastique avec des simulations numériques

prenant en compte ce phénomene.

4.4.4.3 Comparaison des déformations plastiques effectives

Le calcul analytique des déformations plastiques de la coque cylindrique est présenté
dans la sous-section 4.3.2. L’expression (4.30) permet de calculer la déformation plastique
effective en tout point de la zone déformée, une fois les parametres d’endommagement £ et
g connus. La distribution sur un quart de cylindre des déformations plastiques effectives,
calculées analytiquement avec un critére circonscrit de plasticité pour le cas n°® 5 défini dans
le tableau 3.1, est affichée sur la figure 4.16(a). On présente également sur cette figure des
courbes de niveaux des déformations, la couleur rouge foncé correspondant a une valeur
de déformation égale ou supérieure a 5 %. On constate que la déformation est maximale le
long de la génératrice passant par le standoff point, pour une position longitudinale x égale
a la moitié de I’étendue longitudinale de la zone déformée. Le long de la circonférence, pour
x = 0, la déformation plastique effective ne varie pas de fagon monotone, mais passe par
deux maxima locaux, pour 6 ~ 45° et 6 ~ 80°, ce qui correspondrait a la présence de deux

rotules plastiques, en plus de celle située au niveau du standoff point.

Les déformations plastiques effectives obtenues a l'issue du calcul LS-DYNA /USA sont
quant a elles présentées sur la figure 4.16(b), pour le méme quart de cylindre et pour le cas
n°5. On retrouve bien la forme elliptique de la zone déformée dans les deux modeles. Par
contre, sur le modele numérique, on constate au voisinage des extrémités une zone égale-
ment déformée plastiquement, non prise en compte dans le modele analytique. Par ailleurs,

une zone de faibles déformations, constatée sur le modele analytique (figure 4.16(a)) pour
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FIGURE 4.16 — Comparaison des déformations plastiques effectives analytiques et nu-
mériques
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FI1GURE 4.17 — Cylindre immergé : comparaison des déformations plastiques effectives
évaluées analytiquement et numériquement au standoff point

une valeur de 6 &~ 25°, n’apparait pas dans les résultats numériques. Enfin, dans le modele
numérique, le maximum de déformation plastique effective apparait au niveau du stan-
doff point, et non a la position (z =~ £/2,60 = 0). Ces différences peuvent s’expliquer par le
choix des fonctions de forme f et g utilisées pour représenter le champ de déplacement.
En effet, dans les premiers instants de la réponse, la forme de la zone déformée ne suit
pas la forme définie par ces deux fonctions. Il semblerait, par exemple, qu'une fonction
polynomiale d’ordre 2 soit plus appropriée pour représenter dans les premiers instants le
champ de déplacement suivant la direction z. De plus, la formule (4.29) montre que les
déformations plastiques circonférentielles dépendent de la dérivée seconde de la fonction
g. Or, cette fonction, bien que décrivant convenablement le champ de déplacement d’un
anneau, est sans doute moins adaptée pour représenter de facon précise la distribution spa-
tiale des déformations plastiques. Malgré ces limitations, le modele analytique permet de
retrouver un champ de déformation plastique effective physiquement cohérent par rapport

aux simulations numériques.

Cette conclusion est confirmée par les tracés effectués sur la figure 4.17, ou les défor-
mations plastiques effectives au standoff point obtenues analytiquement et numériquement
sont comparées pour tous les cas définis dans le tableau 3.1. Les calculs analytiques ont
été effectuées avec les criteres circonscrit et inscrit de plasticité et les barres d’écart a 20
% sont également indiquées sur la courbe issue du calcul LS-DYNA /USA. Pour la plupart
des facteur de choc, on constate que les résultats analytiques encadrent, a moins de 20 %,
les résultats numériques. On remarque également que la valeur obtenue numériquement

pour le cas n°1 est incohérente : elle devrait logiquement étre inférieure a celle obtenue
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pour le cas n°2. Dans ’ensemble, le modele analytique permet de retrouver des déforma-
tions plastiques effectives cohérentes avec celles obtenues numériquement, validant ainsi les

hypothéses de modélisation effectuées au début de ce chapitre.

4.4.5 Etude de sensibilité des paramétres ¢ et ay

Les parametres d’endommagement & et «g, nécessaires pour prévoir la réponse de la
coque, sont actuellement issus du post-traitement des simulations numériques. Les évolu-
tions de ces parameétres avec le facteur de choc K sont tracées sur la figure 4.18, la pression
incidente étant considérée en double exponentielle décroissante dans les simulations numé-
riques. On constate que £ et ag évoluent quasi linéairement avec le facteur de choc, comme
le montrent les tracés des droites d’interpolation. Les irrégularités étant tres probablement
liées a la taille des éléments du maillage (carrés de 50 mm de c6té) qui conditionne la
précision des mesures effectuées. Ce sont ces valeurs qui sont actuellement utilisées pour
calculer, a ’aide du modele simplifié, I’enfoncement de la coque. Néanmoins, en pratique,
la méthode proposée doit pouvoir étre utilisée sans avoir recours a des simulations numé-
riques a priori. Il faut donc pouvoir quantifier la variabilité des résultats issus du modele

analytique avec les parametres d’endommagement.

On présente sur la figure 4.19, pour les scénarios de tir n° 2 (K = 1.68) et n° 5 (K =
2.5) présentés dans le tableau 3.1, 'enfoncement du cylindre et ’énergie de déformation

plastique associée, lorsque l'on fait varier un des parametres d’endommagement et que

T fmou == QOmazx
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70 i ! ! ! ! ! ! ! 0.8
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FIGURE 4.18 — Etendue longitidunale maximale &,,,. et étendue circonférentielle maxi-
male agmqe: de la zone enfoncée en fonction du facteur de choc K
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I'on fixe 'autre parametre a sa valeur mesurée a l'issue des simulations numériques. Les
résultats des calculs LS-DYNA /USA sont également indiqués en traits pointillés. La figure

4.19(a) montre que pour une valeur « donnée, la fleche augmente avec jusqu’a
q p Omax 3 g mas JUSq

1

un maximum d’abscisse £, puis décroit. Cette valeur &} .

change suivant le critere de
plasticité utilisé et augmente avec I’étendue circonférentielle de la zone déformée. Pour le
cylindre étudié, cette valeur n’est pas toujours atteinte, comme le montrent les tracés pour
le cas de chargement n° 5. Sur la figure 4.19(b), les mémes observations peuvent étre faites

lorsque c’est ’étendue circonférentielle de la zone déformée qui varie.

L’analyse des figures 4.19(c) et 4.19(d) montre que I’énergie de déformation plastique
augmente de fagon monotone avec l'aire de la zone déformée, en passant du simple au
double, mais cette évolution n’est pas linéaire. Si 'on s’intéresse aux abscisses des points
d’intersections (A,B,A’,B’) des courbes d’énergies issues du modele analytique avec celles
extraites du calcul LS-DYNA /USA, on obtient le couple (&nae = 4 =~ 0.73 M, Qomaz =
ra &~ 120 °) pour le cas n° 2 et ({nae = T ~ 1.05 M, Qopmaz = Tp = 91 °) pour le
cas n° 5. Il est intéressant de constater que ces valeurs sont proches de celles mesurées a
l'issue des simulations numériques (figure 4.18) : (&nar =~ 0.87 m, Qgmaer ~ 111.7 °) pour
le scénario n° 2 et (&nar &= 1.048 m, e =~ 91.6 °) pour le scénario n° 5. Ceci illustre
que le modele de la corde sur fondation développé permet de restituer assez correctement
la réponse mécanique du cylindre, puisqu’a énergie de déformation plastique égale, la zone

déformée du cylindre estimée analytiquement est proche de celle obtenue numériquement.

Pour une valeur «qg,,., et un critére de plasticité donnés, ’étendue longitudinale de la
zone déformée £} pour laquelle 'enfoncement est maximal peut étre estimée de fagon ité-
rative. Le principe est le suivant : pour une valeur de o, donnée, 'intervalle des valeurs
possibles de &, est parcouru dans I'ordre croissant, et pour chaque valeur, I’enfoncement

est calculé. Le processus itératif s’arréte lorsque I’enfoncement maximal est atteint et c’est
1

mazx’

I’abscisse associée qui est choisie pour & La figure 4.20 présente les énergies de déforma-
tion plastique obtenues avec cet algorithme pour différentes valeurs de 4. On constate
que quelle que soit ’étendue circonférentielle ag,,q. considérée, en laissant varier I’étendue
longitudinale, ’énergie de déformation plastique obtenue s’écarte assez peu de la courbe
associée aux valeurs mesurées (les barres délimitent des écarts inférieurs a 20 %) quel que

soit le facteur de choc étudié.

Les enfoncements calculés pour quelques valeurs fixées de ag,,q. sont présentés sur les
figures 4.21(a) (critere circonscrit) et 4.21(b) (critere inscrit). Sur chacune des figures, les

barres d’écart & 10 % sur la courbe issue des valeurs &, €t Qomae, mesurées sont tracées.

1

ae Testent proches

On remarque que les enfoncements obtenus a partir d’un calcul de &
des ceux obtenus en considérant la valeur &,,,, mesurée. Il résulte des constats précédents

que, pour ce cylindre, un utilisateur de la méthode simplifiée peut estimer correctement
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FIGURE 4.19 — Evolution de ’enfoncement final et de 1’énergie plastique de déforma-
tion calculés avec le modele simplifié en fonction des parametres d’en-
dommagement. Lorsqu'un parametre varie, I'autre est fixé a sa valeur
mesurée dans les simulations numériques. Pour le scénario n° 2, apmas
est fixé a 111.7 °et &4, est fixé a 0.87 m. Pour le cas n° 5, agas st
fixé a 91.6 °et &4, est fixé a 1.048 m.
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I’enfoncement final de la coque et 1'énergie de déformation plastique associée, bien que
n’ayant pas connaissance a priori des valeurs des parametres d’endommagement. Il lui suffit
juste de choisir une valeur d’étendue circonférentielle de la zone endommagée, suivant la
sévérité du choc considéré. Pour déterminer cette valeur, une loi empirique pourrait étre
utilisée. La figure 4.18 montre que I’évolution de ag,,q. en fonction du facteur de choc peut
étre approchée par une fonction linéaire. Il s’agit alors de vérifier si I’équation de la droite

linéaire obtenue peut s’appliquer pour des distances de tir et des cylindres différents.
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Chapitre 5

Extensions de la méthode simplifiée

Résumé

Dans ce chapitre, une étude bibliographique sur le phénoméne d’implosion de structures
navales immergées sous les effets combinés de la pression hydrostatique et d'un charge-
ment accidentel. Ce phénomene est extrémement violent et peut avoir des conséquences
désastreuses. C’est pourquoi il est capital de le considérer pour la conception d’'une coque
résistante de sous-marin.

L’extension du modele de la corde plastique sur fondation plastique pour prendre en
compte les effets de 'immersion (forces de pression suiveuse et effets de fonds) est présen-
tée. Il est montré que les effets de fond sont négligeables, et cette conclusion est validée par
les simulations numériques. Un modele ne considérant que les forces de pression suiveuse
est alors développé et comparé a des simulations numériques. Il est conclu qu’un nouveau
mécanisme de déformation doit étre construit pour modéliser au mieux ’action des forces
de pression suiveuse.

Enfin, dans le cas d'un cylindre raidi avec des anneaux, une technique d’homogénéisation
des raidisseurs est présentée. Il est montré que cette technique est inadaptée pour modéli-
ser 'influence des raidisseurs sur le comportement mécanique de la coque raidie impactée
par une onde de choc.
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Dans le chapitre précédent, les effets de la pression hydrostatique sur le cylindre étaient
négligés dans la détermination de sa réponse mécanique a l'onde de choc primaire is-
sue d’une explosion sous-marine. Dans ce chapitre, le modele mécanique est modifié pour
prendre en compte ces effets puis étendu a ’analyse des cylindres raidis. Dans un premier
temps, on présente une analyse bibliographique des travaux portant sur le probleme de la
réponse d'un cylindre profondément immergé a une explosion sous-marine, qu’il soit raidi
ou non. Dans un second temps, le modele mécanique de la corde plastique sur fondation
plastique est étendu pour prendre en compte les effets de la pression hydrostatique, ainsi
qu’un éventuel raidissage circonférentiel du cylindre. Il est montré que la compression axiale
du cylindre causée par la pression hydrostatique a une influence négligeable sur ’enfon-
cement du cylindre sous l'effet de I'impact de 'onde de choc. Dans un dernier temps, les
modeles mécaniques développés sont comparés a des simulations numériques afin de les

valider et mettre en lumiére les limitations de ces modéles.

5.1 Etude bibliographique

5.1.1 Travaux expérimentaux

Le flambement de structures sous 'effet d’une pression extérieure est un probleme clas-
sique de stabilité qui a été abondamment traité par la communauté scientifique car c¢’est un
critere majeur de conception des structures sous-marines. Des compilations de ces travaux
ont été effectuées par Timoshenko & Gere [TG63] et Singer et al. [SAW02]. Pour des struc-
tures métalliques, telles que des coques cylindriques ou sphériques, le flambement peut se
produire dans le domaine élastique, mais un comportement matériel inélastique mene a
un effondrement de la structure. Dans un environnement ou la pression environnante est
constante, ce qui est le cas en immersion profonde dans un fluide tel que I'eau, 'effondre-
ment de la structure est dynamique et interagit avec le fluide environnant, ce qui génere la
propagation d’une forte onde de pression dans le fluide. Ce processus, nommé implosion,
a ¢té étudié dans le domaine de 'acoustique sous-marine car les implosions peuvent étre
utilisées comme une alternative aux explosions sous-marines, pour faire office de source
sous-marine de son, voir Urick [Uri63] et Orr [OS76].

5.1.1.1 Implosion d’un cylindre

Turner & Ambrico [TA18] présentent des exemples typiques de volumes susceptibles
d’imploser tels que les submersibles, les sous-marins, les véhicules immergés pilotés a dis-
tance, les pipelines sous-marins et les capteurs immergés. Un volume pouvant imploser est
défini comme une coque ou un objet structurel sur lequel agit une pression extérieure et
qui contient un gaz a une pression plus faible (voir du vide). En d’autres termes, 1'implo-

sion d’une structure peut étre comprise comme une soudaine perte de stabilité causée par
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une force externe menant la structure a s’effondrer sur elle-méme. Cet effondrement est
violent et produit une libération soudaine d’énergie sous la forme d’une onde de choc de
pression accompagnée de mouvements rapides de fluide et de son. Dans un environnement
sous-marin, cet effondrement est un processus dynamique d’une durée de 'ordre de la mil-
liseconde. Au moment de 'affaissement, les parois de la coque accélerent vers l'intérieur
du volume, et ’eau environnante se précipite pour combler le vide résultant du processus
d’affaissement. Ce mouvement de 'eau vers l'intérieur du volume s’arréte brusquement
lorsque les parois de la structure entrent en contact, ce qui entraine une surcompression
de 'eau au niveau des parois, et donc I’émission d’importantes ondes de surpression vers
I’extérieur. Il existe de plus des situations dans lesquelles 'onde de pression produite par
I’implosion d’une structure peut endommager les structures voisines voire initier I'implosion
de celles-ci. Une telle situation s’est produite en 2001, au laboratoire de Super-Kamiokande
au Japon, ou un tube photo-multiplicateur implosa. L’onde de pression générée par cette
implosion provoqua une réaction en chaines qui détruisit 7000 tubes. Plus récemment, en
2010, un robot sous-marin autonome, nommé ABE, a été perdu au large des cotes chiliennes
du fait de I'implosion d’une sphere en verre de controle d’immersion, ce qui détruisit les
systemes embarqués. En 2014, le robot sous-marin Nereus a implosé au large des cotes néo-
zélandaises. Ces événements illustrent la nécessité de prendre en compte ce phénomene lors

de la conception d’une structure amenée a opérer en immersion profonde.

La compréhension des phénomeénes physiques mis en jeu lors du processus d’implosion
est un sujet d’intérét depuis le début des années 50, tout spécialement dans les domaines
de loffshore (pipelines marins) et de la construction navale [PM75]. L’influence de la pres-
surisation du fluide contenu dans un long tube sur I'effondrement dynamique de ce tube
soumis a un chargement extérieure en pression a été étudiée par Kyriakides et al. [KB81] &
[KN00]. L’effondrement des structures de type pipeline sous pression extérieure s’amorce
localement puis peut se propager a des vitesses de 1'ordre des centaines de m/s pour détruire
rapidement tout le pipeline. La vitesse de propagation est pilotée par les caractéristiques
du cylindre et du fluide interne. Par exemple, la vitesse est significativement plus faible si le
fluide est de ’eau plutot que de I'air. Une maniere de limiter 'endommagement du pipeline
est d’installer périodiquement des colliers de renforcement, appelés « buckle arrestors » a
des intervalles réguliers le long du pipeline. La conception de ces raidisseurs a été étudiée en
détails par Kyriakides et Netto [KKNO4]. Dans le cas de cylindres dont le rapport longueur
sur rayon est bien plus faible, ce qui est le cas pour les sous-marins, Farhat et al. [FWM™13]
ainsi que Gish & Wierzbicki [GW15] montrent expérimentalement que le mode de flambe-
ment dynamique est un mode d’ovalisation a 4 lobes, illustré sur la figure 5.1, alors que
pour un pipeline, c’est le mode 2 qui est activé. Ce comportement a été également retrouvé
par simulation numérique de la réponse du cylindre. Gupta et al. [GPSS14] ont pu mesuré

expérimentalement en temps réel les déformations mécaniques a ’aide d’une technique de

127



Chapitre 5. Extensions de la méthode simplifiée

(a) Vue d’ensemble

(b) Vue de coté

FI1GURE 5.1 — Photographies du mode 4 d’effondrement d’un cylindre « court »- tirées
de [FWM™13]

corrélation d’images digitales a haute vitesse. Leurs travaux ont permis de montrer que
les caractéristiques de 'onde de choc émise sont directement corrélées au temps mis par
I’effondrement pour se propager sur toute la longueur du cylindre. Cette étude a également
démontré la nécessité de mesurer a la fois la déformation mécanique de la structure et la
pression dans le fluide, afin de comprendre l'interaction fluide-structure mise en jeu lors de
implosion. L’implosion des coques cylindriques en matériaux composites ont été également
étudiées avec la méme technique par Pinto et al. [PGS15b] & [PGS15a).

Les travaux présentés précédemment se focalisaient uniquement sur le comportement
de cylindres intacts en immersion profonde. Mais en conditions réelles d’utilisation, les
structures peuvent étre impactées par des objets divers (outils, sol, etc...) ou subir des
dommages lors de l'installation, tels que des bosselures ou des enfoncements de la paroi.
La présence de tels défauts peut avoir une grande incidence sur la résistance a la pression
extérieure de la structure. C’est ce que montrent les travaux expérimentaux de Park &
Kyriakides [PK96], dans lesquels un cylindre enfoncé localement perd grandement sa capa-
cité de résistance a 'effondrement. En effet, lorsque le défaut d’ovalisation Ay du cylindre
est d’approximativement 0.1, la pression critique de flambement est réduite de 50 %. De
plus, ils montrent que la forme de la zone enfoncée influence peu cette réduction de capa-
cité, ce qui signifie que le défaut d’ovalisation Ayy est une excellente mesure de sévérité de

I'influence du défaut sur la capacité de résistance du cylindre.
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5.1.1.2 TImplosion d’un cylindre provoquée par une explosion sous-marine

Dans le cas de la réponse d’'un cylindre immergé a une explosion sous-marine, Gupta
et al. [GMLS16] montrent expérimentalement que celui-ci peut imploser sous l'effet des
chargements de pression issus de 'explosion (onde de choc primaire et ondes de choc se-
condaire). Les déformations mécaniques de la coque sont mesurées et décrites a I'aide de
photographies ultra-rapides couplées a la technique "3D DIC" et les évolutions de pression
dans le fluide sont collectées a différents points. Ces travaux montrent que plus la pression
hydrostatique est élevée, plus le cylindre risque de s’effondrer lors de I'impact de 'onde
de choc. Ainsi, lorsque la pression hydrostatique environnante est proche de la pression
critique de flambement, une onde de choc de faible amplitude suffit a déclencher 1'effon-
drement du cylindre. Pinto & Shukla [PS16] ont également étudié l'implosion de tubes
composites chargés latéralement par une onde de choc issue d'une explosion sous-marine.
Par la suite, Shukla et al. [SGMLI8] ont étudié expérimentalement 'influence du confine-
ment sur I'effondrement d’une structure immergée dans une cavité un peu plus grande. Ils
montrent que le confinement diminue la vitesse d’effondrement du cylindre. En revanche,
si la cavité de confinement est ouverte, une forte onde de pression est produite vers 1’ex-
térieur de cette cavité. Lorsqu’elle est fermée, cette onde de pression est diminuée. Matos
et al. [MGS18] ont poursuivi I’étude de I'implosion d’un cylindre immergé dans un milieu
confiné sous 'effet d’'une explosion sous-marine, en s’intéressant notamment a ’interaction
entre les ondes secondaires produites par la bulle et les pressions réfléchies sur les parois
de la cavité de confinement. Ils montrent qu'un revétement en polymere retarde ’effondre-
ment du cylindre et diminue 'onde d’implosion émise. Récemment, Ren et al. [RSZT18§]
ont étudié expérimentalement I'implosion de coques cylindriques immergées et raidies (en

grillage), impactées latéralement & vitesse modérée.

5.1.2 Modélisations numériques

Une revue des travaux portant sur la simulation numérique de cylindres lisses soumis a
des explosions sous-marines a déja été présentée dans la sous-section 1.2.3 de cette these.
Dans cette section, une analyse bibliographique des travaux de modélisation de cylindres
raidis est présentée. On s’intéresse également aux études réalisées sur le comportement
d’un cylindre profondément immergé soumis a un chargement explosif. En 2008, Lee et al.
[LHHO8] ont modélisé le sous-marin allemand HDW U209-1400 et ont étudié sa réponse
a l'impact de l'onde de choc générée par la détonation d'une torpille pres de la coque,
en utilisant le solveur ABAQUS couplé au code USA. Peu apres, Hung et al. [HLHFHO09]
ont étudié expérimentalement et numériquement la réponse a une explosion sous-marine
lointaine de 3 cylindres différents : le premier sans raidisseur, le second raidi par des an-
neaux externes et le troisieme raidi par des anneaux internes. Différentes profondeurs de

détonation ont été étudiées, mais elles restent assez faibles, la plus importante étant de
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(a) Simulation numérique (b) Vue de coté

FI1GURE 5.2 — Comparaison des simulations numériques avec les essais expérimentaux
pour une coque cylindrique raidie - tirées de [YZ11]

2.10 m. Les charges utilisées étant de faible puissance, les cylindres se sont peu déformés
plastiquement. La méme année, Jen [Jen09] a utilisé le module acoustique ’ABAQUS pour
la modélisation d’explosion sous-marine. En utilisant une méthode par fonction de pénalité
étendue, il a optimisé la conception d’une coque raidie impacté par une onde de choc. Yin
et al. [YJCHI16] ont récemment étudié la réponse de coques raidies nues ou recouvertes
d’un revétement absorbant soumises au chargement d’une explosion sous-marine en consi-
dérant les effets de 'onde de choc couplés a ceux de la pression hydrostatique. La réponse
dynamique de cylindres raidis par des anneaux sous chargement explosif sous-marin a été
étudiée par Yuan & Zhu [YZ11] pour différentes profondeurs d’immersion. Ils ont mené des
essais expérimentaux et les simulations numériques ont été effectuées avec MSC.DYTRAN.
Les chargements explosifs étaient assez forts pour provoquer une rupture nette de la pa-
roi du cylindre, comme illustré sur la figure 5.2. Enfin, inspirés par l'analyse dynamique
incrémentale (IDA) utilisée dans le domaine de 'analyse sismique, Biglarkhani & Sadeghi
[BS17] ont développé ce qu’ils nomment l'analyse explosive incrémentale (IEA), comme
méthode de conception d'une coque cylindrique raidie chargée par une détonation sous-
marine. Tenant compte des effets de la pression d’immersion, cette méthode leur permet de
réaliser une étude paramétrique de la réponse de la coque en fonction des divers parametres
tels que la profondeur immersion, la distance de tir, la masse d’explosif et I’épaisseur de la

coque.
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5.1.3 Modélisations analytiques
5.1.3.1 Modele de cylindre lisse avec immersion

A notre connaissance, aucun modele analytique de la réponse d’un cylindre immergé a
une explosion sous-marine prenant en compte les effets de la pression d’immersion n’a été
développé. Wierzbicki & Bhat [WB86] ont développé des formulations analytiques pour es-
timer les pressions d’initiation et de propagation de flambement d’un long tube présentant
un défaut d’ovalisation. Les résultats obtenus correlent correctement avec les résultats d’es-
sais publiés dans la littérature. Néanmoins le mécanisme utilisé pour déterminer résoudre
analytiquement le probleme est axi-symétrique, ce qui fait que le modele est inadapté au
cas d'un cylindre impacté par une onde de choc. Par la suite, Tam & Croll [TC87] ont
étendu ce modele au cas de pipelines raidis par des anneaux endommagés. Ils montrent
que le raidissage du cylindre augmente considérablement la pression de propagation, mais
a beaucoup moins d’influence sur la pression d’initiation, qui augmente peu. Gish & Wierz-
bicki [GW15] présentent une méthode permettant d’estimer I’énergie présente dans le pulse
de pression émis lors de 'effondrement d’un cylindre lisse. Ils calculent la différence entre
I’énergie potentielle totale connue et I'énergie de déformation plastique absorbée lors de
I'implosion, ce qui leur permet d’estimer analytiquement 1’énergie plastique absorbée ainsi
que I'énergie cinétique de la paroi du cylindre juste avant le premier contact. Les résultats

obtenus sont validés par comparaison a des simulations numériques.

Wierzbicki & Suh [WS88] ont mené une analyse théorique pour étudier la déformation
plastique de tubes soumis a un chargement combiné sous la forme d’un enfoncement latéral,
d’un moment fléchissant et d’une force axiale. Ils montrent qu’une pré-charge axiale modifie
la résistance du tube a l’enfoncement latéral. Si celle-ci est une force de tension, alors
la résistance du tube est augmentée. Al'inverse, si le tube est en compression axiale, sa
résistance a '’enfoncement latéral est diminuée. Si la force de compression est suffisamment
importante, alors le tube perd toute capacité de résister a un enfoncement latéral, ce qui
mene a sa destruction. Les résultats obtenus corroborent bien avec les résultats d’essais
effectués par le passé. Leur méthode d’analyse est reprise dans ce chapitre pour étudier la
réponse d'un cylindre soumis au chargement combiné de la pression hydrostatique et d'une
onde de choc. Karamanos et al. [KE04] & [KA06] ont étendu le modele de Wierzbicki &
Suh pour prendre en prendre en compte I'influence d'un fluide sous pression contenu dans
un tube sur le comportement au flambement de ce dernier ainsi que sur sa résistance a un

impact latéral.

5.1.3.2 Extension du modele de la corde plastique aux cylindres raidis

Si 'on s’intéresse a la modélisation analytique des cylindres raidis, Wierzbicki & Hoo

Fatt [WH93] proposent deux méthodes pour prendre en compte I'influence des raidisseurs
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dans le modele de la corde plastique sur fondation plastique. La premiere consiste a utiliser
une technique d’homogénéisation des raidisseurs avec la coque, ce qui permet de définir
un nouveau cylindre lisse aux propriétés mécaniques orthotropes. La résistance axiale en
membrane reste inchangée mais la masse surfacique de la paroi et la résistance a ’écra-
sement des anneaux sont augmentées. L’autre méthode consiste a traiter les raidisseurs
comme des masses ponctuelles supportées par des ressorts de force constante, attachées a
la corde plastique. Un nouveau modele mécanique simplifié est alors obtenu, présenté sur
la figure 5.3, ott la masse M représente la masse équivalente d’un anneau raidisseur et ot
le terme @ décrit la résistance & I’écrasement d’un anneau raidisseur. Ce modele est par la
suite utilisé par Wierzbicki & Hoo Fatt [WH93] et Hoo Fatt [Hoo94a] pour déterminer la
réponse d’'une coque cylindrique raidie a un pulse de pression localisé. Pour cela, I’équation
aux dérivées partielles décrivant le mouvement de la baie centrale du cylindre (portion de
coque contenue entre deux raidisseurs) est résolu par une méthode d’extension des modes
propres. Par la suite, Hoo Fatt [Hoo94b] et [Ho0o97] résout a nouveau ce probléme, mais
cette fois-ci en considérant un chargement en pression modélisé en simple exponentielle
décroissante. Deux méthodes de résolution sont utilisées, I'une est basée sur une approxi-
mation modifiée de Galerkin [Hoo94b], et I'autre repose sur une méthode d’extension des
modes propres couplée a une condition d’orthogonalité modifiée. Cette modélisation est
prometteuse, puisque les résultats obtenus sont qualitativement cohérents, mais les effets
de linteraction fluide-structure de la paroi de la coque doivent étre inclus pour corréler

avec les résultats numériques et d’essais.
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FIGURE 5.3 — Modele de la corde plastique sur fondation prenant en compte les rai-
disseurs comme des masses et des ressorts discrets attachés a la corde —
Tirée de [WH93]
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5.2 Réponse d’un cylindre lisse profondément immergé

a une explosion sous-marine

Dans cette section, une méthode simplifiée pour déterminer la réponse d'un cylindre pro-
fondément immergé a une explosion sous-marine est développée. Dans un premier temps,
I’énergie de déformation élastique d’un cylindre sous pression hydrostatique est estimée.
Dans un second temps, la formulation générale du probleme mécanique prenant en compte
les effets de la pression hydrostatique est présentée. Ce probléme est résolu en considé-
rant les effets de fond (forces axiales créées par la pression hydrostatique) et la pression
suiveuse (pression hydrostatique radiale appliquée sur la paroi du cylindre). La prise en
compte de ces forces dans le modele est largement basée sur la méthodologie développée
par Wierzbicki & Suh [WS88] pour étudier 'enfoncement latéral d’un tube soumis a un
chargement combiné. Il est montré dans cette section que pour le cylindre considéré, les
forces axiales ont tres peu d’effet sur la réponse de la coque a I'onde de choc primaire.
Le probléme est alors résolu en ne considérant que ’action de la pression suiveuse et les
résultats obtenus sont validés par comparaison avec ceux issus de simulation numérique.
Les limites du modele de la corde plastique sur fondation plastique pour prendre en compte

la pression suiveuse sont enfin mises en évidence.

5.2.1 Formulation du probléme
5.2.1.1 Préchargement élastique du cylindre

Considérons le cylindre scellé décrit sur la figure 5.4, encastré a ses extrémités, sauf
dans la direction longitudinale 7. Celui-ci a une longueur L, un rayon R. et une épaisseur
h. 11 est rempli d’air et totalement immergé a une profondeur d’immersion D;,,. A partir
de la théorie membranaire des coques, et en considérant un matériau élastique isotrope de
module d’Young E pour la paroi du cylindre, I’énergie élastique stockée dans le cylindre

sous 'effet de la pression hydrostatique p;,, = pgD;,, est calculée avec I'expression suivante :

L2 m  Eh
Wg = / /_7r m [ei + €5+ 2Ve$69} R.dfdx (5.1)

—L/2

Ou les termes €, et ey correspondent respectivement aux déformations longitudinales
et circonférentielles. Dans le cas d’un cylindre fermé soumis a une pression hydrostatique
uniforme, les termes de flexion peuvent étre négligés. Les solutions en déplacement de la
réponse élastique statique de la coque sont données dans le Krauss [Kra67], et s’expriment

de la maniére suivante :

Ehw = —pim R2(1 — v/2) Ehu, = —pimRex(1/2 — v) (5.2)
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Py + Pim Pchoc (.?C, 9, t) + Dim

L

FIGURE 5.4 — Cylindre lisse immergé impacté latéralement par ’'onde de choc primaire
issue d’une explosion sous-marine

Sachant que pour un acier v = 0.3, les déformations axiales et circonférentielles sont

obtenues avec les formules suivantes :

ich ich
P g = —0.852

=02
¢ Eh Eh

(5.3)

En réinjectant ces expressions dans I’équation (5.1), puis en intégrant suivant 6 et x,

I’énergie de déformation élastique du cylindre sous pression hydrostatique s’écrit :

0.76 +0.17v

Ve = Ena—

2nLp;, R (5.4)

5.2.1.2 Déformation plastique du cylindre

Le chargement combiné du cylindre par la pression hydrostatique et l'onde de choc
primaire issue d'une explosion sous-marine est supposé suffisamment sévere pour que la
coque se déforme plastiquement. Par conséquent, la coque se déforme suivant le champ de
déplacement radial w(zx, 6,1), et axial u(z) sous l'effet de la compression axiale exercée par
la pression hydrostatique, ou z, 6 représentent les coordonnées axiales et tangentielles et ¢ le
temps. Dans le cadre des déplacements modérément importants, les déformations élastiques

peuvent étre considérées comme négligeables comparées aux déformations plastiques. On
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utilise la méme loi rigide-plastique de comportement pour 'acier constitutif du cylindre
que dans le chapitre précédent. L’équilibre global du cylindre est établi via le Pincipe des

Puissances Virtuelles :

So So So

Ou o;; et é; sont les composantes des tenseurs de contrainte et de déformation. Le
terme de droite de 1’équation (5.5) est le taux d’énergie dissipée par déformation plastique
de la coque. Le premier terme de gauche correspond au taux de travail des effets de fond,
le troisieme décrit le taux de travail des forces inertielles produites par 'accélération de la
paroi du cylindre et le second est le taux de travail de la pression exercée radialement sur

la paroi de la coque. Cette pression inclut deux composantes :

p(l‘7 07 t) - pcylindre(xa 07 t) + Dim (56)

O pj, est la pression hydrostatique et peyiingre €st la surpression générée par le mou-
vement de la paroi du cylindre dans l'eau, exprimée par I’équation (4.1). En injectant
cette expression dans 1’équation (5.5), en supposant un état de contrainte plan et en uti-
lisant la théorie des coques de Love-Kirchhoh, ’équation d’équilibre du cylindre s’écrit en

coordonnées cylindriques, ou dSy = dzR.df :

IN;, it + /S Pt dSy — /S (i + ma (i, )1 J1dS, = /S (Nugéas + Maghiag)dSo (5.7)
0 0

0

Dans cette expression, €,s et A, désignent les tenseurs des taux de déformation et
de courbure et N,g et ot M,g les tenseurs correspondants des forces de membrane et des
moments de flexion. Donc le terme de droite de 'équation (5.7) est le taux d’énergie de
déformation plastique Wi, L’expression de ce terme est identique & celle obtenue dans
le chapitre précédent, donnée par I’équation (4.6). En 'injectant dans I’équation (5.7), la

formulation du probleme devient :
2szu0 + /S plmwdSO = /S HMpll.igg’ -+ ’Npl‘fzx’ + (mw + ma(x, Q)w)w] dSO (58)
0 0

Les deux premiers termes de l'intégrale de droite de 1’équation représentent, respec-
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Chapitre 5. Extensions de la méthode simplifiée

tivement, le taux d’énergie dissipée en flexion plastique circonférentielle (écrasement des
anneaux du cylindre) et le taux d’énergie dissipée en déformation plastique de membrane
(allongement des génératrices). Dans le modeéle présenté, ces deux composantes sont décou-
plées, ce qui simplifie la résolution mathématique du probleme. Physiquement, cela revient
a considérer le cylindre comme un ensemble de génératrices indépendantes les unes des
autres, supportant des anneaux indépendants, pouvant se déformer les uns par rapport
aux autres sans cisaillement. On retrouve ainsi une expression similaire a ’équation (4.7)
obtenue dans le chapitre précédent, exceptée les deux termes de gauche correspondant aux

taux de travail des forces de pression appliquées sur le cylindre par le fluide environnant.

5.2.2 Influence des effets de fond sur la réponse du cylindre
5.2.2.1 Calcul des déformations mécaniques des génératrices

Dans le but de calculer les contributions des génératrices au taux d’énergie de défor-

mation plastique, le taux de déformation axiale €., est décomposé en deux parties :
g . £ . .
/ €ppdr = / [é1 + €] dx (5.9)
0 0

Le taux de déformation ¢, associé a la zone enfoncée du cylindre, differe d’une géné-
ratrice a 'autre. Le taux de déformation é,, créé par la compression uniforme du cylindre
est le méme pour toutes les génératrices. D’apres la théorie des déplacements modérément

importants :

é = w'i (5.10)

Ou le prime désigne la différentiation par rapport a z. En considérant le champ de
déplacement décrit par 1’équation (3.29), la contribution d’une génératrice située a une

position circonférentielle # au taux d’énergie de déformation plastique s’écrit :

256N, 00
~ 05 Y

£ 9 3 2
2Npl/ é1dz = 2Nyg 55/ (f (5.11)
0 0

Le taux de déformation axiale, qui résulte de la théorie des poutres, est linéaire ¢, = 4/,
et est donc facilement intégrable suivant z. Le taux d’énergie de déformation plastique de

toutes les génératrices W, s’écrit alors :

- 00 128,60 "
W, = 4R.N,, / " G059 ¢+ ol +/ o6 (5.12)
0 105 T—ao
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5.2 Réponse d’'un cylindre lisse profondément immergé a une explosion sous-marine

Ou 1y = u(§) et m — o est la demie-étendue circonférentielle de la zone déformée.
Dans une premiere approche, et contrairement au modele présenté au chapitre précédent,
la zone déformée est considérée de forme rectangulaire et non de forme elliptique, afin
de simplifier les développements analytiques. Les développements suivants s’inspirent du
travail de Wierzbicki & Suh [WS88] qui fixent o & 0 °, ce qui signifie que la zone déformée
s’étend sur toute la circonférence d’'une section du cylindre. La fonction de forme g définie
par 'équation (3.31) est un polyndéme d’ordre 6, la fonction g? est donc un polynéme d’ordre
12. La solution analytique de l'intégrale de I’équation (5.12) étant difficile & obtenir, une

expression simplifiée de g2 est utilisée :

_ 1—92 g 6<ar
goy={ e (5.13)
0 si 6>am

Ot @ est un parameétre pouvant varier de 0 & 1. Les fonctions ¢, ¢? et § sont tracées
sur la figure 5.5, pour une valeur de a fixée a 0.5. Considérant le changement de variable
0 = (1 — ap)f et ag = 0, 'équation (5.12) devient :

128 86 0

~ 1 ~
W, = 47 RN,y [/ 105 g)2+u0|cm+/a |a0|d9] (5.14)

En absence de déplacement radial, £gg = w = 0 dans I’équation (5.8), 'unique solution

de cette équation en compression est :

Nim = —N, (5.15)

Dans cette expression, N, = 27 R.Ny; est la résistance plastique d’une section non dé-
formée du cylindre, ce qui signifie que le cylindre ne se déforme pas axialement tant que
la force de compression N, reste inférieure en valeur absolue a |N,|. Comme observé par
Wierzbikei & Suh [WS88], la force axiale exercée sur le cylindre par la pression hydro-
statique ne conduit généralement pas a l'effondrement du cylindre. Néanmoins, elle peut
tres sensiblement influer sur la résistance a ’enfoncement de la coque cylindrique sous
pré-chargement axial. Lorsque le déplacement radial de la coque est non nul, la force axiale

totale s’exercant sur la section centrale du cylindre peut s’écrire :

a S ] - 1 N
Nip = 21 RNy [/ sign ((1 - Q)Q + u0> do +/ sign (1) dé’] (5.16)
a a
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FIGURE 5.5 — Tracé des fonctions de forme circonférentielles. a = 0.5

L’argument dans la fonction sign dans la premiére intégrale de I’équation (5.16) change

de signe pour une valeur 6 = 6, telle que :

128 86 B @

(1

fos ¢ 1 )= i (517

Aprés intégration suivant 6, dont les détails sont données en Annexe E I'équation (5.16)

devient :

Nip = =N, (1 — 26,) (5.18)

Dans le cas ou le cylindre est fermé aux extrémités, la force axiale N;,, est également

reliée a la profondeur d’immersion D;,, :

Nipm = =T R2pigm = —pgm R2Dipp, (5.19)

D’apres Wierzbicki & Suh [WS88], I’équation (5.18) signifie que pour tout choix de Dj,,
telle que —N, < N;;,, < 0, il existe un point unique sur la demi-circonférence du cylindre
0 = 0, pour lequel le taux de déformation axiale s’annule et Pétat de contrainte passe

de traction a compression. Apres avoir déterminé ce point de commutation, I'intégration
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5.2 Réponse d’'un cylindre lisse profondément immergé a une explosion sous-marine

suivant la circonférence de 1’équation (5.14), détaillée en Annexe E, donne :

. 47R.N, 12886 1 Niw \*
W, = el 22900 g 1 (9 g
3 1055“{ 4a3<a N)

p

+ 2N,milo (5.20)

Dans cette équation, le terme entre crochets correspond au facteur de correction Cj,
du taux d’énergie de déformation plastique en membrane; la présence des forces axiales
diminuent donc la capacité d’absorption d’énergie du cylindre pour un méme enfoncement
radial o. Il est a noter qu’en fixant a = 1, le facteur de correction est identique a celui
obtenu par Wierzbicki & Suh [WS88]. En négligeant les forces axiales dues a la pression
hydrostatique, et en suivant la méme procédure de calcul, le taux d’énergie de déformation

plastique non corrigé Wi, est calculé avec I'expression suivante
 4TR.N,; 128 56

= (5.21)

W 3 105 ¢
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5.2.2.2 Détermination de ’enfoncement final du cylindre

Dans les développements suivants, a est fixé a 0.5 pour étre en accord avec la fonction
de forme circonférentielle choisie et illustrée sur la figure 5.5. Le second terme du membre
de droite de I’équation (5.20) est identique au premier terme du membre de gauche de
I'équation (5.8). Le deuxieéme terme du membre de gauche de I'expression (5.8) correspond
au taux de travail de la pression hydrostatique radiale et peut étre exprimé comme une

fonction de § :

T e ] .
AR [7 [ pndr@)g(0)drn = Zp,.d (5.22)
o Jo 15
Ici, pim = 270 R:pimGim est la pression radiale équivalente d’immersion ou Gy, =

Jo g(8)df = 0.19 est obtenu par intégration numérique. La pression équivalente p;,, peut
étre interprétée comme une valeur moyenne intégrée de la quantité considérée avec le champ
de vitesse associé comme fonction d’échantillonnage. L’expression des autres termes de
P'équation (5.8) en fonction de o est détaillée en Annexe E. Pour I'étude de l'influence des
effets de fonds, il n’est pas nécessaire d’inclure les effets de masse d’eau ajoutée dans le
modele, donc pour 'instant, m,(z,0) = 0. En injectant ces expressions dans I’équation

(5.8), une équation différentielle linéaire du second ordre est obtenue :

Ou les coefficients by, by et bs sont définis ainsi :

g 128N 1 Ni | 128¢m

Ici, ¢ = 2M, G, /TR, est la résistance équivalente a I’écrasement d’une section par unité
de longueur, N = 21 R.Ny (2a/3) est la résistance équivalente en tension par unité de lon-
gueur, et m = 27 R.mG,, est la masse équivalente du cylindre par unité de longueur, ou
Gy = 6.3 et G, = 0.22 sont également obtenus par intégration numérique. Dans 1'ex-
pression de by, le terme entre crochet correspond au facteur correcteur Cj,, et disparait
lorsque les effets de fond sont ignorés. Les conditions initiales de ’équation (5.23) sont les

suivantes :

5(00)=6 & 6(0) =29 (5.25)
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La vitesse initiale de la corde plastique sur fondation plastique d; est calculée en consi-
dérant que I’énergie cinétique E. transmise a la paroi du cylindre par ’onde de choc a la
fin de I'approximation temps court (le développement pour la déterminer est identique a

celui présenté dans la sous section 4.3.1 du chapitre précédent) :

0 =] = (5.26)

Le déplacement initial de la corde ¢; est déterminée a partir du pré-chargement élastique
du cylindre par la pression hydrostatique. L’énergie stockée élastiquement Wy dans le
cylindre est convertie en une énergie de déformation plastique a dissiper par le mécanisme
plastique de réponse a I'onde de choc. Un enfoncement initial « équivalent » est ainsi calculé

en résolvant I’équation du second degré suivante :

256 NCi 16q

1056 15 We=0 (5:27)

L’obtention de I’équation (5.27) est détaillée en Annexe E et sa solution s’écrit :

—16g€ —_ 2 N

+ VA 16g¢ 256 N
5= 1 V& A=|—2 AW 5.28
21%65]; avec < 5 + E 1056 ( )

Une fois les conditions initiales &; et §; connues, la solution a 'équation (5.23) s’écrit

- b b [ o [
d(t) = d; cos \/;th b (cos \/;t 1) +5z\/;sm \/;t (5.29)

Tout comme au chapitre précédent, le matériau constitutif du cylindre est considéré
rigide plastique ; ce dernier est donc supposé se déformer sans retour élastique. L’enfonce-
ment final permanent est alors défini par §y = §(¢ = ¢;) ot t; est 'instant auquel la vitesse
5(t) s’annule. En dérivant expression (5.29) par rapport au temps et en posant 0(t 7) =0,

une relation est trouvée pour déterminer ¢y :

by oi
tan || —ty = (5.30)
\@ LB (/b + 0)
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FIGURE 5.6 — Ecart entre les enfoncements finaux 6y calculés analytiquement avec et
sans influence des effets de fond

Si le terme de droite de 'équation (5.30) est positif, alors I'expression de t; s’écrit :

ty= \/Earctan (M) (5.31)

b3

En reportant cette expression dans ’équation (5.29), et en utilisant les formules de
trigonométrie décrites dans la 4.3.2, la fleche finale au standoff point s’obtient avec la

formule suivante :

5. — %(ZJF%) 5‘+ﬁ+52bj; (5.32)
f b b\ 2 < v by “ by (5, + lLl) .
\/bs (0 +32)" + 4 P

L’équation (5.32) est évaluée pour deux valeurs de bs, i.e. en tenant compte ou pas
du facteur de correction C},,, pour une charge d’explosif de masse C' = 1.1 kg, située a
une distance de tir Dy = 0.42 m du cylindre décrit dans la tableau 2.2. Les calculs sont
effectués en considérant les criteres circonscrit et inscrit de plasticité. La figure 5.6 présente
I’évolution des écarts entre les deux solutions avec la profondeur d’immersion D;,,. Pour
ce cylindre, ces écarts demeurent inférieurs a 1.6 % pour le critére circonscrit et a 7.5
% pour le critére inscrit, pour des profondeurs d’immersion allant jusqu’a 350 m. Cette

valeur est d’ailleurs assez proche de la profondeur d’immersion critique de flambement du
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5.2 Réponse d’'un cylindre lisse profondément immergé a une explosion sous-marine

cylindre, évaluée a 487 m a l'aide des formules proposées par Pinna [PR00]. En conclusion,
le modeéle mécanique simplifié, basé sur une zone de déformation rectangulaire s’étendant
sur toute la circonférence du cylindre, montre que les effets de fond peuvent étre négligés
pour déterminer la réponse de ce cylindre a 'onde de choc primaire issue d'une explosion

sous-marine.

5.2.3 Modele mécanique du cylindre sans effets de fond

Dans cette section, un nouveau modele mécanique de la réponse du cylindre ne tenant
compte que de la pression hydrostatique radiale est développé a partir de 1’équation (5.8).
Dans ce nouveau modele, la zone enfoncée est supposée elliptique, i.e. I’étendue circonfé-
rentielle de la zone déformée varie avec la position longitudinale x de la section considérée,
avec a(z) = (7 — ap) /1 — (2/€)°. La masse d’eau ajoutée est prise en compte et modé-
lisée avec le champ simplifié décrit par I’équation (3.37). Compte tenu de ces hypothéses,
et en suivant la méme démarche que dans la section 5.2.2; I’équation (5.8) peut s’exprimer

comme une équation différentielle linéaire du second ordre :

30+ 20 + ¢, =0 (5.33)

Ou les coefficients ¢, ¢y et c3 sont définis par :

_ 3¢ Sré (m — ayp) _
/ /
— _ : 34
C1 q 16(1 _ %) 32 Pim (5 3 )
e = N1 9027 (5.35)
> 19 w16 '
et
_ _ o, 63T
e = (M + G, )mE (1= )2 (5.36)

Ol pl,, = 2RPimGim, N' = 2R.N,G,,, m' = 2RmG,, et m), = 2RmaG . Le

coefficient G, est donné en C et G/,

section 4.4.2 du chapitre précédent, il est nécessaire de prendre en compte les évolutions

est donné en D. Comme expliqué dans la sous-

temporelles des parameétres d’endommagement £ et ag, afin de représenter correctement la
réponse mécanique du cylindre a 'onde de choc. La méthode de moyennage détaillée en

Annexe D, est appliquée aux coefficients C; de I’équation (5.33) et les coefficients moyennés
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suivants sont obtenus :

~ 3@ Gmax(l + 61) Xomaz -7 [ Xomaz :|
= In(1— —In(1 —
“ 16 2 (Oé(]max - 627T) Qomaz n( 7T ) n( 62)
5T, Emaz(l+€1) OOmaz €T €am
——7; 1— — 5.37
32 pzm 2 27T Xomaz * 2040maz ( )
& = 5N’ —In(e) COmaz 1 Mmaz €2 . e (5.39)
16 gmax(l - 61) (aﬂmaa: - 627T) 2m AXomaz 2OéOma:t
. 637 (m’ + m.G...) Emax(1 + €1) QOmaz | Comaz €T N €am
C3 = — —
3 512 2 (aOmax - 6271_) 2 Xomaz 2a0maz
(5.39)

Dans ces expressions, €1&,qx €t €am sont respectivement les valeurs initiales des lon-
gueurs d’endommagement longitudinal et circonférentiel, comme illustré sur la figure 4.7.
Le calcul des conditions initiales en déplacement d; et en vitesse 0; suit la méme procédure
que celle décrite en section 5.2.2. La solution de I’équation (5.33) est similaire a celle de
I'équation (5.23), la différence étant que les coefficients b; sont maintenant remplacés par

les coefficients ¢;.

5.2.4 Prise en compte du raidissage circonférentiel du cylindre

On considere maintenant une coque cylindrique renforcée par les raidisseurs circon-
férentiels en "T" illustrés sur la figure 5.7. Pour tenir compte de ce raidissage dans la
modé¢lisation de la réponse au choc du cylindre, la technique d’homogénéisation proposée
par Hoo Fatt dans ses travaux de these [Ho092] est utilisée. La masse surfacique d'un
cylindre lisse « équivalent » peut étre calculée en « étalant » les anneaux raidisseurs de
telle maniere que 1’épaisseur h de la paroi de la coque soit remplacée par une épaisseur
équivalente h;. La largeur de la liaison du raidisseur a la paroi de la coque est supposée
égale a I'épaisseur de I'ame. L’épaisseur équivalente h; est déterminée en considérant que
le volume d’une maille de coque raidie de longueur 2/ (cf. figure 5.7) est égale au volume

d’un segment non-raidi de méme longueur dont 1’épaisseur est augmentée :

bl + hyty + hyty

hi 21

(5.40)

Cette méthode est appliquée pour calculer I'épaisseur équivalente associée a la résistance
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FIGURE 5.7 — Représentation schéma du raidissage de la coque — tirée de [Ho092]
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FIGURE 5.8 — Localisation de l'axe neutre hy, pour des anneaux en T — tirée de
[Ho092]
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additionnelle en flexion des anneaux raidisseurs. Le moment de flexion plastique de la coque
raidie M, est supposé égal au moment de flexion total du segment :
Uohg

Pour calculer M, I'axe neutre hy, de la coque raidie, illustré sur la figure 5.8, doit
étre localisé. Pour un anneau en T parfaitement plastique, pour les deux cas A ou B, 'axe

neutre hy4 est donné par la formule suivante :

(h =+ hy)tw + hyts
2t

hya = (5.42)

Le moment total de flexion associé a la direction circonférentielle peut maintenant étre

exprimé autour de l'axe hy4 :

h2 h+ hy — hya)? ¢
Mb:aolgmtw—k( i : Na) tw+tfhf(2f+h+hw—hNA)] (5.43)

En égalant les deux équations (5.41) & (5.43), on obtient ’expression suivante pour

I’épaisseur équivalente :

h2 h+hy —hya)?  tihy [t
hbzzﬂg/w( * 5 wa) J;f(2f+h+hw—hNAﬂ (5.44)
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5.3 Validation des extensions du modele mécanique

Afin de valider les modeles mécaniques prenant en compte les effets de la pression
hydrostatique ainsi que le raidissage circonférentiel du cylindre, les résultats obtenus, en
terme d’enfoncements finaux et d’énergie de déformation plastique, sont comparés avec ceux
issus de simulations numériques. Celles-ci ont été menées avec la méthodologie décrite dans
la section 2.3 de la présente these. Le cylindre utilisé est identique a celui décrit dans le
tableau 2.2, la charge utilisée a une masse de 1.1 kg et est placée a une distance Dy de 0.42
m, ce qui correspond au cas 5 du tableau 3.1. L’onde de choc primaire est modélisée en
double exponentielle décroissante et les simulations sont effectuées pour des profondeurs

d’immersion D;,, variant de 1 a 130 m.

5.3.1 Etude de ’influence des effets de fond
5.3.1.1 Comparaison aux simulations numériques

Sur la figure 5.9, les écarts entre les enfoncements finaux du cylindre obtenus avec
et sans effets de fond (calculés a l'aide de I'équation (5.29)) sont présentés. les courbes
obtenues analytiquement sont comparées a celles issues des simulations Ls-DYNA /USA,
pour des profondeurs d’immersion variant de 1 a 130 m. On constate que les écarts obtenus
a partir du modele simplifié sont du méme ordre que ceux issus des calculs numériques
(approximativement deux a trois fois inférieurs pour le critére inscrit de plasticité). Pour
le cylindre considéré, les simulations Ls-DYNA/USA confirment donc les conclusions de
la section 5.2.2. Il s’agit maintenant de vérifier que cette conclusion puisse s’appliquer a
toutes les topologies de cylindre qui sont utilisées dans les structures immergées (sous-
marins, pipe-line, etc...), dont les rapports entre longueur, rayon et épaisseur peuvent étre

tres différents.

5.3.1.2 Extension a d’autres cylindres

L’influence des effets de fonds est pilotée par la valeur du facteur de correction Cj,,
qui apparait dans I’équation (5.20). La valeur de ce coefficient dépend du rapport N, /N,
ou Ny, est donné par I’équation (5.19). Ce rapport peut s’exprimer a l'aide de la relation

suivante :

N,  2wR.ooh  200h

(5.45)

On constate que ce rapport dépend a la fois de la profondeur d’immersion D, et du
ratio R./h, caractéristique du cylindre considéré. Ainsi, différents cylindres, avec des ratios

R./h distincts, subiront plus ou moins U'influence des effets de fond. L’évolution du facteur
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FIGURE 5.10 — Influence des effets de fond sur la réponse mécanique d’un cylindre
immergé avec un rapport R./h variant de 20 a 175
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de correction Cj,, avec la profondeur d’immersion D;,,, est tracée sur la figure 5.10(a), pour
des ratios R./h variant de 20 a 175. Pour une profondeur d’immersion donnée, C;,,, diminue
en raison inverse du rapport R./h. Le cylindre considéré pour tracer les figures 5.6 & 5.9
correspond au rapport R./h = 46.7. Pour ce rapport, la valeur minimale du facteur de
correction est de 0.974, ce qui explique pourquoi les écarts constatés en figure 5.6 sont

faibles pour une profondeur d’immersion D, allant jusqu’a 350 m.

L’évolution de la valeur minimale du facteur de correction Cj,, en fonction du rapport
R./h est illustrée sur la figure 5.10(b). On constate que plus le rapport R./h augmente, et
plus cette valeur minimale décroit, cette diminution n’étant pas linéaire. Elle atteint méme
une valeur nulle dans l'intervalle de profondeurs d’immersion considérées a partir d'un
certain rapport R./h, ce qui signifie, idéalement, que plus aucune résistance en extension
des génératrices ne peut se produire dans le cylindre. Seule la raideur en flexion des anneaux
résiste a I'impact de l'onde de choc, ce qui explique que pour certaines géométries de
cylindres, I’enfoncement final obtenu peut étre bien plus important lorsque les effets de

fond sont pris en compte.

Ce phénomene est illustré par la figure 5.11, ou les écarts d’enfoncements obtenus
avec ou sans effets de fonds sont présentés pour deux valeurs du rapport R./h : 86.7 et
100. Pour une méme profondeur d’immersion, les écarts calculés sont sensiblement plus
importants pour le cylindre associé au rapport R./h le plus élevé. Néanmoins, suivant les
caractéristiques géométriques du cylindre, celui-ci peut plus ou moins supporter la pression

hydrostatique avant flambement. En effet, pour une longueur fixe du cylindre, d’apres

90 F H
—— Circonscrit - R./h =86.7 :
80 |- —— Inscrit - R./h = 86.7 :
—w— Circonscrit - R./h =100 :
01 ——Inscrit - R./h =100 g §
60 | S *
< AR
= 50| [T |
4= SP g
g 40 SRS :
& A
30| 2 g |
20 | S )
R: Q:
0] > 1
0+ = : | |
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Profondeur immersion D;,, (m)

FIGURE 5.11 — Ecart entre les enfoncements finaux oy calculés analytiquement avec et
sans influence des effets de fond
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Chapitre 5. Extensions de la méthode simplifiée

I'expression proposée par Timoshenko & Gere [TG63] et étendue par Pinna [PRO0], la
profondeur d’immersion D, critique avant flambement diminue avec I'augmentation du
rapport R./h. Il faut donc la prendre en compte pour étudier I'influence des effets de fond,
puisque étudier la réponse du cylindre pour des profondeurs supérieures a I'immersion

critique n’a aucun intérét.

C’est pourquoi, sur la figure 5.11, les profondeurs d’immersion critiques, calculées a
partir de la formule proposée par Pinna [PR00], sont également indiquées (elles valent,
respectivement 192.9 m et 155.7 m). A ces profondeurs critiques d’immersion, les écarts
maximaux sont respectivement d’environ 7 % pour R./h = 86.7, et d’environ 5 % pour
R./h = 100. En conclusion, il semble que quel que soit le cylindre considéré, le modele
mécanique simplifié développé montre que les effets de fond peuvent étre ignorés dans
I’étude de la réponse d’un cylindre lisse immergé soumis a 'onde de choc primaire issue
d’une explosion sous-marine. Par la suite, il faudra bien entendu vérifier ces conclusions
avec un modele mécanique de déformation tenant compte de la présence de raidisseurs

circonférentiels.

5.3.2 Réponse du cylindre lisse immergé
5.3.2.1 Limitations du modeéle mécanique simplifié

Dans cette sous-section, le modele mécanique sans effet de fond présenté en section
5.2.3 est confronté aux simulations numériques. Les calculs analytiques sont effectués avec
une valeur de €; égale a 1073, ¢ = 1 — ¢, le coefficient C' de réduction de la masse
d’eau ajoutée est choisi égal & 0.7 et enfin le coefficient C' de moyenne de masse d’eau
ajoutée est fixée a 0.445. Les criteres de plasticité circonscrit et inscrit sont considérés
pour effectuer les calculs. Sur la figure 5.12, les énergies de déformation élastique sous
pression hydrostatique ainsi que les énergies de déformation plastique du cylindre issues
des simulations numériques sont comparées a celles obtenues analytiquement, pour des
immersions variant de 1 a 130 m. La figure 5.12(a) montre que ’énergie élastique calculée
analytiquement est tres proche de celle obtenue numériquement, avec un écart inférieur a
5 % quelle que soit la profondeur d’immersion considérée. Cet écart est probablement du
a la non prise en compte des déformations élastiques de cisaillement dans la coque, qui
se produisent au voisinage des extrémités encastrées du cylindre. Par contre, concernant
les énergies de déformation plastique, la figure 5.12(b) montre clairement que le modele

simplifié ne permet pas de retrouver les énergies de déformation plastiques extraites des

simulations LS-DYNA /USA.

Si 'on s’intéresse a 'immersion de 1 m, on constate que 1’énergie de déformation plas-
tique extraite du calcul LS-DYNA /USA est de 416 kJ, alors que dans la section 4.4.4 du

chapitre précédent, cette méme énergie était égale a 464 kJ. Cet écart peut s’expliquer
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FIGURE 5.12 — Comparaison des énergies calculées analytiquement et numériquement
pour une profondeur d’immersion D, variant de 1 a 130 m
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par le fait que les calculs numériques tenant compte de la pression d’immersion ont été
effectués avec un maillage 2.5 fois plus fin que celui considéré en 4.4 (élements carrés de 20
mm de coté au lieu de 50 mm). Ce maillage plus fin modifie le traitement de l'interaction
fluide-structure par le code USA, en effet le second pic de vitesse observé au standoff point

L au lieu de 79.2 m.s~! pour le maillage

est plus faible avec ce nouveau maillage, 70 m.s™
plus grossier. Ainsi, il est logique que le modeéle analytique surestime (de 1'ordre de 15 %)
I’énergie de déformation plastique par rapport a cette nouvelle simulation numérique du
cas de chargement 5 a une immersion de 1 m. Néanmoins, pour des profondeurs d’immer-
sion plus importantes, en tenant compte de ’écart initial d’énergie, le modele analytique
ne permet pas de reproduire le taux d’accroissement d’énergie en fonction de la profondeur
d’immersion issu des simulations numériques. A une immersion de 130 m, le modele ana-
lytique calcule une énergie de déformation plastique quasiment deux fois inférieure a celle
calculée numériquement. Le modele analytique ne semble donc pas en mesure de reproduire
correctement la réponse de la coque cylindrique lorsque la pression hydrostatique est prise

en compte.

Cette conclusion est confirmée par la figure 5.13(a), ot sont comparés les enfoncements
extraits des calculs analytiques et numériques. On note tout d’abord que le nouveau modele
numeérique prédit un enfoncement final inférieur a celui calculé numériquement au chapitre
précédent : 198 mm contre 221 mm. Ce qui explique pourquoi la solution numérique pour
une profondeur d’immersion de 1 m est tres proche de la solution analytique circonscrite.
Pour une profondeur d’immersion allant jusqu’a environ 80 m, la solution numérique est
comprise entre les deux solutions analytiques. Au dela de 80m, la solution analytique
sous-estime ’enfoncement de la coque, quel que soit le modele de plasticité utilisé, 1’écart
excédant 25% pour une immersion de 130m. De plus, on remarque que la solution numérique
évolue avec I'immersion suivant une courbe parabolique, la ou les solutions analytiques

suivent une évolution linéaire.

La différence de pente est encore plus visible sur la figure 5.13(b) ou les augmentations
de I'enfoncement final en fonction de I'immersion Ady(D;y,) = 07(Dip) —05(1) sont tracées.
On constate que les taux d’accroissement des enfoncements issus des calculs analytiques
sont bien inférieurs a ceux issus des simulations numériques. L’écart augmente avec la
profondeur d’immersion, les niveaux de Ady extraits des simulations numériques étant
quasiment 5 fois plus élevés pour une profondeur d’immersion de 130 m. Ceci montre
bien que l'effet de la pression hydrostatique exercée sur la paroi du cylindre n’est pas

correctement pris en compte par le modele simplifié présenté en section 5.2.3.

5.3.2.2 Analyse des résultats de simulations numériques

Dans la sous-section précédente 5.3.2.1, il est montré que le modeéle mécanique présenté

dans la section 5.2.3 ne permet pas de prédire correctement la réponse mécanique du
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cylindre lorsque celui-ci est soumis a la fois & la pression hydrostatique et a I'impact de
I'onde de choc primaire issue d'une explosion sous-marine. Le mécanisme développé ne
réussit pas a estimer le travail des forces de pression suiveuses qui s’exercent sur la paroi

au cours de la phase de déformation.

La figure 5.14 présente, pour quatre profondeurs d’immersion, la distribution des dé-
formations plastiques effectives finales du cylindre. Ces images permettent de mieux com-
prendre comment le cylindre se comporte lorsque la pression hydrostatique est présente.
Sur la figure 5.14(a), correspondant au cas d’immersion de 1m, on retrouve bien la forme
elliptique de la zone enfoncée, caractérisée par les deux parametres d’endommagement &
et ap, égaux respectivement a 1.02 m et 90 °. Pour les immersions plus importantes, les
figures 5.14(b), 5.14(c) et 5.14(d) montrent que '’étendue circonférentielle n’évolue presque
pas avec l'augmentation de I'immersion, contrairement a 1’étendue longitudinale. 11 semble
donc que la pression hydrostatique déforme la coque apres I’action de 'onde de choc, et non
en méme temps. En effet, tout se passe comme si la déformée elliptique causée par 'onde
de choc était ensuite "poussée" par la pression hydrostatique vers 'intérieur du cylindre.
C’est ce qu’on peut voir sur la figure 5.14(d), ou le contour elliptique de la zone enfoncée
est clairement visible (les lignes rouges de déformation), indiquant ainsi la poussée de la
bosse vers 'intérieur, sans pour autant changer sa forme. Ainsi, la réponse du cylindre aux
effets combinés de 'onde de choc et de la pression d’immersion peut étre décomposée en

deux mécanismes distincts, agissant I'un apres 'autre.
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FIGURE 5.14 — Déformations plastiques effectives a la fin des simulations numériques
pour différentes profondeurs d’immersion
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Ces deux mécanismes de déformation successifs sont visibles également sur la figure 5.14
ou les évolutions temporelles de I’enfoncement au standoff point sont comparées pour les
différentes profondeurs d’immersion étudiées. Quelle que soit I'immersion, ’enfoncement
évolue de la méme maniere dans les premiers instants de la réponse du cylindre, jusqu’a
environ 2.5 ms. Ensuite, les courbes commencent a légerement différer, tout en restant assez
proches les unes des autres jusqu’a environ 5 ms. Ce comportement légerement différent
indique que l'effet de la pression hydrostatique reste modéré pendant cet intervalle de
temps. D’ailleurs, ce temps de 5 ms correspond quasiment au temps de réponse du cylindre
uniquement soumis a l'impact de 'onde de choc, observé sur la figure 2.10. On met ainsi
en évidence que la pression d’immersion a peu d’influence sur le comportement mécanique

de la coque durant la phase de réponse a I'onde de choc.

Cette observation est encore plus visible lorsque 1’on compare les évolutions temporelles
des énergie de déformation plastique tracées sur la figure 5.16. On remarque qu’elles dif-
ferent assez peu pendant les 5 premieres millisecondes puis l'effet des forces de pression
suiveuse s’accentue sensiblement. Le temps de réponse de la coque augmente en effet avec
la profondeur d’immersion, pour atteindre 20 ms dans le cas du cylindre le plus profon-
dément immergé. Pour résumer, on peut décomposer la réponse mécanique du cylindre

profondément immergé a 1’onde de choc en 3 phases :

1. Une premiere phase correspondant a l’approximation temps court de l'interaction
fluide-structure, ou 'onde de choc transmet une énergie cinétique E. a la paroi du

cylindre, sans que celle-ci se déforme.

2. Une deuxieéme phase associée a 'approximation temps long de l'interaction fluide-
structure, ou la coque se déforme mécaniquement pour dissiper plastiquement 1’éner-
gie cinétique transmise par ’onde de choc, tout en étant affectée par les effets inertiels
de I'eau environnante. Pendant cette phase, les forces de pression suiveuse ont peu
d’influence sur le comportement de la coque. A la fin de cette phase, la zone enfoncée

du cylindre a une forme elliptique.

3. Une troisieme phase au cours de laquelle les forces de pression suiveuse exercent une
poussée sur la zone enfoncée vers 'intérieur du cylindre ce qui, a partir d’une certaine
immersion, peut entrainer la ruine complete du cylindre. Ce nouvel enfoncement de
la paroi se fait suivant un mécanisme différent de celui qui apparait dans la deuxieme

phase.

Le modele mécanique de la corde plastique sur fondation plastique développé dans la
section 5.2.3 ne prend pas du tout en compte la troisieme phase de la réponse du cylindre,
et limite l'influence des forces de pression suiveuse a la seule deuxiéme phase. C’est ce
qui explique pourquoi le modele mécanique sous-estime ’enfoncement final et 1’énergie de

déformation plastique lorsque les immersions commencent a étre importantes. La section
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suivante propose donc une amélioration du modele simplifié pour mieux prendre en compte

I’action de la pression suiveuse.

5.3.2.3 Amélioriation du modele mécanique

Afin de palier a la limitation du modele simplifié mise en évidence dans les sous-sections
5.3.2.1 et 5.3.2.2, la maniere dont les forces de pression suiveuse sont prises en compte dans
ce modele doit étre modifiée. Pour mieux modéliser ce qui se passe durant la troisieme phase
évoquée ci-dessus, un mécanisme de réponse du cylindre a la pression hydrostatique devrait
étre développé et incorporé au modele mécanique de la corde plastique sur fondation plas-
tique. Faute de temps, ce travail n’a pu étre mené dans le cadre de cette these. Néanmoins,
une autre maniere de prendre en compte 'effet de la pression suiveuse est d’accentuer "arti-
ficiellement" son influence sur la déformation du cylindre. Pour ce faire, le second terme de
I'expression (5.34), qui représente la force de pression suiveuse, est modifié en le multipliant

imo.
par une constante C! -

o sz 571—5 <7T - Oé()) —/

=0 — - 4
q ]_6(]_ _ %) corr 32 plm (5 6)

Ou O™ est nécessairement un nombre positif (un nombre négatif signifierait que les
forces de pression suiveuse tirent la paroi du cylindre vers l'extérieur, ce qui n’est pas
physique...). Si la valeur de ce coefficient est inférieure a 1, alors I'influence de la pression
hydrostatique sur la réponse de la coque est diminuée. A I'opposé, si ce coefficient est
supérieur a 1, alors le travail des forces de pression suiveuse est augmenté. C’est ce qui
est montré sur la figure 5.17, ou sont tracées les évolutions de I’enfoncement final 6¢ et de
I'énergie de déformation plastique W;,; en fonction du facteur correcteur C  pour une
profondeur d’immersion de 130 m. Les calculs analytiques ont été effectués avec une valeur
de &naz €gale a 1.4 m, et une valeur de 90 °pour agmq.. Sur ce graphique, les résultats issus

des simulations LS-DYNA /USA sont également indiqués.

Sur la figure 5.17(a), on remarque que l’enfoncement final passe quasiment du simple
au double lorsque le facteur de correction varie de 0 a 10. Si 'on s’intéresse a 1’énergie
de déformation plastique, on constate sur la figure 5.17(b) que celle-ci passe quasiment du
simple au triple pour la méme variation du facteur de correction. On observe également que
lorsque 'influence de la pression hydrostatique est prise en compte, I’énergie de déformation
plastique calculée analytiquement varie avec le critere de plasticité utilisé, plus celui-ci
augmente, et se rapproche du critere circonscrit, et moins I'énergie de déformation est
importante. Dans le cas ou 'immersion est de 130 m, en fixant le facteur de correction
Cim A 7, la solution numérique en énergie de déformation est encadrée par les solutions

corr

analytiques circonscrites et inscrites. Il en est de méme pour la solution en déplacement,
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FIGURE 5.17 — Evolutions de 'enfoncement final et de I'énergie de déformation plas-
tique en fonction du facteur correcteur C*™. . Les calculs sont effectués
pour une immersion de 130 m

comme le montre la figure 5.17(a), méme si cet encadrement est moins bien centré que

celui obtenu pour I’énergie de déformation plastique.

Une fois cette modification apportée au modele simplifié - 'équation (5.34) est rempla-
cée par I'équation (5.46))- les calculs présentés en section 5.3.2.1 sont effectués a nouveau,
en considérant un facteur de correction C'" égal a 7. Sur la figure 5.18(a) les déplacements
initiaux ¢; de la corde plastique sur fondation plastique, calculés analytiquement a l'aide
de 'équation (5.28), sont comparés aux contractions radiales du cylindre observées dans
les simulations numériques pour l'intervalle des immersions considérées. On remarque que
les valeurs de 9; sont toujours supérieures a celles de la contraction radiale du cylindre, ce
qui est logique, puisque toute 1’énergie élastique de déformation Wg est ramenée sur une
surface plus petite du cylindre. Néanmoins, les valeurs obtenues sont du méme ordre et res-
tent cohérentes physiquement parlant. Quant aux énergies de déformation plastique, elles
sont comparées sur la figure 5.18(b). On observe que le modéle analytique surestime 1’éner-
gie de déformation plastique pour des immersions allant jusqu’a 105 m, mais 1’écart reste
modéré, inférieur a 25 % pour quasiment toutes les immersions considérées. Passé cette
limite, les solutions analytiques encadrent la solution numérique. Néanmoins, les pentes
des solutions analytiques sont inférieures a celle de la solution numérique, ce qui indique
que, bien qu’amélioré, le modele mécanique ne retranscrit pas correctement I'influence de la
pression hydrostatique. Ce résultat est logique puisque le facteur de correction C*™  reste

corr

constant quelle que soit la profondeur d’'immersion. Pour améliorer le modele, il faudrait
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de déformation plastique Wj,; calculés analytiquement et numérique-
ment pour une profondeur d’immersion D, variant de 1 a 130 m

475 FMr |
450 | ——LS-DYNA/USA 12220 ——LS-DYNA/USA T
‘a5 | T Circonscrit //, <200 | —+ Circonscrit /]
\%400 —+— Inscrit /§ 150 | —+— Inscrit /
<475 / ,g 160 | ]
g 140 i
+~ 1S | |
= I 100 |- 4
£ 300 =
g = 80| |
Sors =
5 = 60 | il
K 250 g
g 40 i
225 )
& 20 | i
200 ] o

L L L L L 0 L L L L L L L L L
0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100 110 120 130 0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100 110 120 130

Profondeur immersion D;,, (m) Profondeur immersion D;,, (m)

(a) Enfoncement final de la coque ¢ - Les (b) Augmentation de la fleche Ady - Les
barres d’écarts a 20 % sont tracées barres d’écarts a 20 % sont tracées
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mentations d’enfoncement Ad; calculées analytiquement et numérique-
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le faire varier en fonction de I'immersion puis vérifier que cette fonction de variation peut

s’appliquer a différentes typologies de cylindre.

Des conclusions similaires peuvent étre tirées a partir des enfoncements finaux post-
traités au standoff point du cylindre et comparés sur la figure 5.19(a). Il apparait que
les solutions analytiques encadrent la solution numérique quelle que soit la profondeur
d’immersion considérée. Néanmoins, la solution associée au critere inscrit surestime trop
(i.e. 'écart est supérieur & 20%) la solution numérique pour une immersion allant jusqu’a
100 m. A Topposé, la solution circonscrite sous-estime la solution numérique, mais reste
proche de celle-ci (Iécart est inférieur & 20%). Finalement, le modele de la corde plastique
sur fondation plastique corrigé du facteur C permet, pour ce cylindre, de correctement
estimer la réponse du cylindre profondément immergé a 1'onde de choc primaire d’une
explosion sous-marine. Néanmoins, comme le montre la figure 5.19(b), le modéle mécanique
ne permet pas de retrouver le taux de variation de ’enfoncement en fonction de I'immersion.
En effet, les taux obtenus analytiquement sont quasiment constants. A contrario, le taux de
variation issu des calculs numériques augmente avec I'immersion jusqu’a une profondeur
d’immersion d’environ 70 m, pour ensuite rester a une valeur constante, supérieure aux
valeurs analytiques. Pour palier a cette limitation du modele mécanique, le facteur de
correction C ~pourrait étre défini comme une fonction de la profondeur d’immersion.
Néanmoins, la solution la plus juste physiquement serait de modéliser explicitement, a
I’aide d’un mécanisme dédié, la réponse du cylindre endommagé par ’onde choc et soumis

a la pression hydrostatique suiveuse.

5.3.3 Réponse d’un cylindre raidi immergé

Afin de valider la technique d’homogénéisation présentée au paragraphe 5.2.4 pour
tenir compte d'un raidissage circonférentiel, la réponse a l'onde de choc primaire d’un
cylindre raidi profondément immergé est étudiée a I'aide du modele analytique développé
puis les résultats sont confrontés aux résultats de simulations LS-DYNA /USA menées par
DGA/TN. Le coque cylindrique étudiée est raidie par des plats (épaisseur et largeur des
semelles sont donc nulles) ; ses caractéristiques géométriques et matérielles sont résumées
dans le tableau 5.1. L’espacement entre raidisseurs est de 100 mm et le cylindre immergé
est rempli d’air. L’'immersion maximale du cylindre est d’environ 1000 m. Les modalités
de simulation sont identiques a celles présentées au chapitre 2, a la différence pres que
les calculs ont été effectués uniquement en considérant une pression décrite en simple
exponentielle décroissante pour 'onde de choc primaire. Le temps physique de simulation
est limité a 20 ms et le temps de calcul pour chaque simulation numérique est d’environ

15 min.

Afin d’étudier les effets de I'immersion sur ce cylindre raidi, 5 profondeurs d’immersion
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Cylindre Matériaux

Longueur L 1.4m Module d’Young F 200000 MPa
Rayon R, 0.45m Masse volumique 7800 kg /m?
épaisseur h 7mm Limite élastique R, 620 MPa
épaisseur ame t,, 8 mm Module Tangent Er 645 MPa
hauteur ame h,, 40 mm Résistance ultime R, 747 MPa

TABLE 5.1 — Caractéristiques du cylindre raidi et du matériau

différentes D;,, sont considérées. La distance de tir au standoff point Dy est fixée a 0.09m et
la masse d’explosif m.. est de 80 grammes. Les grandeurs caractéristiques de ’'onde de choc
primaire produite par la détonation de I’explosif sont obtenues a partir des lois de similitude
également présentées au chapitre 2. Pour chaque scénario, le facteur de choc K ainsi que la
pression maximale Pg et la constante de temps T évaluées au standoff point, sont résumés

dans le tableau 5.2. Les scénarios de tir retenus sont suffisamment séveres pour que la

Numéro Dim, K = T
de cas m MPa ms
1 0 1.51 307.5 0.025
2 100 1.68 307.5 0.025
3 300 1.99 307.5 0.025
4 500 2.26 307.5 0.025
5 700 2.50 307.5 0.025

TABLE 5.2 — Détails des scénarios de tir simulés numériquement

coque raidie se déforme plastiquement, sans toutefois aller jusqu’a rupture de la paroi. Du
point de vue numérique, la structure étudiée est discrétisée par 15 360 éléments finis a 4
neeuds avec 6 degrés de liberté par noeud. Des éléments plaques a intégration complete de
type Belytschko-Lin-Tsay [HalO6] sont utilisés, avec 5 points d’intégration dans 1’épaisseur.
Par soucis de rapidité, I’analyse porte sur un quart de cylindre et des conditions de symétrie
sont définies au niveau des plans de coupe. Le modele numérique est constitué de 3 parties,
la partie centrale correspond au cylindre raidi lui-méme, connecté a des extrémités rigides
et encastrées, via deux sections coniques de plus grandes épaisseurs, raidies avec de plus

gros raidisseurs. La figure 5.20 montre une vue en coupe du cylindre étudié.

5.3.3.1 Analyse des résultats des simulations numériques

La figure 5.21 présente, pour quatre profondeurs d’immersion différentes, la distribution

des déformations plastiques effectives finales du cylindre raidi. Ces images permettent de
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FIGURE 5.20 — Vue du modele éléments finis du cylindre raidi étudié

mieux comprendre comment le raidissage influence le comportement du cylindre, et sont a
comparer avec celles présentées sur la figure 5.14. Sur la figure 5.21(a), qui correspond au cas
d’immersion nulle, on retrouve bien la forme elliptique de la zone enfoncée de la coque raidie.
Par contre, on remarque que les déformations plastiques effectives ne sont plus maximales
au niveau du standoff point mais aux jonctions du bordé avec les raidisseurs. Pour les
immersions plus importantes, les figures 5.21(b), 5.21(c) et 5.21(d) montrent que, comme
pour le cylindre lisse, I’étendue circonférentielle n’évolue presque pas avec I'augmentation
de I'immersion. Par contre, contrairement au cylindre lisse, I’étendue longitudinale de la
zone enfoncée n’évolue pas non plus. En fait, tout se passe comme si la zone enfoncée par
I’onde de choc était ensuite « poussée » vers 'intérieur du cylindre, les raidisseurs bloquant

son expansion longitudinale.

La figure 5.22 présente des vues circonférentielle et longitudinale des déplacements
radiaux de la coque raidie pour deux profondeurs d’immersion (0 et 500 m) qui permettent
de mieux comprendre le comportement mécanique du cylindre raidi. En effet, les figures
5.22(a) et 5.22(b) montrent que les raidisseurs absorbent une bonne partie de 1’énergie
de déformation plastique, principalement au niveau du standoff point et des frontieres
de la zone déformée. Ceci illustre que le raidissage de la coque est un excellent moyen
d’augmenter sa résistance a 'impact d'une onde de choc. Les figures 5.22(c) et 5.22(d)
montrent que la déformation de la coque raidie est plus complexe que celle de la coque
lisse. En effet, on observe un couplage entre les déformation du bordé de coque et celles des
raidisseurs. Les portions de coque entre raidisseurs se déforment localement, et, exceptée

pour la portion centrale, de facon asymétrique. Leur enfoncement local maximal n’est plus
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FIGURE 5.21 — Cylindre raidi : déformations plastiques effectives a la fin des simula-
tions numériques pour différentes profondeurs d’immersion

situé au centre de la portion de bordé, mais est plus proche du raidisseur adjacent se
déformant le plus sous 'action combinée de 'onde de choc et de la pression d’immersion. 3
points de mesure de déplacement sont définis sur la coque raidie, le premier Sy au niveau
du standoff point, le deuxieme S; situé a mi-chemin du premier raidisseur et le dernier S

localisé sur le premier raidisseur.

Pour 'immersion de 700 m, la figure 5.23 montre que le cylindre a entamé un processus
d’effondrement, qui n’est pas encore terminé a la fin de la simulation numérique. L’énergie
de déformation plastique est alors de 1000 kJ et I'enfoncement radial de 621 mm. Ceci
confirme la dangerosité de ce phénomene pour l'intégrité d’une structure immergée. Pour
le cylindre lisse, I'effondrement se produit également lorsque 'immersion dépasse les 140
m. Celle-ci correspond a un peu plus du quart de I'immersion critique du cylindre lisse,
qui est de 487 m. Pour le cylindre raidi, 'immersion a laquelle I'effondrement provoqué
par I'impact de I'onde de choc se produit est supérieure a 500 m, soit plus de la moitié
de I'immersion critique de ce cylindre ( environ 1000 m). On est tenté de conclure que le
raidissage permet de mieux protéger un cylindre de I’onde de choc. Ceci doit étre néanmoins
nuancé car la sévérité du chargement explosif appliqué au cylindre raidi est plus faible que
celle du chargement appliqué au cylindre lisse. Il faudrait pouvoir faire une comparaison

avec une méme sévérité de chargement pour conclure de maniére cohérente.
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FIGURE 5.22 — Cylindre raidi : vues circonférentielle et longitudinale des déplacements
de la coque pour deux profondeurs d’immersion
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FI1GURE 5.23 — Cylindre raidi : Implosion du cylindre - D;,, = 700 m

5.3.3.2 Comparaison des résultats analytiques et numériques

Afin de valider (ou pas) l'utilisation de la technique d’homogénéisation adoptée pour
tenir compte des raidisseurs dans ’analyse du comportement au choc du cylindre raidi,

on compare dans cette sous-section les résultats analytiques et numériques. Il faut tout

1
0.8 | & LS-Dyna/USA
—— Analytique
g 0.6 ’
§ .
—~ A
= A
E 04} i
N A
0.2 [ N i
A AA
AAA
0 | | | | | |
0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7

Position longitudinale = (m)

FIGURE 5.24 — Cylindre raidi : comparaison des solutions analytiques et numériques
pour la vitesse maximale atteinte le long de la demie-génératrice du
cylindre passant par le standoff point
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d’abord vérifier que I'énergie cinétique transmise a la coque par 'onde de choc a la fin

de la premiere phase de chargement est correctement évaluée. Les calculs analytiques sont

effectués avec les mémes coefficients d’ajustement (€1, C.,) que ceux utilisés dans la sous-

section 4.4.4. La valeur du coefficient C'™ est également fixée & 7. Le calcul numérique
1

donne une vitesse impulsionnelle maximale au standoff point de 159 m.s™" , alors qu’elle
est de 125 m.s™! pour le modele analytique. De plus, la figure 5.24 montre que le rapport
entre la vitesse maximale de la coque et la vitesse maximale au standoff point, le long de la
demie-génératrice du cylindre passant par ce point, est légerement surestimé par le modele
analytique. On constate également qu’au droit des raidisseurs, la vitesse maximale atteinte
est plus faible, car localement la masse surfacique de la structure est plus importante.
Pour le modeéle analytique, 'évaluation de I'équation (3.23) est modifiée pour prendre
en compte la masse surfacique supplémentaire au droit du raidisseur. Néanmoins, dans
le modele analytique, la diminution de la vitesse maximale est trop abrupte par rapport
au modele numérique, pour lequel la transition est plus douce entre le point au droit du
raidisseur et les points environnants. En ce qui concerne le calcul de I’énergie transmise a
la coque, cette surestimation de la vitesse le long de la demi-génératrice doit compenser la

plus faible vitesse maximale calculée au standoff point.

La figure 5.25 présente une comparaison des énergies élastiques stockées Wy et des
énergies de déformation plastique Wj,; calculées analytiquement et numériquement pour
des profondeurs d'immersion D;,, variant de 0 a 700 m. On constate sur la figure 5.25(a)
que le modele analytique sous-estime d’environ 10 % I'énergie élastique stockée dans la
coque raidie. Cet écart, qui reste fixe avec I'immersion, peut s’expliquer par le fait que
les raidisseurs ne sont pas pris en compte pour le moment dans le calcul de I'énergie
de déformation élastique du cylindre sous pression hydrostatique (équation (5.4)). En ce
qui concerne 'énergie de déformation plastique, la figure 5.25(b) illustre le fait que le
modele analytique la surestime d’un peu plus de 30 % pour le cas ou 'immersion est
nulle. Ceci s’explique sans doute par le fait que la cavitation n’est pas considérée dans
les simulations numériques. Une partie de 1’énergie de 1'onde de choc est donc dissipée
par des pressions négatives non physiques, comme expliqué dans la section 2.3. Pour des
immersions plus importantes, cet écart se réduit. A une immersion de 500 m, I’énergie de
déformation plastique donnée par le modele analytique est quasiment égale a celle obtenue
numériquement. Par contre, a 700 m, I’énergie de déformation plastique numérique explose
(> 1000 kJ), et cela n’est pas retrouvé par le modele analytique, ce qui illustre le fait que

le phénomene d’effondrement n’est pas pris en compte par le modele simplifié.

Enfin, les enfoncements issus des calculs analytiques et numériques sont comparés sur
la figure 5.26. Les trois points Sy, S7 et So, visibles sur la figure 5.22, sont considérés. On
constate que le modele analytique sous-estime I'enfoncement final au standoff point, quel

que soit le critere de plasticité utilisé et quelle que soit la profondeur d’immersion considé-
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FIGURE 5.25 — Cylindre raidi - Comparaison de ’énergie élastique stockée Wy et de
I’énergie de déformation plastique W;,; calculées analytiquement et nu-
mériquement pour une profondeur d’immersion D;,, variant de 0 a 700
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FI1GURE 5.26 — Cylindre raidi : enfoncements post-traités a l'issue des simulations LS-
DYNA /USA comparés & ceux calculés analytiquement
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rée. Ceci semble contredire le fait que pour des immersions inférieures a 500 m, 1’énergie
de déformation plastique est surestimée par le modele analytique. Le modele de la corde
plastique sur fondation plastique avec des raidisseurs homogénéisés semble donc bien trop
raide pour représenter correctement le comportement mécanique de cylindre raidi consi-
déré. De plus, 'augmentation brutale de I'enfoncement a partir d’'une immersion de 500
m n’est pas du tout prise en compte par le modele analytique. Ceci s’explique par le fait
que la technique d’homogénéisation augmente considérablement la valeur du coefficient ¢
apparaissant dans 'expression du coefficient ¢ (5.37), représentant la résistance a 1'écra-
sement d'une section du cylindre. En 'occurrence, cette valeur est multipliée par 10! On
peut donc conclure que la technique d’homogénéisation n’est pas adaptée a cette configu-
ration de raidissage et qu'un nouveau mécanisme est a développer pour prendre en compte
les couplages entre les raidisseurs et les portions de bordé situées entre deux raidisseurs.
Néanmoins, il serait intéressant de vérifier la validité de la technique d’homogénéisation

pour des écartements entre raidisseurs plus faibles.
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Chapitre 6

Conclusions et perspectives

Résumé

Dans ce chapitre de conclusion, la thése est résumée et les principaux points traités dans
chaque chapitre sont rappelés.

Ensuite, les résultats originaux obtenus dans le cadre de cette these sont détaillés.
Finalement, les applications possibles de la méthode analytique développée sont discutées
et des travaux de recherche a mener dans le futur sont suggérés pour améliorer les travaux
présentés.
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6.1 Résumé des travaux

Dans le Chapitre 1, il est expliqué que les explosions sous-marines représentent une
menace de premier ordre pour l'intégrité de la coque résistante d’un sous-marin. Il est donc
capital de considérer cette menace des la conception d'une structure immergée susceptible
d’y étre exposée. Les travaux scientifiques menés sur ce sujet depuis la Seconde Guerre
Mondiale ont permis d’aboutir a des méthodes de simulation numérique fiables permettant
d’étudier le comportement d’une structure navale lorsqu’elle est soumise a une explosion
sous-marine en champ lointain. Pour les explosions en champ proche, ces méthodes restent
valides pour déterminer les effets de I'impact de 'onde de choc primaire sur la structure.
Par contre, elles sont a ’heure actuelle toujours inadaptées pour modéliser les interactions
entre la bulle produite par ’explosion et la paroi de la structure. De plus, les simulations
numériques, bien que fournissant des résultats précis, sont complexes et longues a mettre en
ceuvre, ce qui rend leur utilisation inadaptée dans une phase de conception en avant-projet
(études de différentes conceptions, analyses de risques incluant de nombreux scénarios

d’explosions, ...).

Le développement d’une méthode analytique pour déterminer rapidement la résistance
d’une coque cylindrique immergée, raidie ou non, a I'impact de 'onde de choc primaire

s’avere donc nécessaire et constitue l'objectif principal de cette these.

La méthode que nous proposons pour l'analyse du comportement mécanique d’une
coque cylindrique immergée s’appuie sur des développements analytiques incluant les in-
teractions entre la structure et le fluide environnant. Pour modéliser ces interactions, une
version simplifiée de la méthode DA A (Doubly Asymptotic Approximation) est dévelop-
pée. Le modele de réponse mécanique du cylindre est quant a lui construit a partir du
théoreme de la borne supérieure issu de 'analyse limite plastique. Le probleme 2D de la
réponse d'une coque cylindrique est réduit au probleme 1D d’une corde rigide-plastique sur
fondations rigides-plastiques, ce qui permet d’obtenir des expressions analytiques explicites
pour I'énergie de déformation plastique et I’enfoncement final de la coque. Les résultats
obtenus a ’aide des expressions analytiques sont alors confrontés aux résultats de simula-
tions numériques, effectuées avec le code USA couplé au solveur non-linaire par éléments
finis LS-DYNA.

Dans le Chapitre 2, les phénomenes physiques mis en jeu lors d’une explosion sous-
marine sont tout d’abord décrits. La modélisation de la pression associée a ’onde de choc
primaire en simple ou double exponentielle décroissante est présentée et les formules em-
piriques permettant de caractériser et de quantifier cette onde de choc sont détaillées.
Ensuite, les fondements théoriques de l'interaction fluide-structure mise en jeu lors de la
réponse d’une paroi a ’'onde de choc sous-marine sont introduits. Enfin, la méthode de ré-

solution numérique utilisée dans le cadre de cette these est présentée. Les résultats obtenus
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pour un cas test sont comparés a des résultats d’essais, ce qui permet de les valider puis de
les utiliser comme référence. Les limites du modele numérique utilisé sont néanmoins mises
en évidence : non prise en compte du phénomene de cavitation et de I'effet des vitesses de

déformation.

A partir des fondements théoriques, présentés dans le Chapitre 2, qui permettent de
décrire de fagon exacte 'interaction fluide-structure au niveau de la surface mouillée du
cylindre, la modélisation simplifiée de I'interaction mise en jeu lors de la réponse au choc
militaire d'un cylindre est présentée dans le Chapitre 3. L’interaction entre la coque et
I’eau environnante est décomposée en deux phases successives : la phase dite temps court
au tout début du chargement en pression et la phase dite temps long correspondant a la
réponse libre en déformation de la structure. Lors de la premiere phase, la quantité d’énergie
cinétique transmise au cylindre est estimée en supposant que celui-ci ne se déforme pas.
Durant la seconde phase, la coque se déforme en dissipant plastiquement 1’énergie cinétique
transmise. Le mouvement de décélération de la paroi du cylindre dans I'eau produit un
chargement additionnel de pression lié aux effets inertiels de 'eau et représenté par une
masse d’eau ajoutée, dont le calcul est présenté dans ce chapitre. Il est montré que le
champ de vitesse impulsionnel de la paroi cylindrique est en accord avec celui extrait des
simulations numériques. Un champ simplifié de masses d’eau ajoutées correspondant a la
surface déformée du cylindre est introduit afin de faciliter les développements analytiques

réalisés au Chapitre 4.

Le Chapitre 4 est consacré a 1’élaboration d'un modele simplifié permettant de dé-
terminer la réponse dynamique d’un cylindre lisse immergé se déformant au cours de la
seconde phase. Pour ce faire, une analogie est établie entre le comportement d’une coque
cylindre soumise a un chargement asymétrique et celui d’'une corde plastique reposant sur
une fondation plastique. Des expressions analytiques de I’enfoncement final du cylindre, des
déformations et de 1’énergie de déformation plastique sont développées. Les résultats obte-
nus sont ensuite confrontés aux simulations numériques et il est montré que les solutions
analytiques encadrent la solution numérique pour des facteurs de choc K > 2 (a 1’échelle
étudiée), les écarts étant inférieurs a 20 % lorsque K > 2.3. La cohérence du modele avec
la physique est démontrée, méme si le traitement de l'interaction fluide-structure et la
modélisation du comportement dynamique de la corde plastique sur fondation plastique

peuvent étre améliorés.

Dans le Chapitre 5, le modele de la corde plastique sur fondation plastique est étendu
pour tenir compte de la pression hydrostatique qui s’exerce sur un cylindre profondément
immergé. A partir d'un modele mécanique simplifié de la corde, il est montré que les ef-
fets de fond (forces de compression axiale) ont une influence négligeable sur la réponse

d’un cylindre lisse impacté par ’'onde de choc primaire issue d'une explosion sous-marine.
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Ainsi, dans le nouveau modele mécanique du cylindre lisse en immersion profonde, seules
les forces radiales de pression suiveuse sont prises en compte. Les résultats analytiques
obtenus avec la nouvelle méthode simplifiée sont comparés a des résultats de simulation
numérique. Il est montré qu’en augmentant artificiellement I’action des forces de pression
suiveuse, le modele corrigé de la corde plastique sur fondation plastique permet de correcte-
ment estimer la réponse d'un cylindre lisse profondément immergé. Néanmoins, il apparait
nécessaire de développer un nouveau mécanisme pour correctement modéliser la réponse de
la coque cylindrique sous 'action de la pression d’immersion, celle-ci se produisant apres
la seconde phase de chargement. Enfin, I’étude d’un cylindre raidi est abordée et une tech-
nique d’homogénéisation est introduite pour tenir compte de la raideur additionnelle en
flexion apportée par des renforts circonférentiels en "T". Il est montré que, pour le cylindre
considéré, cette technique est inadaptée car elle surestime la résistance a 1’écrasement des

sections raidies.

6.2 Contributions personnelles

Le but essentiel de ces travaux de these étant de développer une méthode simplifiée,
basée sur des développements analytiques et capable d’estimer I'endommagement subi par
un cylindre immergé soumis a ’onde de choc primaire issue d’une explosion sous-marine,
les principales contributions listées ci-dessous concernent la modélisation analytique des

phénomeénes physiques mis en jeu lors d'un tel événement :

1. On montre que la modélisation de 'onde de choc primaire avec une forme en double
exponentielle décroissante est plus adaptée pour une explosion sous-marine en champ
proche que la forme en simple exponentielle décroissante. Cette conclusion serait a
confirmer avec des simulations numériques prenant en compte la cavitation et I'in-

fluence des vitesses de déformation.

2. Une formulation simplifiée de I’équation de la RPF est développée pour le cas d'un
cylindre immergée. Celle-ci permet de décomposer l'interaction fluide-structure en
deux phases successives distinctes et d’introduire les notions d’approximations temps

court et temps long.

3. L’approximation temps court permet de déterminer un champ de vitesse impulsion-
nelle atteinte par la paroi du cylindre, en supposant que la coque cylindrique est mise
en vitesse sans se déformer. Ce champ de vitesse prend en compte l'incidence entre
la direction de 'onde de choc et la normale a la paroi du cylindre. Le champ obtenu
est validé par comparaison avec des simulations numériques, puis il est utilisé pour
déterminer 1’énergie cinétique transmise a la coque cylindrique par 'onde de choc

primaire.
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. Durant la seconde phase associée a ’approximation temps long, la coque cylindrique
se déforme et dissipe plastiquement 1’énergie cinétique transmise. Ce mouvement de
décélération de la paroi du cylindre produit un chargement additionnel de pression sur
la coque, lié aux effets inertiels de 'eau située au voisinage de celle-ci. Une procédure
pour déterminer la masse d’eau ajoutée en tout point en mouvement de la coque
est développée. Apres construction d’un champ de déplacements modal des points
de la zone déformée, une équation est obtenue pour calculer le champ de masse
d’eau ajoutée correspondant. Une forme simplifiée de ce champ est développée afin

de faciliter les développements analytiques ultérieurs.

. Le modele de la corde plastique sur fondation plastique proposé par T. Wirezbicki et
M. Hoo Fatt est ensuite couplé au modele d’'interaction fluide-structure décomposé
en deux phases. Les équations de la corde sur fondation sont modifiées pour prendre
en compte une forme elliptique de la zone déformée du cylindre. Le champ modal de
déplacement est utilisé pour aboutir a une équation différentielle linéaire du second
ordre qui, une fois résolue, fournit I’évolution de I’enfoncement de la corde au standoff
point. L’énergie cinétique transmise est convertie en une vitesse initiale de la corde
et les effets inertiels de I'eau sont pris en compte a 'aide du champ de masse d’eau
ajoutée simplifié.

. Il est montré qu’il est nécessaire de prendre en compte la variation dans le temps de
la zone enfoncée du cylindre, au risque de largement sous-estimer la résistance de la
coque cylindrique. Pour ce faire, les évolutions temporelles des parametres d’endom-
magement & et a0 sont supposées étre linéaires et une procédure de moyennage des
coefficients de ’équation différentielle en déplacement est proposée. Celle-ci permet
d’obtenir des enfoncements finaux en concordance avec ceux issus des simulations

numeériques.

. La méthode simplifiée ne peut étre utilisée qu’une fois les parametres d’endomma-
gement & et g connus. Une procédure est développée pour déterminer I'étendue
longitudinale de la zone déformée pour une valeur de ay donnée. Il est montré que
la valeur obtenue est proche de celle mesurée numériquement. Enfin, une étude de
sensibilité de ’enfoncement final en fonction de la valeur de «q est effectuée. 11 est
montré que I'enfoncement final varie peu en fonction de la valeur de ay. En laissant
¢ variable, et en fixant la valeur de ap a 90 °, la méthode simplifiée peut étre utilisée

de maniere satisfaisante.

. Il est également montré que les effets de fond peuvent étre négligés pour déterminer
la réponse d’un cylindre lisse profondément immergé lorsqu’il est impacté par une

onde de choc. Cette conclusion serait a vérifier dans le cas d'un cylindre raidi.

. Le modele de la corde plastique sur fondation plastique est étendu pour prendre en

compte l'action des forces de pression suiveuse. Il est montré que celles-ci agissent
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sur un temps plus long que celui de 'impact de 'onde de choc primaire et déforment
la structure apres coup selon un mécanisme a développer. Dans le modele développé
dans le cadre de cette these, la contribution des pressions est artificiellement aug-

mentée afin de mieux corréler avec les résultats des simulations numériques.

10. Une technique d’homogénéisation est utilisée pour tenir compte de la masse et de la
raideur apportés au cylindre par des renforts circonférentiels en "T'" . Il est montré
que, pour le cylindre raidi considéré, cette technique conduit a surestimer largement
la résistance a ’écrasement d’une section du cylindre raidi. Ceci se traduit par des
enfoncements finaux bien inférieurs a ceux extraits des simulations numériques. De
plus, le phénomene d’effondrement du cylindre raidi constaté a partir d'une certaine

immersion n’est pas modélisé.

6.3 Perspectives

En I’état actuel, la méthode simplifiée développée dans le cadre de cette these est adap-
tée a I’étude de la réponse d’un cylindre lisse immergé soumis a 'onde de choc primaire
issue d’'une explosion sous-marine. Néanmoins, il faudra étendre la validation des solu-
tions analytiques développées en confrontant les résultats a des simulations numériques
tenant compte des effets de cavitation et des vitesses de déformation. Il sera également
souhaitable d’étudier des cas de chargement différents (explosion plus lointaine, charge
plus importante) et des formes géométriques de cylindres plus variées (rapports L/R et
R/h différents). Enfin, I'influence de la vitesse de déformation sur la valeur de la contrainte
d’écoulement plastique est a inclure dans le modele mécanique de la corde plastique sur
fondation plastique. Le chargement explosif est pour I'instant limité a la seule onde de
choc primaire. Des développements seront a effectuer pour inclure les effets des ondes de
choc secondaires issues de la dynamique de bulle, ainsi que le phénomene d’effondrement

de bulle sur la structure (impact d’un jet d’eau sur la paroi du cylindre).

Lorsque le cylindre est profondément immergé, une troisieme phase est a considérer afin
de mieux rendre compte de la physique associée a I’action de la pression d'immersion. Cette
phase se situe apres 'approximation temps long et un mécanisme dédié a la déformation
de la coque sous 'action des forces de pression suiveuse sera a construire. Il faudra alors
définir un critére satisfaisant de transition entre les phases de réponse a ’onde de choc et a
la pression d’immersion. En ce qui concerne la prise en compte du raidissage circonférentiel
de la coque cylindrique, il est montré que pour le cylindre étudié, la technique d’homogé-
néisation proposée surestime largement la raideur de la coque renforcée par des anneaux
circonférentiels. Dans un premier temps, on pourra vérifier a partir de quel espacement
la technique d’homogénéisation devient utilisable. Pour les cas ou elle est en défaut, un

nouveau mécanisme couplant les déplacements des raidisseurs et les déplacements du bordé

178



6.3 Perspectives

entre raidisseurs sera également a construire.

La méthode proposée est limitée a des formulations analytiques pour déterminer 1’en-
foncement final du cylindre. Ce choix implique des restrictions sur la modélisation des
différents phénomenes physiques mis en jeu lors de la réponse d’un cylindre a 1'onde de
choc issue d’'une explosion sous-marine. En premier lieu, la transition entre les phases temps
court et temps long est trop abrupte : a 'image de ce qui est fait dans la méthode DAA,
la modele gagnera en efficacité si ’on assure une transition continue entre ces deux phases.
De plus, le mécanisme de déformation de la coque cylindrique n’est pas constant dans le
temps. En effet, celui-ci change de forme en fonction de I’enfoncement : pour de petits
enfoncements, la fonction f devrait étre d’ordre 2 pour mieux représenter la variation lon-
gitudinale du déplacement. Enfin, les parameétres d’endommagements évoluent également
avec le temps. Ainsi, il sera intéressant de procéder a une résolution pas a pas du modele
de la corde plastique sur fondation plastique, en effectuant une mise a jour de toutes les

grandeurs du probleme a chaque pas de temps.
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Annexe A

Coefficients des fonctions de forme

Le tableau suivant liste les valeurs des coefficients des fonctions de forme hy(x), ho(6)

et g(0) respectivement présentées dans le chapitre 3.

ne F2(0) 9(0)
hi1 0.11 ho1 0.2 a1 0.424
his -2.03 hao -6 92 -11.53
his 1.2 hos 8.69 g3 12.56
hoy -3.66 g4 11.87
Js -23.52
Je 9.19

TABLE A.1 — Coefficient des fonctions de forme
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Annexe B

Détermination des fonctions

équivalentes

A partir des fonctions de forme présentées précédemment, la détermination des ex-
pressions des fonctions équivalentes devient analytiquement possible. On peut remarquer
que, en postulant une forme du champ de déplacement, il n’est pas nécessaire de définir,
a priori, un mécanisme de déformations des anneaux du cylindre, puisque la fonction de
forme circonférentielle est directement utilisable pour intégrer le champs de déplacement
suivant la circonférence. Cette section présente la démarche suivie pour calculer les fonc-

tions équivalentes données par les équations (4.9) a (4.12).

B.1 Masse linéique équivalente

Pour rappel, la masse linéique équivalente du cylindre se calcule avec 1’expression sui-

vante :

)iz, iz, t) = 2Ram /0 " (e, 0, 4)d (B.1)

En remplacant les termes en w par la forme modale construite a partir des fonctions

de forme définies au chapitre précédent, I’équation (B.1) devient :

m(z) = 2R.m /0 " 2 0)d0 (B.2)

Afin d’évaluer l'intégrale dans ’équation précédente, le changement de variable 0 =
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0/a(x) est effectué, ce qui donne :

1
() = 2R.ma(x) / §(8)dd (B.3)
0
En intégrant cette expression, il vient :

m(z) = 2R.ma(x)G,y, (B.4)

Ou G,, = 0.22 est obtenu par intégration numérique. Remarquons qu’en choisissant
une solution modale, la masse équivalente est indépendante du temps.Sa valeur dépend de
la forme choisie pour la zone de déformation sur le cylindre : dans le cas présent, I’équation
a(zr) = (m—ap)y/1 — (z/€)? correspond a celle d'une ellipse. La masse équivalente est donc
maximale pour x = 0 et nulle lorsque x = £. Dans ses travaux, Hoo Fatt fait I’hypothese
que la masse linéique équivalente reste constante, c’est a dire indépendante de x. Sa valeur,
égale a 2RmO, ou Oy = 0.25, est obtenue en supposant qu’un anneau se déforme selon un
mécanisme constitué de 5 rotules plastiques stationnaires, voir figure B.1 . En choisissant
la méme valeur pour ag que Hoo Fatt [Ho092], i.e. oy = /2, en x = 0, la masse linéique

équivalente vaut 2R.m * 0.35, ce qui est supérieur a la valeur retenue par Hoo Fatt.

Indéformé Déformé

FIGURE B.1 — Mécanisme des rotules stationnaires non axi-symmeétriques - tirée de
[Ho092]

B.2 Masse d’eau ajoutée linéique équivalente

En postulant la forme suivante pour le champs de masse d’eau ajoutée mg(z,0) =

M_,hq(z)ha(0), ot M, est la masse d’eau ajoutée calculée au stand-off. En suivant la méme
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démarche que pour la masse linéique équivalente de la coque, la masse d’eau ajoutée équi-

valente s’écrit :

1 -
a(z) = 2RMohi (z)a(z) /0 ha(6)g%(0)dd (B.5)
En posant G,,,, = Ji ha(8)g*(0)df , il vient :

a(5) = 2RoMyha (2)() G, (B.6)

Dans le cas ou hy(0) = 1, i.e. la masse d’eau ajoutée est considérée constante le long de
la circonférence, G,,,, = G, = 0.22. Une expression polynomiale d’ordre 4 a été déterminée
dans la partie précédente pour hQ(é), a partir du calcul de la masse d’eau ajoutée le long
de la circonférence du cylindre en z = 0. En utilisant cette expression dans l'intégrale de

I'équation (B.5), il vient G,,, = 0.914G,,.

B.3 Force axiale équivalente

Le calcul de ce terme équivalent suit la méme démarche que celle utilisée pour déter-

miner la masse linéique équivalente de la coque. Son expression est :

N(x) = 2R.Nya(z)G,p, (B.7)

La méme comparaison avec les travaux de Hoo Fatt [Ho092] que celle effectuée pour le
terme de masse linéique équivalente peut étre faite. En supposant une zone de déformation
rectangulaire, et en gardant la valeur de ayy constante suivant x, alors le modele développé
serait pratiquement identique a celui présenté par Hoo Fatt [Hoo92], puisque les fonctions
équivalentes seraient en fait des parametres équivalents, de valeurs quasiment identiques a

celles définies par Hoo Fatt.

B.4 Force résistante d’écrasement équivalente

Pour rappel, le moment résistant équivalent a I’écrasement du cylindre s’obtient a partir
de 'équation (4.12). Pour calculer ce terme, Hoo Fatt [Hoo92] postule un mécanisme de
déformation de ’anneau, constitué de 5 rotules plastiques stationnaires, reliées entre elles
par des segments rigides. En d’autres termes, la dissipation d’énergie dans l'anneau est

limitée a la rotation de ces 5 rotules. De plus, en supposant que I’étendue du mécanisme
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reste constante le long du cylindre, i.e. ag = 7/2, et indépendante de I’enfoncement (ce qui
n’est pas le cas en réalité car I’étendue de la zone déformée augmente avec I’enfoncement),
Hoo Fatt aboutit & la force résistante d’écrasement équivalente suivante : ¢ = 8M,/R,.
Si l'on utilise la forme modale du champ de déplacement w(z,0,t) = 6(t)f(x)g(d), ces
hypotheses restrictives peuvent étre abandonnées. De la théorie des coques, le taux de

courbure s’obtient a partir de la relation suivante :

wes _ 0()f(2)g"(6)

oo = 5 =~ (B.8)
En remplagant cette expression dans ’équation (4.12), il vient :

_ 2Ml a(z)

q(z) = Tp ) 19" (0)]d0 (B.9)

Afin d’évaluer lintégrale dans Déquation précédente, le changement de variable § =

0/a(x) est effectué, ce qui donne :

1) = frotss [ 1o @10 (5.10)

En notant que G, = [, |¢” ()|d , et en remplacant a(z) par son expression, il vient :

2M, G,
R.(m— ap)y/1 — (2/€)?

q(z) = (B.11)

Avec les coefficients choisis pour la fonction g, I'intégration numérique de I'intégrale
définie dans la relation (B.9) donne G, = 6.3. A la différence de I’expression obtenue par
Hoo fatt, le moment résistant équivalent d’un anneau s’exprime comme une fonction de la
position axiale x et de I'enfoncement de I'anneau, via le parametre o qui augmente avec
la profondeur d’enfoncement du bordée cylindrique. En postulant oy = 7/2, et en z = 0,

q(0) = 8M,;/R, ce qui est identique a la valeur utilisée par Hoo Fatt dans sa these.
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Annexe C

Calcul des coefficients aj, a9y et as

Les coefficients a1, as et as sont calculés de la maniere suivante :

alz/gq:c
—(£)°)?
/R (m—ao)( (52) )1/2d

— ple /[f (1 . (z)Q)S/de

Rc(ﬂ' — Ck[))
En intégrant cette expression, et en notant ¢ = 2MR G , il vient :
M, G, 1 3n& 3¢

a) =

R, w(1—-2=)16 116(1— =)

De méme pour le coefficient as :

ag = / 2dx

= 2R N,y G (7 — ) /05 (1— (E

—4x T 919
& (1—(5) ) dx

)

En intégrant cette expression, et en notant N’ = 2R N, G,, , il vient :

om N (1_%)57r

T
— N'(r — f o
a2 = N'(m — a0) 752 e 716
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Enfin pour le coefficient as :

a5 = [ (M) F )+ ma() S () )

= 2R, /OE (MG (m — ap)(1 — (

P2 ()2 4+ MyGonaha (2)(1 — (2”

= 2R G = ) [ (1= (£ 4 2R = ) [ a1 = (£

))2 f(2)?)da

En intégrant cette expression, et en notant m’ = 2R.mG,, et m,, = 2R.M,G,,,, il vient :

63 3
51”25 1 (= ao) [ h(@)(1 - () dr

az = m'(m — ap)

Une expression polynomiale d’ordre 3 a été déterminée pour hq(z), voir chapitre 3 sur
le chargement explosif, en la reportant dans I’équation précédente, et apres intégration, il

vient :

e G et 0,8
az = (m' +m, G, )m&(1 - )512 (C.3)

on G, = [Ehy(x)(1— (%)Q)Q/de/ S - (%)2)9/2dm = 0.9. Avec ces coefficients, le
terme de masse d’eau ajoutée dans le terme as est sensiblement identique a celui de la
masse structurelle équivalente de la coque, ce qui illustre bien 'importance de prendre en
compte le couplage fluide structure pour estimer correctement la déformation d’un cylindre

immergé soumis a une explosion sous-marine.
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Annexe D

~

Calcul des coefficients ay, as, a3 et M,

D.1 Détermination des coefficients a;, ay et as

Pour rappel, les expressions des coefficients ay, as et a3 sont les suivantes :

3
a; = q/16(1§"°) (D.1)
=, T Qg O
GQZNE( _?)16 (D.2)
Et
a5 = (7 + WGl (1~ 20 2T (D.3)

Ces coefficients dépendent des valeurs des parametres d’endommagement £ et ag. Les

coefficients moyennés a; sont déterminés a l'aide de la relation suivante :

1 Emax Q0maz
ELZ' = / § (&%) d(l/odg (D4)

(gmax - Elgmax)(aOmax - 627T) €1&maa Je2m

Ou €&z €t €om sont respectivement les valeurs initiales des longueurs d’endomma-
gements longitudinal et circonférentiel. Les valeurs moyennes sont calculées séparément
pour chacun des parameétres, puis les coefficients moyennés sont obtenus en multipliant les

contributions moyennées de chacun des parameétres.
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Chapitre D. Calcul des coefficients ay, as, a3 et M,

D.1.1 Contributions des valeurs moyennes suivant o

Pour les coefficients a, et as, les valeurs sont identiques, et la contribution I,, 4, s’écrit :

1 (07 max
Lm,:——————f/o (1—mﬁd% (D.5)

(aOmax - 627T) 27T ™

En effectuant le changement de variable ag = agmazQo, I'équation (D.5) devient apres

intégration :

1

Aomaz ~ Xomaz ~

Lopay = ——omaz___ | 5, . Somaz g (D.6)
(omaz — €27) 2m _cam

X0mazx

Tout calcul fait, I’expression de la contribution moyennée suivant «q pour les coefficients

aq et as est la suivante :

I(l2aa3 -

- + 2 (D.7)

En ce qui concerne le coefficient a;, la contribution moyennée suivant «q est déterminée

avec I’équation suivante :

I—lfmw APE by
" (omar — €27) Jeon 1 _ @ 0 .

™

En effectuant le changement de variable dy = qomaz /0, I'équation (D.8) devient apres

intégration :

I, — — Qomas ”'h@—”mﬂ—ma—@} (D.9)

(CVOmax - 62’”) XOomaz 71'

D.1.2 Contributions des valeurs moyennes suivant ¢

Pour les coefficients a; et as, les valeurs sont identiques, et la contribution moyennée

suivant &, I1,, o, est la suivante :

1 Emax
11, ., = —/ D.1
VR Emax(l =€) Jee sdt (D-10)
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D.1 Détermination des coefficients aq, as et as

Apres intégration, on a :

o gma:r: (1 — 6%) _ gma:c (1 — 6%)
Havan = e =5 = . (D.11)

De méme pour le coefficient as, la contribution moyennée suivant & est :

1 Emax |
I1,, = §mam(1—€1)/61§ e (D.12)

En effectuant le changement de variable € = Eymaz /&, Vexpression (D.12) s’écrit aprés

intégration :

I, = 1/1 i 1 (e (D.13)

D.1.3 Expression des coefficients aq,as et ag

Les coefficients a1, as et az s’obtiennent alors en multipliant les contributions moyennées

suivant chacun des parametres d’endommagement, ce qui donne :

3_ 3_ mazx 1 mazx - mazx
gy = 20y gy, = 315l ta)  ao il {zm _ Qomary g1 — 62)]
16 16 2 (aomax — 6271') Xomaz m
(D.14)
5, — 5]§7’7T[(12[[_a2 _ 5N'm —In(e) QOomaz 1 QOomaz €27 N e
16 16 gmax(l - 61) <a0max - 627T) 2m Qomaz 2a0maz
(D-15)
=~/ —~/ !
Gy — 637 (m’ + maGma)]aSHa3
512
s 63m(m’ + m!G...) Emar(1 + €1) Omaz | _ Qomas €T N e
°T 512 2 (Oé(]max - 6277-) 2m Qomax 2a0maz
(D.16)
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Chapitre D. Calcul des coefficients ay, as, a3 et M,

D.1.4 Influence du moyennage des coefficient a; sur la réponse

de la coque

En posant €, = 1—¢q, les évolutions du rapport de I’enfoncement maximal moyennée sur
I’enfoncement maximal non moyenné en fonction de €; sont tracées sur la figure D.1 pour
trois cas de chargement extraits du tableau 3.1, en considérant le cylindre "sec" uniquement
chargé par le champ de vitesse impulsionnelle. En tenant compte du fait que la zone
déformée augmente, les enfoncements maximaux sont diminués d’autant plus que €; est
petit. Lorsque € est égal a 1, le calcul de ’enfoncement moyenné ne peut étre effectué car
le terme a5 est infini. Physiquement, lorsque €, — 1, 'enfoncement moyenné devrait tendre
vers ’enfoncement non moyenné, mais ce n’est pas ce qui est observé sur la figure D.1. En

effet, a partir de €; ~ 0.5, 'enfoncement moyenné diminue.

]. T T 1T IR T T T TTTT T T T T T T 17177 T T T

09| |

0.8 |

0.7

0.6 |-

0.5 |

6moyenné / 5nonmoyenné
f f

—Cas 2- K =1.68
....... Casb-K =25
osl _.--== ---Cas 7-K =292 |

-
-
L ——

0.2 Ll Ll Ll Ll Ll Ll
10-6 10-° 10~4 1073 1072 107t 10°

€1

FiGURE D.1 — Evolutions du rapport de I’enfoncement maximal moyenné sur ’enfon-
cement maximal non moyenné en fonction de €; pour différents cas de
chargement.
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D.2 Détermination de la masse d’eau moyenne M,

D.2 Détermination de la masse d’eau moyenne M,

Déterminer une expression du coefficient moyenné C' a partir de ’équation (3.33) utilisée
pour calculer la masse d’eau ajoutée surfacique au standoff point est impossible. En effet,
I'expression (3.33) est évaluée numériquement pour un couple (£, ap), et les figures 3.15 et
3.16 montrent que la variation de la masse d’eau ajoutée en fonction d’un des parametres
d’endommagement dépend de la valeur de 'autre parametre d’endommagement. C’est
pourquoi, le coefficient moyenné C' est calculé & partir de la moyenne de I'équation (3.36)
de la masse d’eau ajoutée surfacique d’'une plaque circulaire de rayon a., telle que la surface
de la plaque soit égale a la surface déformée du cylindre S; = TR (7 — ap). L’équation

pour déterminer ce rayon est :

Qeqg = ﬁ =V ch (ﬂ- - Oé()) (D17>

En utilisant cette expression du rayon a., dans I’équation (3.36) de la masse d’eau
ajoutée au centre de la plaque, ce qui correspond au standoff point pour le cylindre, la

masse d’eau ajoutée moyennée pour la plaque mP49%¢ se calcule avec la formule suivante :

2 1 QOmaz 1 Emaz
mglaque _ 3p\/EC< 0 [ — OéodOéO) (/ \/Edé-)

Qomaz — €27 Jeam gmax - Elgmaz €1€max
(D.18)

La premiere intégrale correspond a la contribution moyennée suivant oy, et vaut :

]_ Q0max

()= ——— VT —aodag

Qomax — €2T Jeom
s . . . )
L’intégration de cette expression est directe et donne :

1 2
(]) = mg [(71' — €27T)3/2 — (7T - aOmaw)3/2:| (Dlg)

La deuxieme intégrale correspond quant a elle a la contribution moyennée suivant &, et

s’évalue de la maniére suivante :

1 Ema
<]]) N gma:c - E1€maac ‘/elfmaz \/gdf
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Chapitre D. Calcul des coefficients ay, as, a3 et M,

En effectuant le changement de variable £=¢ /Emaz, cette expression devient :

(IT) = m/fdg

L’intégration de cette expression est directe et donne :

\% Smaxg [1 . 63/2}

1) =

(D.20)

En injectant les contribution moyennées dans 1’équation D.18, I'expression de la masse

d’eau moyennée de la plaque devient :

[(ﬂ- - 627T)3/2 - (7T - O‘Omax)g/ﬂ irnzfg [1 - 62/2} (D'21)

~plaque: p /

aOmax - 627T

Le coefficient moyenné C' se calcule alors en divisant I'expression D.21 par I’expression

(3.36) évaluée avec a.,, ce qui donne :

e R(I) (1)

C = = D.22
mglaque \/% ( )
1.6 T
_— € = 1075
14 — e =107%
— € = 1073
—_— _ —2
12| @ =10 |
QO 1 .
0.8 |- |
0.6 |- |

0.4 | | | | | | | | |
0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4 4.5

Surface déformée Sy (m?)

FIGURE D.2 — Evolution du coefficient C' en fonction de la surface déformée pour dif-
férentes valeurs de ¢
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D.2 Détermination de la masse d’eau moyenne M,

En posant e, = 1 — ¢, les tracés de 'évolution du coefficient C' en fonction de la surface
déformée Sy sont présentés en figure D.2 pour différentes valeurs de e;. Apres une valeur
pic pour les trés petites aires de zone déformée ( Sy < 1073 m?), la valeur du coefficient
décroit subitement, d’autant plus que la valeur de €; est faible. Pour les trois plus petites
valeurs de ¢, le coefficient C' tend vers la méme valeur 0.445, et il tend vers 0.454 pour
a= 1072
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Chapitre D. Calcul des coefficients ay, as, a3 et M,
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Annexe E

Prise en compte des effets de la

pression hydrostatique

E.1 Détails des calculs pour estimer ’influence des

effets de fond

Dans cette section, les développements mathématiques nécessaires a 1’établissement

des équations (5.18) et (5.20) sont présentés. Ces calculs ne présentent pas de difficultés

majeures.

E.1.1 Détermination de I’équation (5.18)

En incluant le point de changement de signe 6;, 'intégrale du premier terme de I'équa-

tion (5.16) peut étre évaluée, ce qui donne :
él ~ a ~ 1 ~
Nym = 27R.N, V 10+ [ 140+ [ —1d9]
0 01 a
Apres intégrations, il vient :
Nim = 27 RNy [201 — a+ (=1 + a)
Les a s’annulent dans cette équation et en réarrangeant les termes, il vient :

Nim = =2 RNy (1 — 20y )

En posant N, = 2mR.N,;, on retrouve bien ’équation (5.18).
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Chapitre E. Prise en compte des effets de la pression hydrostatique

E.1.2 Détermination de I’équation (5.20)

Une fois le point de changement de signe connu a l'aide de I’équation (5.18), la valeur

absolue dans I’équation (5.14) peut étre évaluée, ce qui donne :

- 61 (12866 0, .\ .; [o[1286 0, -\ .- (1. .=
W,, = 47R.N,, Vo (1055(1—a) +u0>d9—/é (1055“_@) —|—u0>d9—/auod9]

1 (F.A]

En séparant les termes correspondant a I’enfoncement radial et les termes correspondant

a la compression axiale dans les intégrales, pour ensuite les regrouper, on obtient :

. - ~ 2 2 ~
12 01 - a - 01 - a ~ 1 ~
12809 / A I L FERA N +/ - ~uode—/uode
105 &€ \Jo a 0, a 0 0, a

(E.5)

W, = 47R. N,y

Les trois dernieres intégrales de 1’équation précédente sont ensuite évaluées et on ob-

tient :

: = ~\ 2 2
19865 (/0 [ 0\® - el 0\ -\ )

W, = 47 R.N,y (E.6)

Il reste donc a calculer les deux premiéres intégrales de I’équation (E.6). Pour cela, il

faut déterminer une primitive G de la fonction § :

G() = %“ (1 - 0>3 (E.7)

W, = 47 RN,

: ~ 3 3
12806 [ —a 0, a a 0, ) ~
o0 fmay By 8 Ay T ) gy (12
1055(3( a) T3 3( a>> io (1 - 26))
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E.2 Conversion de I'énergie élastique stockée

Tout calcul fait, cette équation se réécrit sous la forme suivante :

~ \ 3
128 66 2a 0 . .
Wi = 4T RNy —— 5 E ( -3 (1 - ;) ) — 4w R Nyt (1 — 26,) (E.9)

A partir de I'équation (5.18), 'expression de 0, suivante est obtenue :

A 1 N'Lm
o1 ) e

p

En injectant cette expression dans I’équation (E.9), et en simplifiant les termes, le taux

d’énergie de déformation plastique en membrane s’écrit :

3
W AT R.N, 128 66 [1 1( N,.m>
Np

T + 2Nmilo (E.11)

E.2 Conversion de I’énergie élastique stockée

Dans cette section, on présente les étapes de calcul pour obtenir I'équation (5.27).
La quantité d’énergie élastique Wg stockée par la coque est déterminée avec 1’équation
(5.4). Connaissant cette énergie, il s’agit maintenant de la convertir en une énergie de
déformation plastique initiale, associée a la fleche initiale d;. Pour rappel, le taux d’énergie

de déformation plastique s’écrit :

mt—?/ 2R/ (| Myfige| + | Nyu'ai'|)dfd (E.12)

En utilisant le champ de déplacements défini par ’équation (3.29), I’équation (E.12)

devient :

// M| f(2)g"(8)|dddz + 4R.8(1) // N, f (2)2(8)|dBda

(E.13)

mt -

Dans cette équation, les intégrales ne dépendent plus du temps. On peut donc intégrer

temporellement cette expression, afin de déterminer 1’énergie de déformation plastique W,
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Chapitre E. Prise en compte des effets de la pression hydrostatique

a un instant t, ce qui donne :

¢ ra(x)
Ll (2)g" (0)|dOdz+4R.62(t) /0 /O N, f' (2)26%(0)|dOda
(E.14)

t. 46(t
0

Au temps t; correspondant a l'instant initial de la réponse a I'onde de choc primaire,
en égalant I’énergie plastique de déformation W;,; et I'énergie élastique stockée Wg, la

relation suivante est obtenue pour déterminer le déplacement initial ¢; :

/ /a@ M| f(2)g"(0)|d0dz + AR5 /£ /a(m) N ()¢ (0)|d0de  (E.15)
0 JO

Il s’agit maintenant d’évaluer les intégrales présentes dans le terme de droite de 1’équa-

tion (E.15), dont le résultat dépend des hypotheses de modélisation faites.

E.2.1 Cas ou les effets de fond sont considérés

Lorsque les effets de fond sont considérés, comme expliqué dans la sous-section 5.2.2, on
suppose que la zone déformée est rectangulaire et qu’elle s’etend sur toute la circonférence
du cylindre, i.e. ag = 0. De plus, la masse d’eau ajoutée n’est pas considérée. Dans ce cas,

I'équation (E.15) devient :

_4751' ¢ o 2 ¢ / 2 [T 2
- % /0 M, f(x) /0 1g"(0)|d6da + 4R, /0 Nof'(2) /0 g2(0)|d6de (E.16)

L’évaluation des intégrales suivant la circonférence du terme de droite de 1’équation
(E.16) est détaillée en Annexe B et dans le 5. En injectant les expressions obtenues et
en considérant la correction produite par les effets de fond, modélisée par le coefficient de

réduction Cjy, explicité dans I’équation (5.20), on obtient :

AM,G, [ 9 ¢
Wi = =220 [ f(a)da + 5347chNpl§aC’im / F(2)2dz (E.17)
Tl 0 0

Si les effets de fond ne sont pas considérés, alors il suffit de fixer la valeur de C},, a 1.

L’expression de f’(x)? est donnée en Annexe C; en effectuant les intégrations suivant z,
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E.2 Conversion de I'énergie élastique stockée

I'équation (E.17) devient :

AMuG, 86
S | S247R.N,
TR, 15 TNy

2a . 128
5 Cim 105¢

Finalement, en posant ggr = % et N = QWRCNPZ%I, I’équation du second degré

suivante est obtenue pour déterminer le déplacement initial J; :

256 NC;n, 5 16qEré
105¢ 15

E.2.2 Cas ou les effets de fond sont négligés

Les hypotheses faites pour développer le modele de la sous-section 5.2.3 sont différentes :
la zone déformée est elliptique, aq est variable et la masse d’eau ajoutée est prise en
compte. Compte tenu de ces hypotheses, 1’évaluation des intégrales de ’équation (E.15)
est modifiée. Elle suit le déroulé des intégrations exposées dans les Annexes B et C, utilisé
pour déterminer I'énergie de déformation plastique dans la sous-section 4.3.2. Tout calculs

faits, ’équation du second degré suivante est obtenue pour déterminer ’enfoncement initial

61':

20207 + 2a10; — Wg =0 (E.20)

O les coefficients a; et ay sont donnés respectivement par les équations (C.1) et (C.2).
De plus, cette équation peut étre modifiée pour prendre en compte I'évolution temporelle
de la zone déformée en remplacant les coefficients a; et a, par leurs valeurs moyennées
ay et as. Les expressions de ces coefficients moyennés sont données respectivement par les
équations (4.36) et (4.37).
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Résumé : La conception d’'une coque de sous-marin
est cruciale pour son opérabilité et la sécurité de
léquipage, mais également complexe. En effet, les
ingénieurs doivent prendre en compte a la fois la
légéreté, la discrétion acoustique et la résistance de
la coque a la pression d'immersion et aux attaques
extérieures. Les explosions sous-marines
représentent une menace de premier ordre pour
lintégrité de la coque, dont le comportement doit étre
correctement analysé. Les travaux présentés dans
cette thése portent sur le développement d'une
méthode simplifiee, basée sur des formulations
analytiques, pour étudier la réponse mécanique d’'un
cylindre profondément immergé a une explosion
sous-marine. Le but de cette méthode est de fournir
aux ingénieurs une estimation rapide des dommages
subis par la coque cylindrique, leur permettant de
simuler un grand nombre de scénarios d’explosion.

Dans ce travail de thése, le modéle de la corde
plastique sur fondation plastique est repris et adapté
a létude dun cylindre immergé soumis a un
chargement explosif, pour lequel les effets de
pression dimmersion et d’interaction fluide-structure
sont a prendre en compte. Une modélisation
simplifiée de linteraction fluide-structure est couplée
avec le modele de corde plastique sur fondation
plastique, en considérant d’'une part les effets de la
pression dimmersion et d’autre part le raidissage
circonférentiel du cylindre. Des expressions
analytigues sont développées pour calculer
lenfoncement de la coque ainsi que son énergie de
déformation plastique. Les résultats obtenus sont
comparés a des résultats d'essais et de simulations
numériques, ce qui permet de valider
progressivement la méthode simplifi€e, mais aussi
de mettre en évidence ses limitations.

Analytical modelling of an immersed cylinder’s response to an underwater explosion

Keywords : Underwater Explosion, Fluid-Structure Interaction, Cylindrical Shell, limit analysis, dynamic

plasticity, analytical formulation

Abstract : The design of a hull of submarine is
crucial for its operability and the safety of the crew,
but also complex. Indeed, the engineers have to take
into account at the same time lightness, acoustic
discretion and resistance of the hull to immersion
pressure and to environmental attacks. Underwater
explosions represent a first-rate threat to the integrity
of the hull, whose behavior needs to be properly
analyzed. The works presented in this thesis concern
the development of a simplified method, based on
analytical formulations, to study the mechanical
behavior of a cylinder deeply immersed subjected to
an underwater explosion. The purpose of this method
is to give engineers a fast estimation of the damage
undergone by the cylindrical shell, allowing them to
compute a large number of scenarios of explosion.

In the scope of this thesis, the model of the plastic
string on plastic foundation is picked up and adapted
to the study of an immersed cylinder subjected to an
explosive load, for which the effects of immersion
pressure and fluid-structure interaction are to be
taken into account. This simplified model of the fluid-
structure interaction is coupled with the model of a
plastic string resting on plastic foundation, by
considering on one hand the effects of the immersion
pressure and on the other hand the circumferential
stiffening of the cylinder. Analytical expressions are
derived in order to calculate the final deflection of the
shell as well as its energy of plastic deformation. The
obtained results are compared with results obtained
with numerical simulations, which allows to validate
gradually the simplified method, but also to highlight
its limitations.
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