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3.2 Caractérisation de la dégradation des stratifiés comportant des
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5 Synthèse . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 51

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés



ii Table des matières

2 Revisite du mésomodèle 53
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1.2.1 Généralités . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 61
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Conclusion 139

A Investigations numériques des splits à l’aide du mésomodèle classique 141
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Introduction

Contexte industriel Les matériaux composites ont connu un essor très important dans
de nombreux domaines industriels, tels que l’aéronautique, l’automobile, le spatial ou en-
core l’éolien... En effet, ils possèdent d’extraordinaires qualités en termes de légèreté, de
rigidité, de résistance mécanique et à la corrosion, de tenue à la fatigue et de facilité de
mise en forme. Cependant, les processus de conception et de dimensionnement des struc-
tures en matériaux composites demeurent problématiques. Afin de maı̂triser les risques,
les industriels sont ainsi amenés à multiplier les essais et à surdimensionner les pièces
et les assemblages, ce qui se répercute sur les coûts et les délai de développement, ainsi
que sur la masse des appareils. L’utilisation de facteurs de sécurité très importants est
également liée à la dispersion relative à la nature ou la fabrication des pièces composites
et au manque de confiance dans la modélisation du comportement complexe des stratifiés.
Ceci réduit donc d’autant l’avantage concurrentiel des composites par rapport aux alliages
métalliques légers.

Contexte scientifique De nombreux modèles dédiés à la prédiction de rupture de struc-
tures stratifiées ont été proposés dans le but de favoriser l’utilisation des matériaux com-
posites. Les premiers efforts ont conduit à des critères de rupture classiques, dits “macro-
scopiques”, qui se basent sur des expressions mathématiques de composantes du tenseur
de contraintes ou déformations, avec ou sans distinction sur la nature de la rupture ainsi
que sur celle de sollicitations [Tsai, 1984, Nahas, 1986, Echaabi et al., 1996]. Toutefois,
la formulation de ces critères s’appuie généralement sur les propriétés de rupture d’un
stratifié lisse unidirectionnel qui se rompt dès l’apparition du premier endommagement à
l’échelle macroscopique. Ainsi, ces critères de rupture ne fonctionnent correctement que
dans le cas des stratifiés soumis à un champ de déformation ou de contrainte homogène et
ils ne tiennent pas compte de phénomènes physiques de dégradation après l’apparition du
premier endommagement. Les approches macroscopiques sont mises en échec lorsque la
tenue mécanique est pilotée par le processus de rupture, ce qui est notamment le cas des
structures composites stratifiées présentant des singularités géométriques. Des modèles
semi-empiriques de rupture dits “analytiques” ont alors été proposés avec prise en compte
de la zone d’endommagement au voisinage de concentrations de contraintes en utilisant
une longueur caractéristique à l’échelle macroscopique où les aspects phénoménologiques
de dégradation sont négligés du fait de la complexité à considérer. Les travaux de
[Kortschot et Beaumont, 1990a, Kortschot et Beaumont, 1990b, Kortschot et al., 1991,
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2 Introduction

Kortschot et Beaumont, 1991, Green et al., 2007] ont montré le rôle crucial des
mécanismes d’endommagement et leur interaction dans le processus de rupture abou-
tissant aux différents modes de rupture à l’échelle structurale lorsque la zone d’endom-
magement devient plus large. Il est donc primordial d’intégrer dans la modélisation une
compréhension approfondie ainsi qu’une description plus fine et robuste des mécanismes
de dégradation des composites stratifiés. Ainsi, des modèles d’endommagement basés sur
la physique observée expérimentalement ont été développés, dans l’objectif de prendre
en compte les intensités et les interactions de différents mécanismes de dégradation au
sein de structures composites stratifiées. Il existe deux familles d’approches : la micro-
mécanique discrète, qui reflète la morphologie de dégradation, et la mécanique conti-
nue de l’endommagement, qui décrit les mécanismes via des indicateurs de l’état. Ces
approches sont aujourd’hui employées par les industriels comme des outils numériques
performants dédiés aux simulations numériques, permettant de réaliser des économies de
coûts et de délai en diminuant la part d’essais physiques. Cette stratégie correspond à ce
qu’on appelle le � Virtual Testing �.

Initié au Laboratoire de Mécanique et Technologie (LMT), le mésomodèle
est un des premiers modèles continus d’endommagement dédiés aux
structures composites stratifiés à avoir présenté une grande robustesse
[Ladevèze, 1983, Ladevèze, 1986, Ladevèze et al., 1989, Ladevèze et Le Dantec, 1992,
Ladevèze, 1992, Ladevèze, 1994, Ladevèze, 1995, Ladevèze et al., 2001],
[Allix, 1989, Allix et Ladevèze, 1992, Allix et al., 1994, Allix et Ladevèze, 1995,
Allix et Corigliano, 1996], [Gilletta de Saint Joseph, 1985, Gilletta et al., 1986],
[Le Dantec, 1989], [Vittecoq, 1991], [Daudeville, 1992], [Lévêque, 1998]. Il pos-
tule que le comportement de tout stratifié peut être analysé jusqu’à la rupture finale par
l’intermédiaire de deux constituants élémentaires assimilés à un milieu continu endom-
mageable : le pli et l’interface. Au cours des années, le mésomodèle a connu de nombreux
développements, ainsi que des validations par rapport à des résultats expérimentaux.
Un pont entre micro et méso-mécaniques a été construit dans le cas des chargements
plans [Ladevèze et Lubineau, 2001, Ladevèze et Lubineau, 2002, Lubineau, 2002] et
hors-plans [Marsal, 2005, Ladevèze et al., 2006]. Ce pont micro-méso permet d’englober
une description de la fissuration transverse dans la méso-modélisation. Il est alors
démontré que le mésomodèle peut être considéré comme la version homogénéisée de
la micro-mécanique. Toutefois, les travaux de [Abisset, 2012] ont mis en lumière la
faiblesse du mésomodèle dans les cas de stratifiés portant une forte concentration de
gradients. Il a été montré que le mésomodèle ne permettait pas d’analyser de manière
fiable et précise les splits initiés de manière isolée dans les zones de forts gradients.
En effet, le splitting et la fissuration transverse sont les mécanismes de dégradation
intra-laminaires à l’échelle du pli et manifestent donc la même morphologie. Alors que
la fissuration transverse engendre un réseau de fissures, le splitting est à l’origine de
fissures fines et isolées qui prennent part à l’atténuation des concentrations de contraintes
ou interagissent avec d’autres endommagements conduisant à de différents modes de
rupture à l’échelle structurale.
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Introduction 3

Objectifs du travail de thèse Cette thèse exploite la plus récente version du
mésomodèle présentée par [Ladevèze et al., 2017], dans laquelle on distingue les
modélisations des fissurations sous forme d’un réseau quasi-périodique de la forme lo-
calisée du splitting. L’objectif de ce travail est de valider de manière approfondie cette
dernière version, en la complétant au besoin en faisant appel aux modélisations et si-
mulations numériques d’un nombre significatif d’éprouvettes présentant de différentes
singularités géométriques. La validation n’est pas réalisée en comparant simplement
les prédictions en termes de contraintes à rupture et d’évolution de l’endommagement
dans des cas spécifiques, mais aussi en mettant l’épreuve le mésomodèle pour prédire
précisément les effets des dimensions dans le plan, d’empilement et d’épaisseur du pli.
Ceux-ci ont en effet un impact crucial sur le développement et l’interaction des différentes
scénarios d’endommagement menant aux différents modes de rupture au niveau structu-
ral. Les circonstances manifestant la complexité des mécanismes d’endommagement sont
en général des structures munies de concentrations de contraintes. On s’intéresse dans ce
travail aux concentrations générées par des singularités typiques de l’industrie : trous et
entailles. Ces dernières conduisant à la perte de l’intégrité des structures composites à
cause de la rupture des fibres ou du délaminage intense.

Tous les calculs numériques ont été réalisés sur la base des essais issus de la littérature
et à l’aide du logiciel de calculs SAMCEF. L’exploitation du code industriel SAMCEF,
en liens étroits avec l’éditeur, est une caractéristique de ce travail qui tente d’être au plus
proche des outils de l’ingénieur. Dans le cas de l’introduction de splits, les calculs ont été
réalisés avec la version améliorée du mésomodèle classique pour déceler le positionne-
ment de splits à l’aide d’un critère de splitting. Les splits détectés ont ensuite été modélisés
avec des éléments cohésifs à travers des maillages alignés. De plus, afin de prendre en
compte le caractère non local de la rupture de fibres, un modèle à gradient implicite a
été implémenté dans SAMCEF. Ce modèle délocalise la force thermodynamique de la
rupture des fibres en introduisant une longueur caractéristique qui réagit la rupture des
fibres.

La première famille de tests qui a été réalisée s’est basée sur les travaux de Kortschot
et al., dans lesquels des tests de traction ont été effectués sur des plaques doublement
entaillées en V. Il a été montré dans les essais de Kortschot et al. que le dernier état de
dégradation est crucial pour la rupture finale. Les différents types de dégradation avant la
rupture totale (appelés les endommagements sous-critiques) ont été différenciés : splits,
fissures transverses et délaminage. La seconde famille de tests que nous avons considéré
est basée sur les travaux de Wisnom et al., dans lesquels les effets de dimensionnement
ont été étudiés en fonction de l’intensité des endommagements sous-critiques. Le compor-
tement de fissuration transverse est également identifié pour s’adapter au matériau utilisé
dans les essais.

Plan du mémoire Ce manuscrit s’articule en 4 chapitres :
Le premier chapitre est consacré à une étude bibliographique des modèles de rupture

et d’endommagement, notamment dédiés aux structures composites stratifiées présentant
des concentration de contraintes.
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4 Introduction

Le deuxième chapitre a pour but d’effectuer une revisite du mésomodèle avec la
récente introduction du nouveau modèle de l’interface. Il aborde aussi le modèle à gra-
dient implicite nativement implémenté dans SAMCEF pour la rupture des fibres.

Le troisième chapitre présente une première validation fine et détaillée de la nouvelle
version du mésomodèle en comparant les prédictions avec les travaux de Kortschot et al.

Le quatrième chapitre présente une étude complète sur des plaques trouées de Wisnom
et al. présentant les différents modes de rupture. Une identification du comportement de
la fissuration transverse est effectuée et mise au point dans le mésomodèle.
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Notations

a Coefficient de couplage pour la plasticité
b2 Coefficient de couplage de forces associées à l’endommagement diffus
b3 Coefficient de couplage pour l’endommagement diffus
d,d′,d23 Variable pour l’endommagement diffus
d̄22, d̄12, d̄23 Variable d’endommagement pour la fissuration transverse
d f Variable d’endommagement pour la rupture fibre
d13,d23,d33 Variable d’endommagement pour le délaminage (ou dI,dII,dIII)
D Distance entre fissures dans le plan
ED Énergie de déformation du pli
ed Énergie de déformation de l’interface
E◦i Module d’Young initial dans la direction i
G◦i j Module de cisaillement initial du pli dans le plan i− j
GI,GII,GIII Taux de restitution d’énergie pour la fissuration transverse
GI

c,G
II
c ,G

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

GI,GII,GIII Taux de restitution d’énergie pour le délaminage
GcI,GcII,GcIII Taux de restitution d’énergie critique pour le délaminage
ν◦i j Coefficient de Poisson i− j
h Épaisseur du pli
h̄ Épaisseur de transition du pli
hI Épaisseur de l’interface
k Coefficient de couplage pour l’endommagement des fibres en compression
E Module d’Young de l’interface
G Module de cisaillement de l’interface
R◦ Limite d’élasticité
R(p) Loi d’écoulement plastique
rc Coefficient prenant en compte la non linéarité en compression sens fibre
Yd,Yd′ Composantes de la force thermodynamique pour l’endommagement diffus
Y Force thermodynamique de couplage pour l’endommagement diffus
Y◦ Effort seuil pour l’initiation de l’endommagement diffus
Yc Effort limite pour l’endommagement diffus
Y22,Y12,Y23 Composantes de la force thermodynamique pour la fissuration transverse
Yρ Force thermodynamique globale pour la microfissuration
Yd f Force thermodynamique pour la rupture sens fibre
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6 Notations

Y t
d f c Effort limite pour la rupture fibre en traction

Y c
d f c Effort limite pour la rupture fibre en compression

YdI ,YdII ,YdIII Composantes de la force thermodynamique pour le délaminage de l’interface
Yint Force thermodynamique globale pour le délaminage de l’interface
ρL,A,A12,A22 Paramètres pour la fissuration transverse
εi j Composante du tenseur de déformation
ϑ Angle entre deux plis adjacents
ρ Densité de fissuration dans le pli
ρ̄ Densité de fissuration moyenne entre deux plis adjacents
τ+,τ− Taux de délaminage
γ Coefficient matériau pour la fissuration transverse
ρs Densité de fissuration à saturation
σi j Composantes du tenseur des contraintes
〈•〉 Partie positive
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Chapitre 1

État de l’art

1 Essor des matériaux composites

1 Les modélisations des composites stratifiés à fibres continues

1 Phénoménologie des dégradations des Composites à Matrice
Organique

1.1 Présentation des stratifiés à fibres continues

On s’intéresse dans ce travail aux composites stratifiés à matrice polymère et fibres
longues ou continues, c’est à dire des fibres pour lesquelles le rapport longueur sur diamètre
est très élevé. Un stratifié est composé d’un empilement de plis dits unidirectionnels. Un
schéma descriptif de la composition d’un stratifié est proposé Figure 1.1. L’épaisseur d’un
pli unidirectionnel est de plusieurs centaines de micromètres et dépend du grammage. Pour
diminuer les coûts de production, on utilise aujourd’hui des plis à fort grammage (environ
300 micromètres contre environ 125 auparavant). Chaque pli est obtenu par arrangement de
fibres (carbone ou verre le plus souvent) dont le diamètre varie de 3 à 200 micromètres et
d’une résine (matrice) répartissant les contraintes entre les fibres. Les matrices polymères
sont souvent utilisées pour des raisons de coûts et performances (elles fournissent une bonne
adhésion et sont relativement faciles à mettre en forme). L’orientation des fibres définit l’in-
clinaison du pli par rapport à un axe donné. L’un des avantages des stratifiés est la possibi-
lité d’orienter les fibres selon des directions adaptées aux efforts imposés à la structure. La
conception d’une structure stratifiée passe donc par le choix des matériaux, des orientations
des fibres et de l’agencement des plis (séquence d’empilement de plis d’inclinaison donnée).

Fibres

Matrice

Plis unidirectionnels
Stratifié

+

Figure 1.1: Composition d’un composite stratifié

Les stratifiés sont désignés par l’orientation des fibres de chaque pli par rapport à une
référence arbitraire (axe −→x ) correspondant très souvent à la direction du chargement. Un
pli à 0˚ possèdera des fibres orientées selon l’axe −→x tandis qu’un pli à 90˚ aura des fibres
perpendiculaires à cet axe. On indique en indice le nombre de plis adjacents ayant la même
orientation (on parle alors de couche). L’indice "s" correspond à un stratifié symétrique
pour lequel on ne renseigne que la moitié de l’empilement. Afin de limiter le couplage
traction/flexion qui complexifie l’analyse, la plupart des stratifiés sont symétriques. En plus
de cette caractéristique, les stratifiés sont équilibrés pour obtenir un comportement ortho-
trope macroscopiquement. Ainsi, pour chaque orientation θ, le stratifié doit contenir une
couche dont la direction des fibres fait un angle −θ avec l’axe −→x . Les stratifiés [0/90]s
sont par construction équilibrés. Enfin, l’ordre des couches a un impact sur les effets de
bord principalement, le comportement macroscopique à coeur étant le même quelque soit
l’agencement du stratifié. A titre d’exemple, l’empilement [0/−45/45/90]s donne un com-
portement identique au stratifié [0/90/45/ − 45]s macroscopiquement.

12 Thèse de doctorat - D. Violeau - 2007

10 µm
<latexit sha1_base64="7GGIMUv3HkRXjXysQ0vdQOSQdX4="></latexit>

0.1 mm
<latexit sha1_base64="ebLIs7Qe5TgEriI2Y1Lb7CWQnKI="></latexit>

1 à 10mm
<latexit sha1_base64="nR81k0CW00K+CEpCZE4PPvPiAJA="></latexit>

FIGURE 1.1: Composition d’un composite stratifié [Violeau, 2007]

Du fait de leurs extraordinaires qualités en termes de mécanique et d’allégement, l’uti-
lisation des matériaux composites, au sein des structures industrielles, est en plein es-
sor. Un matériau composite est avant tout une structure, un assemblage d’au moins deux
phases non miscibles mais ayant une forte capacité d’adhésion et dont les propriétés sont
très différentes mais se complètent. Cette étude va particulièrement s’intéresser aux struc-
tures composites à fibres longues (figure 1.1), plus précisément les plastiques renforcées
de fibres de carbone car elles sont courantes dans de nombreux domaines de l’industrie.
Les constituants élémentaires sont les fibres longues, d’un diamètre à peu près 4 fois

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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plus fine d’un cheveu et la matrice. En composite, les fibres de carbone, dont le rôle est
d’assurer la fonction de résistance mécanique aux efforts, présentent une raideur et une
résistance élevées ainsi qu’une masse volumique assez faible. La matrice assure quant à
elle la cohésion entre les renforts de manière à répartir les sollicitations mécaniques. Les
matrices étudiées sont soit thermodurcissables, soit thermoplastique. De plus, l’arrange-
ment des fibres et leur orientation permettent de renforcer les propriétés mécaniques de la
structure.

Les composites étudiés sont des composites stratifiés à base de plis unidirection-
nels. Une pièce composite stratifiée est ainsi obtenue par l’empilement de couches de
différentes orientations (voir la figure 1.1). Les stratifiés sont désignés par l’orientation
des fibres de chaque pli par rapport à une référence arbitraire (l’axe ~x par exemple). Un
pli à 0◦ possèdera les fibres orientées selon l’axe ~x alors que celui à 90◦ aura les fibres
orthogonales à cet axe. De façon générale, un pli d’orientation θ comporte les fibres fai-
sant un angle θ avec l’axe ~x. On indique en indice le nombre de plis contigus de même
orientation (on parle alors de couche). L’indice � s � correspond à un stratifié symétrique
pour lequel seule la moitié de l’empilement est renseignée. Un stratifié symétrique permet
le découplage des comportements en membrane et en flexion/torsion. En plus de cette ca-
ractéristique, pour simplifier l’analyse, le stratifié symétrique peut être équilibré lorsqu’il
comporte autant de couche orientées suivant un angle θ que de couches orientées suivant
un angle -θ conduisant aux deux découplages entre traction et cisaillement et entre flexion
et torsion. La figure 1.2 montre un exemple de stratifiés symétriques.

X (0°)

Y

Z

[45/90/-45/0]2s
<latexit sha1_base64="uiHpA2GUw20b6XsicGHS6lKZNdI="></latexit>

[45/90/-45/0]s
<latexit sha1_base64="c3jxU/qn68/n/PEm67n1MV5yFVY="></latexit>

[45/-45/90/0]s
<latexit sha1_base64="3lqSY6it1g5WYWx4BI/sFluH15A="></latexit>

[90/45/0/-45]s
<latexit sha1_base64="PvFDmQckVbpId94yReXL90Ashpg="></latexit>

FIGURE 1.2: Exemple de stratifiés symétriques

Les structures à fibres longues sont couramment utilisées dans l’industrie
aéronautique. Les technologies des matériaux composites ont déjà été employées dans
le passé pour certaines parties secondaires d’avions. Cependant, depuis 2011, c’est la
première fois que rentrent en opération des avions gros porteurs qui sont construits majo-
ritairement de composites. La figure 1.3 indique le pourcentage en poids des composites
de l’aérostructure au cours d’une trentaine d’années. Il est passé de 5% pour l’A310 à
52% pour l’A350 chez Airbus. La masse structurale de l’A350 est de 15 tonnes plus
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légère qu’elle ne l’aurait été sans composite, permettant ainsi le gain de masse de 15
tonnes. Du côté de chez Boeing, le pourcentage en poids est passé de 5% pour B757 à
50% pour B787.

unprecedented material properties are in high demand. Not surprisingly, the aerospace
market is one of the largest and arguably the most important to the composites industry.
Commercial aircraft, military aircraft, helicopters, business jets, general aviation aircraft,
and spacecraft all make substantial use of high-performance composites. The aerospace
usage of high-performance composites has experienced a continuously growing over
several decades (Figure 1).

(a)

(c)

(b)

FIGURE 1 Increase of the weight content of composites in aircraft structures over a 30-year time span: (a) trends
in military aircraft composite usage [1]; (b) trends in civil aircraft composite usage [2]; (c) breakdown of weight con-
tent by material types in Boeing 787 and Airbus A350 XWB [3].

2 Introduction Chap. 1

STRUCTURAL HEALTH MONITORING OF AEROSPACE COMPOSITES

Composite content by Weight

B787 A350 50+%
<latexit sha1_base64="UQfWm7tOOUGJKQhq5B0w7grsSq4="></latexit>

A380 23%
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A320

A340-500/600

A340B777
10-15%

<latexit sha1_base64="OcN/HqP6kL1qRwTxzgDhzava8hw="></latexit>

A310
B757 B767 5-6%

<latexit sha1_base64="VH98D8mQ4LZyd4LRQRRn8VikGgA="></latexit>
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FIGURE 1.3: Évolution du pourcentage en poids des composites dans les avions depuis
une trentaine d’années [Victor, 2016]

2020); and (iv) an 80% reduction in nitrogen oxide (NOX) emissions. A more detailed
vision of the aerospace goals in the 2050 time frame is given in the report “Flightpath
2050: Europe’s Vision for Aviation” [8]. Similar requirements have been put forward in the
United States and elsewhere. As a result, the civilian aerospace industry is now producing
large almost all-composite passenger aircraft like the Boeing 787 Dreamliner and Airbus
A350 XWB airliners (Figure 4). These unprecedented engineering achievements have over
80% composites by volume.

(a)

(b)

Boeing 787 Dreamliner

FIGURE 4 Composite content of all-composite airliners: (a) Boeing 787 Dreamliner has B80% by volume
(B50% by weight) composites [9]; (b) Airbus A350 XWB has B83% by volume (B52% by weight) composites [10].
The lower by-weight ratio is due to the fact that other materials are much heavier than composites.

STRUCTURAL HEALTH MONITORING OF AEROSPACE COMPOSITES

11Sec. 1.5 Today’s Aerospace Composites

Composition by major component
Carbon laminate
Carbon sandwich
Other composites
Aluminum, 20%
Titanium, 15%
Titanium/steel/aluminum
Steel, 10%
Other, 5% COPYRIGHT ©2012 THE BOEING COMPANY

}
<latexit sha1_base64="GWKuVAbQcu1uhxKuhs1Xg7ocjWo="></latexit>

50% by weight

FIGURE 1.4: Proportion des différents matériaux dans le Boeing 787 Dreamliner : les
composites représentent 80% de son volume soit 50% de la masse [Victor, 2016]

La figure 1.4 montre la répartition de différents matériaux dans le Boeing 787 Dream-
liner. C’est le premier avion à avoir une enveloppe composite, à base de fibres de carbone

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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plastifiées pour le fuselage et les ailes. Les composites représentent 50 % de la masse
du Boeing 787 et 80 % de son volume. Cela diminue son poids de 20 % par rapport à
une structure en aluminium permettant le gain de kérosène de l’ordre de 20 %. L’arrivée
massive de matériaux composites dans les nouveaux avions du futur a été passée en revue
par [Marsh, 2004].

La conception et le dimensionnement de pièces de structures aéronautiques en
matériau composite requièrent actuellement un grand nombre d’essais mécaniques à
différentes échelles allant jusqu’à la rupture d’avions complets. Dans ce contexte indus-
triel, les modèles de simulation sont amenés à prendre une importance de plus en plus
prégnante afin de substituer à tout ou une partie des essais réels onéreux par des essais
en simulation numérique. Cette démarche correspond à ce qu’on appelle � Virtual Tes-
ting �. Les matériaux composites font l’objet de très nombreux travaux de recherche dans
la littérature afin de comprendre leur comportement à rupture et de réaliser des simula-
tions numériques. Les mécanismes de dégradation des composites sont aujourd’hui très
bien connus. Toutefois, la simulation et la prédiction des composites jusqu’à rupture de-
meurent un challenge majeur et nécessitent de profondes études en termes de modélisation
et d’outils de calculs numériques.

2 Mécanismes d’endommagement des structures compo-
sites stratifiées

Les mécanismes de dégradation des composites stratifiés sont clairement
identifiés par de nombreux travaux tant théoriques qu’expérimentaux sous
l’angle de la vision micromécanique [Garrett et Bailey, 1977, Parvizi et al., 1978,
Bailey et al., 1979, Bailey et Parvizi, 1981, Nairn, 1989, Nairn et Hu, 1992, Nairn, 1992,
Nairn et Hu, 1994, Herakovich, 1998, Berthelot, 1999, Gamstedt et Sjögren, 1999,
Lagattu et Lafarie-Frenot, 2000]. Plusieurs facteurs peuvent influencer le développement,
l’ordre d’apparition et les interactions des endommagements : la séquence d’empilement,
le processus de fabrication, la nature de la matrice et des interfaces, l’environnement...
Du fait de leur composition, les structures composites peuvent être observées à différents
échelles allant de la fibre (échelle microscopique) au stratifié complet (échelle macro-
scopique) en passant par le pli (échelle mésoscopique). Une distinction naturelle est
faite selon l’échelle spatiale à laquelle un mécanisme de dégradation se développe. Six
mécanismes élémentaires peuvent alors être répertoriés.

2.1 L’endommagement à l’échelle de la fibre
Les mécanismes de dégradation décrits à cette échelle, dont la longueur caractéristique

est de l’ordre de 10-5 m, se traduisent par des défauts répartis de manière quasi-homogène
dans le pli. Il ne permet pas donc d’identifier clairement les faciès de rupture à l’échelle
du pli. Par conséquent, ces mécanismes sont traités comme des phénomènes diffus ou
continus à l’échelle du pli. On distingue 3 principaux mécanismes d’endommagement.

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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• l’endommagement diffus, dû à l’apparition des microfissures et à des décohésions
à la jonction entre les fibres et la matrice (voir la figure 1.5), est généralement initié par
des défauts au sein de chaque pli. Ce mécanisme est souvent le premier endommagement
observable sous certains niveaux de chargement. Ce mécanisme est fondamental dans les
stratifiés [±45]s puisqu’il apparaı̂t avant tout autre mécanisme de manière importante, per-
mettant d’observer une perte de rigidité conséquente [Lagattu et Lafarie-Frenot, 2000].

1 Les modélisations des composites stratifiés à fibres continues

Figure 1.3: Décohésions entre les fibres et la matrice

Ces dégradations sont initiées par des défauts au sein de chaque pli. La répartition des
fibres est très souvent aléatoire compte tenu des processus de fabrication. Cette disper-
sion de fibres crée des zones de concentration de contraintes qui initient les décohésions
fibres-matrice ou les microfissures au sein de la matrice (Figure 1.4). De plus, l’interface
entre les fibres et la matrice est souvent imparfaite (mauvaise adhésion par exemple) et est
très souvent à l’origine de ces décohésions. Ces mécanismes sont désignés sous le terme
d’endommagement diffus. Ce mécanisme est fondamental dans les stratifiés [±45]s puis-
qu’il apparait avant tout autre mécanisme de façon importante.

Figure 1.4: Concentration de contraintes pour un échantillon de fibres matrice soumis à des
efforts de traction

� Microvides dans la zone interlaminaire

La zone située entre deux plis est qualifiée de zone interlaminaire et est souvent riche
en matrice. Les contraintes dans cette zone peuvent initier des microfissures ou microvides
dans la matrice. On parle alors de délaminage diffus (Figure 1.5).

14 Thèse de doctorat - D. Violeau - 2007

FIGURE 1.5: La décohésion fibres/matrice et la coalescence [Gamstedt et Sjögren, 1999]

• le délaminage diffus apparaı̂t sous forme des microvides ou micropores dans la
zone riche en matrice située entre deux plis (voir la figure 1.6).

1 Phénoménologie des dégradations des Composites à Matrice Organique

Figure 1.5: Microvides au niveau de la zone interlaminaire

A l’échelle du pli, les mécanismes décrits ci-dessus apparaissent comme des phéno-
mènes quasi continus. Rarement pris en compte dans certaines modélisations, ces méca-
nismes sont pourtant d’une grande importance lorsque le stratifié est chargé en cisaillement
et dans ce cas, ils sont alors les phénomènes qui apparaissent en premier. Les travaux de
(Lagattu & Lafarie-Frénot, 2000) ont permis de mettre clairement en évidence ce phéno-
mène.

1.2.2 Mécanismes discrets à l’échelle du pli

Les mécanismes discrets par opposition aux mécanismes continus présentent des sur-
faces de rupture facilement observables à l’échelle considérée.

� Microfissuration

Lors d’essais de traction, les décohésions fibres-matrice se rejoignent pour former des
fissures traversant toute l’épaisseur d’un pli. Ces fissures se propagent parallèlement aux
fibres. Cette caractéristique simplifie considérablement l’étude des stratifiés car la direction
de propagation des fissures est fixée par la géométrie et non par le chargement comme on
peut l’observer dans d’autres composites tels que les SiC/SiC. Les premiers plis affectés
par la microfissuration sont les plis à 90˚, c’est à dire ceux dont les fibres sont perpendicu-
laires par rapport à la direction de chargement. C’est d’ailleurs pour cette raison que l’on
parle aussi de fissuration transverse (Figure 1.6a). Sous chargement de traction, les fissures
sont très souvent perpendiculaires par rapport aux plis. Des microfissurations peuvent aussi
apparaître dans les plis dont l’inclinaison est la plus grande par rapport à la direction de
chargement (Figure 1.6b). De nombreuses observations ont été menées sur des stratifiés
croisés pour étudier l’apparition et le développement des fissures transverses pour des char-
gements statiques ou de fatigue.

Lorsque le chargement croît, le nombre de microfissures augmente et se traduit ma-
croscopiquement par une diminution de la rigidité longitudinale du stratifié (dans la di-
rection du chargement) et une modification des propriétés thermiques. Les microfissures
introduisent des chemins à travers lesquels des agents corrosifs peuvent pénétrer à l’inté-
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FIGURE 1.6: Microvides dans la zone interlaminaire [Violeau, 2007]

• la rupture de fibres entraı̂ne en général la ruine du stratifié. Sous chargement
de traction, seulement quelques fibres viennent à rompre dans un premier temps. Ce
mécanisme est stable jusqu’à ce qu’une certaine quantité critique de fibres ait rompu.
À ce stade, la propagation devient instable et toutes les fibres rompent brutalement, le
stratifié est alors considéré comme totalement ruiné. Compte tenu de l’orthotropie du stra-
tifié, les fibres sont chargées différemment dans chaque pli, celles des plis à 0◦ sont alors
les plus sollicitées ; ce qui peut entraı̂ner leur rupture brutale et celle de l’empilement.

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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Dans [Violeau, 2007], la rupture des fibres peut être classée dans les mécanismes conti-
nus car il fait intervenir l’échelle de la fibre ou dans les mécanismes discrets étant donné
que le nombre de fibres qui rompt engendre ainsi un faciès de rupture clairement iden-
tifiable à l’échelle du pli (figure 1.7a). Cependant, les essais de compression ont révélé
un phénomène de plissement (kinking en anglais) associé à l’apparition d’une bande de
plissement (kink-band en anglais) conduisant une contrainte en compression dans le sens
des fibres significativement plus faible qu’en traction [Feld, 2011] (figure 1.7b).

Mécanismes d’endommagement des stratifiés 9

a) Décohésion fibre matrice.

b) Rupture fibre.

Figure 1.2: Mécanismes d’endommagement à l’échelle de la fibre.

◦ A l’échelle de la fibre (" 10 µm), trois mécanismes sont observés :
– la dégradation diffuse dans les plis : elle est associée à la décohésion entre les

fibres et la matrice, à l’apparition de fissures dans la matrice à l’échelle de la fibre
(Figure 1.2 a), et à la dissipation d’énergie par frottement ;

– la dégradation diffuse de l’interface (microdélaminage) : elle correspond à l’appa-
rition de microfissures dans la zone riche en résine entre deux plis ;

– la rupture sens fibre : elle conduit généralement à la ruine complète du matériau
(Figure 1.2 b).

◦ A l’échelle du pli (" 100 µm), deux mécanismes sont observés :
– la fissuration transverse : elle correspond à la création de fissures dans le pli par

la percolation à l’échelle supérieure de la dégradation diffuse (Figure 1.3 a). Ces
fissures s’étendent sur toute l’épaisseur du pli et sont parallèles aux fibres ;

– le délaminage local : il correspond à la dégradation de la zone entre deux plis à
cause des surcontraintes locales en pointe des fissures qui se sont développées dans
le pli (Figure 1.3 b).

Généralement, ces mécanismes se développent de manière hiérarchisée : même si leur
vitesse de propagation ou leur interdépendance sont très guidées par la microstructure,
l’ordre et la localisation de leur apparition reste sensiblement les mêmes pour une large
gamme de matériaux et de chargements (Figure 1.4).

◦ Lors de la fabrication de la pièce, des contraintes résiduelles dues au changement
de température peuvent entraîner de l’endommagement diffus dans les plis (pouvant
aller jusqu’à la création de fissures).

◦ Pendant la phase de chargement, l’endommagement diffus continue à se développer

Un mésomodèle d’endommagement des composites stratifiés pour le virtual testing
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FIGURE 1.1: Kink-band dans un film composite de bore-polyamide-époxy par le Dr.
Padawer [Argon, 1972]

Ce n’est qu’avec des montages récents et l’usage de chargements multi-axiaux tels
que celui de l’équipe de Kyriakides [Vogler et Kyriakides, 2001a], ou d’échantillons spé-
cifiques comme l’éprouvette entaillée utilisée par l’équipe de Pinho [Pimenta et al.,
2009, Gutkin et al., 2010b], qu’a réellement pu être observé in situ le phénomène de
formation d’une kink-band. En effet, sans prendre quelques précautions, la rupture
est instable et la propagation ne peut être capturée, même à l’aide d’une caméra ra-
pide. Les essais menés dans le cadre du projet VulComp ont confirmé ce phénomène
d’instabilité à l’échelle de l’échantillon. Sur la micrographie de la Figure 1.2, issue d’un
cas de chargement mixte compression-cisaillement, on peut observer pas à pas le scé-
nario de rupture. Initialement, les fibres du composite sont relativement droites, mais
soumises à un important champ de compression axial. Compte tenu de leur élance-
ment, passé un certain seuil, un premier groupe de fibres flambe, qui se devine dans le
coin en haut à gauche (1). Il s’agit d’une zone faible, à cause de la présence d’effets de
bords et/ou de défauts. Perdant alors l’essentiel de leur rigidité, les fibres transfèrent
la charge sur leurs voisines, qui se mettent à leur tour à flamber sous cette sollicitation
supplémentaire. Ainsi, l’instabilité se propage à travers toute la structure (2-6). Elle ré-
sulte finalement en une bande de plissement (ou kink-band) qui traverse la totalité du
pli et s’élargit progressivement (7-11) jusqu’à ce que les fibres rompent (12).

On notera que la bande en question présente un angle non nul avec la direction 2,
transverse aux fibres. Le plus souvent, les fibres rompent le long de deux plans nets,
relativement parallèles, qui délimitent l’épaisseur de la bande. Si l’on continue à char-
ger le pli alors qu’une première kink-band est apparue, il peut parfois en apparaître
d’autres, dites conjuguées [Weaver et Williams, 1975, Oguni et al., 2000], comme sur la
micrographie de la Figure 1.3. D’après les observations expérimentales, l’angle d’une
kink-band est une valeur qui se retrouve de façon répétitive au sein d’une même fa-
mille matériaux [Sivashanker et al., 1996, Vogler et Kyriakides, 1997]. Pour divers types
de composites stratifiés, des valeurs d’angles de kink-band situées entre 10 et 30˚ont

Vers un pont micro-méso de la rupture en compression des composites stratifiés

a)
<latexit sha1_base64="fQy5B/5dseIt7EpGH2ci22PENFY="></latexit>

b)
<latexit sha1_base64="fpwb2elJyNzTi5pYOdn7CbdH6Do="></latexit>

FIGURE 1.7: a) Rupture des fibres [Abisset, 2012] b) Kink-band [Feld, 2011]

2.2 L’endommagement à l’échelle du pli
Les mécanismes présentent des surfaces de rupture facilement observables à l’échelle

du pli. On répertorie 3 mécanismes d’endommagement remarquables à cette échelle dont
la longueur caractéristique est de l’ordre de 10-4 m :
• la fissuration transverse résulte, lors d’un chargement d’une structure composite,

d’un processus de percolation de l’endommagement diffus permettant d’engendre les fis-
sures matricielles de façon parallèle à la direction des fibres et traversant toute l’épaisseur
du pli (voir la figure 1.8). Ce mécanisme s’installe principalement dans les plis forte-
ment désorientés par rapport à la direction d’application de la charge, c’est à dire que
les premiers plis affectés sont ceux dont les fibres sont perpendiculaires à la direction de
chargement. Ainsi, cette dégradation est essentiellement due aux contraintes de traction
transverses. C’est d’ailleurs pour cette raison que ce type d’endommagement est désigné
sous le terme générique de � fissuration transverse �. Les fissures transverses s’amorcent
généralement aux bords libres. La cinétique des fissures transverses dépend de non seule-
ment la ténacité du matériau et des conditions de sollicitation mais aussi de l’épaisseur du
pli. Dans les plis fins, l’initiation et la propagation de la fissure sont deux étapes distinctes
de sa formation. Une fissure peut s’initier sans se propager immédiatement au sein du pli.
La création d’une fissure traversant l’épaisseur du pli nécessite alors une certaine quantité
d’énergie. Dans les pli épais, l’initiation et la propagation d’une fissure sont simultanées :
si une fissure est initiée, elle va forcément se propager. La création d’une fissure nécessite
donc moins d’énergie. Lorsque le chargement augmente, la formation de fissures matri-
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cielles aboutit fréquemment à un motif quasi périodique caractérisé par un taux de fissu-
ration (ce qu’on appelle également la densité de fissuration). Ce processus conduit à une
diminution macroscopique de la rigidité du stratifié. Au fur et à mesure du chargement,
les fissures matricielles ne peuvent plus se développer, on atteint alors un régime de sa-
turation. En effet, l’apparition d’une fissure matricielle entraı̂ne une chute de contrainte ;
le niveau atteint ne permet alors plus de créer de nouvelles fissures. C’est le mécanisme
de délaminage local qui se développe. Dans le cas des plis épais, lorsque le taux de fis-
suration devient important, il est possible d’observer des fissures matricielles inclinées
par rapport aux celles qui traversent toute l’épaisseur du pli [Jalalvand et al., 2014]. Ce
type de fissures est rarement observé dans la littérature et n’est généralement pas pris en
compte dans de diverses modélisations.

FIGURE 1.8: Fissures matricielles transverses et obliques observées dans le pli à 90◦ d’un
stratifié croisé [0/904]s [Jalalvand et al., 2014]

• le splitting. Il est possible que ce type de fissuration matricielle puisse ap-
paraı̂tre dans les plis à 0◦ parallèlement à la direction de chargement (figure 1.9). Dans
ce cas, on qualifie ce mécanisme de splitting. Les observations expérimentales menées
par [Nairn et Hu, 1994] sur des stratifiés croisés de type [0m/90n]s soumis à de la trac-
tion montrent que le splitting est du aux déformations transverses dans les plis à 0◦.
Ces dernières sont causées par la différence entre les coefficients de Poisson des plis
à 0◦ et 90◦. En outre, le splitting fait l’objet de nombreuses études dans la littérature
puisqu’il pilote le processus de rupture des structures composites stratifiées portant des
singularités géométriques. [Moffat et al., 2008] a fait appel à la microtomographie par
rayonnement synchrotron afin d’observer in situ l’évolution de l’endommagement dans
un stratifié [90/0]s doublement entaillé soumis à un chargement de traction (figure 1.9).

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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En particulier, ces fissures de type splitting prennent l’importance dans la redistribution de
contraintes dans certaines circonstances. Malgré tout, l’amorçage des splits reste encore
la problématique qui pose des questions tant au niveau expérimental que numérique.

FIGURE 1.9: Microtomographie 3D de différents mécanismes d’endommagement dans
le stratifié croisé [90/0]s doublement entaillé en V [Moffat et al., 2008]

• le délaminage local naı̂t à partir des fissures matricielles qui sont stoppées à l’in-
terface entre deux plis (figure 1.10). Des microfissures apparaissent dans la zone riche en
résine entre deux plis, initiées par les fissures transverses qui créent des concentrations de
contraintes au niveau de l’interface.

1 Phénoménologie des dégradations des Composites à Matrice Organique

diculaires ne traversant pas toute l’épaisseur du pli. Ce type de microfissures est rarement
observé et n’est généralement pas pris en compte dans les diverses modélisations.

� Délaminage local

Les microfissures sont stoppées par les plis adjacents au pli fissuré. Au niveau de la
pointe de fissure, la singularité des contraintes entraîne le développement de fissures qui se
propagent entre deux plis adjacents à partir de la pointe de fissure transverse. On appelle ce
phénomène le délaminage local (Figure 1.7).

Figure 1.7: Délaminage local en pointe de fissure transverse

Le délaminage local est principalement initié au niveau des bords pour lesquels les
contraintes sont plus élevées et ont un effet tridimensionnel.

Les interactions possibles entre la microfissuration et le délaminage local sont bien illus-
trées pour des stratifiés [±25/90n]s. Le choix des orientations ±25 favorise ce délaminage
en comparaison avec des stratifiés [0/90]s où le délaminage n’apparaît que très tardivement.
Le délaminage apparaît à l’interface −25/90 à partir de la pointe de fissures transverses
existantes pour des épaisseurs importantes du pli à 90˚. Il part du bord libre et se propage le
long des microfissures ou dans la largeur du spécimen. Des observations similaires ont pu
être proposées sur des stratifiés [±45/0/90]s pour lesquels du délaminage est détecté.

� Délaminage macroscopique

Le délaminage local est suivi rapidement par un délaminage macroscopique (séparation
des plis visible à l’échelle de la structure) conduisant très souvent à la ruine de l’empile-
ment. Ce délaminage macroscopique est aussi initié par l’existence de défauts (mauvaise
adhérence entre les plis, résidus de film protecteur des plis oubliés lors de l’assemblage...).

� Rupture de fibres

Compte tenu de l’orthotropie macroscopique du stratifié, les fibres sont chargées diffé-
remment dans chaque pli. Même si leur charge à rupture est élevée, certaines fibres solli-
citées en traction peuvent rompre de manière brutale. Les ruptures de fibres entraînent en
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FIGURE 1.10: Délaminage local en pointe de fissure transverse [Violeau, 2007]
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• le macro délaminage a une étendue beaucoup plus importante que le micro
délaminage décrit préalablement. Il peut être provoqué par la coalescence des micro
délaminages par un chargement de type hors plan ou, sur un bord libre, par les différences
de coefficients de Poisson dans les plis. Une singularité géométrique est généralement à
l’origine de ce phénomène (proximité d’un bord, d’un trou, d’un raccord angulaire entre
structure, ...). Cet endommagement entraı̂ne une perte de rigidité dans la structure qui sera
plus ou moins importante selon le type de chargement. Le macro délaminage correspond
à un décollement de deux couches entre elles : les plis se détachent, les efforts ne sont plus
repris que par certains plis : à ce moment la structure est considérée comme totalement
ruinée (figure 1.11).

smallest difference between predicted fiber failure and delamination
stress. When the ply block thickness is increased to 0.25 mm, 2 mm
total laminate thickness, the delamination stress is significantly
reduced. This reduction is sufficient to bring it below the point at
which fiber failure was predicted to occur and therefore the predicted
failure mode changes to delamination. The overall effect was to
significantly reduce the laminate failure stress as thickness is
increased from 1 to 2 mm: 442 MPa compared with 641 MPa.

The second layup, !90= " 45=0=45#s, was one of the weakest at
1 mm, due to the limited amount of 0 deg splitting and hence notch
blunting, but had one of the largest differences between fiber failure
and delamination stress. The increase in thickness to 2 mm again
caused a reduction in predicted delamination stress. This reduction,
however, did not bring the stress below that predicted by theWeibull
criterion. In this case, the fiber failure prediction in fact occurs almost
simultaneously to the delamination prediction, unlike the 1mm case,
in which there is a clear separation. Here, the load has reached a local
maximum, and it is at this point that the Weibull criterion is
exceeded, before any significant reduction in load due to the
delamination. Figure 9 shows the sequence of damage growth. Each
row shows a plan view of the specimen, with the predicted damage at
an increasing applied extension. The stress is calculated from the
nodal reaction forces. Predicted delamination at each of the three
interfaces is shown separately. The dark colored areas indicate
completely failed interface elements. In areas far away from the hole,
this can appear as a series of lines or points instead of continuous
color, due to the coarser mesh used in these areas. The predicted
splitting in all plies is shown simultaneously in a single image at each
load, on the right-hand side. It was felt that in this case, because the
delamination had not extensively propagated, it should still be
classed as a fiber failure. In practice, because the failure stresses are
so close, only a small amount of delamination is likely to be
necessary to cause a local stress concentration and trigger fiber
failure.

IV. Experimental Validation
To validate the preceding analyses, specimens weremanufactured

from unidirectional carbon/epoxy prepreg (Hexply IM7/8552) with
dimensions as per Fig. 5. Large flat plates were laid up and cured
according to the manufacturers’ recommended cure cycle. From
these plates, the 16-mm-wide specimens were cut using a water-
cooled diamond cutting wheel. The holes were initially drilled
undersized and then reamed to the final 3.175 mm diameter. Glass/
epoxy end tabs were bonded on to the specimens to prevent any
damage from gripping in the test machines. The two stacking
sequences identified and modeled in Sec. III.B were used. The
nominal ply thickness was 0.125 mm, giving a baseline laminate
thickness of 1 mm in each case. Each stacking sequence was then
scaled in the thickness direction by doubling up the plies (ply-level
scaling), giving stacking sequences of !452= " 452=902=02#s and
!902=452=02= " 452#s, with a nominal laminate thickness of 2 mm.
For each layup, 8 specimens were tested in tension at a rate of
0:5 mm=min, and failurewas defined as a load drop greater than 5%.

Both of the 1-mm-thick layups failed by fiber failure with some
evidence of pullout of the off axis plies, as can be seen in Figs. 10a
and 10b. The !45= " 45=90=0#s laminate failed at an average stress of
563MPa, and the !90=45=0= " 45#s laminate failed at 481MPa. This
follows the same trend as predicted by the analysis, although the
exact strength values show some difference to the predicted 627 and
506 MPa strengths, respectively. The 2-mm-thick specimens of the
first stacking sequence, !452= " 452=902=02#s, showed a change in
failure mode from the fiber-dominated failure in the 1-mm-thick
specimens to delamination in the 2-mm-thick specimens. For this
failure mode, there is significant delamination that starts at the hole
and extends back to the grips, covering the entire gauge section (see
Fig. 10c). This event causes a load drop greater than 5%. Although
the 0 deg plies remain intact and can carry further tensile load, to all
intents and purposes, the specimen has lost all structural integrity
and is therefore deemed to have failed. The average failure load for
these laminates was 474 MPa, significantly below that of the 1-mm-
thick specimens. This matches well with the 442 MPa predicted by
the analysis, which also captured the change in failure mode to
delamination.

The second 2-mm-thick stacking sequence, !902=452=02=
"452#s, did not change failure mode with increased thickness.
Instead, it presented a fiber-dominated failure pattern (Fig. 10d) very
similar to the 1-mm-thick laminate for this same stacking sequence.
This resulted in an average failure stress of 499 MPa, slightly higher
than the thinner specimens and in very good agreement with the
512MPa predicted by the analysis. It was noted during the tests that a
large number of cracking sounds could be heard before final failure
that were not present in the 1-mm-thick tests. This gives further
credibility to the analysis result, which showed there to be significant

Fig. 9 Damage development sequence for 2-mm-thick !902= " 452=02=452#s stacking sequence.

Fig. 10 Photographs of failed specimens a) !"45=45=90=0#s,
b) !90= " 45=0=45#s showing fiber failure, c) !452= " 452=902=02#s
showing delamination failure, and d) !902= " 452=02=452#s showing fiber
failure.
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FIGURE 1.11: Le décollement total de l’interface 90◦/0◦ du stratifié [452/-452/902/02]s
[Hallett et al., 2009c]

2.3 Succession des mécanismes jusqu’à rupture finale
La figure 1.12 présente les mécanismes de dégradation pris en compte dans le

mésomodèle du LMT dont on parlera plus loin, ainsi que leur enchaı̂nement pour la plu-
part des cas pratiques. Les dégradations de type diffus se développent de façon progressive
dans les plis et les interfaces (scénarios 3 et 4). Suite à leur accumulation, les décohésions
fibres-matrice coalescent dans l’épaisseur du pli afin de créer une fissure transverse. Dans
la suite, le mécanisme de fissuration transverse est initié et se développe progressivement
sous forme d’un réseau de fissures (scénario 1). Avec l’augmentation du chargement, des
délaminages locaux apparaissent aux pointes des micro-fissures en raison de la surcon-
trainte locale (scénario 2). La compétition entre ces deux derniers mécanismes (scénarios
1 et 2) finit par la saturation de la fissuration transverse. L’endommagement est alors pi-
loté par délaminage local qui se développe très rapidement. Finalement, la ruine arrive
par la rupture des fibres et/ou le délaminage macroscopique entre les plis.

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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Fig. 1 The main damage mechanisms for laminated composites

Fig. 2 The chain of damage scenarios for laminated composites

discrete model by introducing “minimum cracked surfaces”. This enters in what is
called “Finite Fracture Mechanics” (see [20, 3]).

2.2.2 Modeling of the fiber-matrix material

Here, we review our mesomodel limited to Scenario 3 and 4. Scenarios 1 and 2,
which appear through thresholds, are not included. Therefore, we describe the dif-
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Fig. 1 The main damage mechanisms for laminated composites

Fig. 2 The chain of damage scenarios for laminated composites

discrete model by introducing “minimum cracked surfaces”. This enters in what is
called “Finite Fracture Mechanics” (see [20, 3]).

2.2.2 Modeling of the fiber-matrix material

Here, we review our mesomodel limited to Scenario 3 and 4. Scenarios 1 and 2,
which appear through thresholds, are not included. Therefore, we describe the dif-
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Scenario 3
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Saturation
Final


fracture 

FIGURE 1.12: Les principaux mécanismes d’endommagement pris en compte dans le
mésomodèle LMT et leur enchaı̂nement [Ladevèze et al., 2017]

3 Structures composites industrielles : singularités
géométriques

3.1 Généralités
L’assemblage de différentes structures composites par rivetage, par vis ou par boulons

nécessite couramment la réalisation de trous. La dernière permet également des passages
des câbles électriques et phoniques ou de différentes raisons pratiques comme des portes,
des hublots... Cependant, le perçage de ces trous fait apparaı̂tre des dommages de nature
différente dans ces structures. Ce phénomène se traduit alors, à l’échelle macroscopique,
par la création d’une fissure qui conduit à l’affaiblissement de structures durant leur fonc-
tionnement en raison de la surcontrainte locale appelée concentrations de contraintes.
Outre le perçage, il est possible qu’une fissure puisse apparaı̂tre sur la structure de manière
plus ou moins dangereuse lors de sa mise en service. La figure 1.13 indique les différentes

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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tailles de trous sur le débris d’un A321.

 

Rivets 

Endommagement

probablement créé par 

un débris projeté lors

d’une explosion à 

l’intérieur de l’avion

Hublot

Trappe de 

maintenance

FIGURE 1.13: Photographie d’une épave d’Airbus A321 [Serra, 2016]

Les structures composites portant des singularités géométriques manifestent une com-
plexité des mécanismes de dégradation dans les zones de concentrations de contraintes.
De ce fait, les champs de contraintes sont fortement altérés conduisant à de différents
modes de ruptures. On s’intéresse plus particulièrement aux concentrations générées par
des découpes typiques de l’industrie : trou et entaille. Ces dernières sont les lieux pri-
vilégiés conduisant à la perte de l’intégrité des structures composites à cause de la rupture
des fibres ou du délaminage intense.

3.2 Caractérisation de la dégradation des stratifiés comportant des
singularités géométriques

Le comportement à rupture de structures en matériaux composites stratifiés en
présence de singularités géométriques est influencé par le développement plus ou moins
progressif des mécanismes d’endommagement au fur et à mesure des sollicitations ap-
pliquées. Cette partie vise à étudier, dans un premier temps, les mécanismes d’endomma-
gement et leurs interactions dans les structures singulières. Ensuite, l’étude porte sur les
effets du dimensionnement sur le développement de zones d’endommagement et les pro-
priétés à rupture. Ces cas étudiés dans cette partie font l’objet de l’analyse et validation
du mésomodèle dans les chapitres 3 et 4.

3.2.1 Essais de traction de plaques doublement entaillées en V

Dans les travaux [Kortschot et Beaumont, 1990a], les auteurs supposent que la dis-
tribution de contraintes en amont des singularités sous forme d’une entaille en V
est altérée par l’accumulation et l’interaction des différents scénarios d’endommage-
ment. Par conséquent, le dernier état de l’endommagement est censé avoir un cru-
cial impact sur la contrainte à rupture. Afin de déterminer cette influence sur les pro-
priétés de rupture, les approches expérimentale et numérique ont été réalisées dans

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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[Kortschot et Beaumont, 1990a, Kortschot et Beaumont, 1990b, Kortschot et al., 1991,
Kortschot et Beaumont, 1991]. L’étude expérimentale consiste à réaliser des essais en
traction sur des plaques composites de stratification croisée munies de double entailles
en V. Les observations expérimentales montrent qu’il existe une relation stricte entre le
dernier état de l’endommagement et la contrainte à rupture : plus la zone d’endomma-
gement est extensive, plus la contrainte à rupture est élevée. Les simulations numériques
par éléments finis intégrant a priori la morphologie de l’endommagement (splits à 0◦

et délaminage sur l’interface 90◦/0◦) observée expérimentalement sur les éprouvettes
testées montrent un effet de relâchement de contraintes autour du fond d’entailles. Les
résultats de cette étude mettent en avant la nécessité de prendre en compte les différents
mécanismes de l’endommagement et de suivre leur évolution dans la modélisation du
comportement à rupture.

Kortschot et al. ont mené des essais de traction sur des stratifiés doublement en-
taillés en V à diverses caractéristiques géométriques et de drapages afin de mettre en
évidence la relation entre le comportement mécanique et le processus de l’endommage-
ment des stratifiés considérés. Les méthodes de rupture semi-empiriques dont on parlera
dans la prochaine section s’appuient sur l’analyse de contraintes uniquement autour de
la singularité d’origine et elles y négligent les détails de la morphologie de l’endom-
magement. Toutefois l’extension de l’endommagement peut modifier la répartition des
contraintes en amont de l’entaille. À titre d’exemple, on considère les deux éprouvettes
de géométrie identique mais respectivement composées des empilements [90/0]2s et
[902/02]s, la contrainte à rupture de [902/02]s est 50% supérieure à celle de [90/0]2s
tandis que l’analyse de contraintes pour les deux cas devrait être identique. La figure
1.14 montre que l’extension de la zone d’endommagement sur la plaque [902/02]s est
significativement plus large que celle de la plaque [90/0]2s. Sur ces images obtenues
expérimentalement, on voit clairement les fissures émanant du front de l’entaille en V
dans le sens des fibres, ce que l’on appelle la fissure de splitting ou le split. Ces fissures
de splitting sont accompagnées par le délaminage sur l’interface 90◦/0◦ de forme trian-
gulaire. Comme montré sur la figure 1.14, les zones de forme triangulaire sont fortement
plus large sur l’éprouvette [902/02]s que sur [90/0]2s et la densité de fissuration dans
les plis à 90◦ est fortement plus importante pour [902/02]s que pour [90/0]2s. Les auteurs
de [Kortschot et Beaumont, 1990a] ont remarqué à partir des observations expérimentales
que le délaminage de forme triangulaire se propage vers le centre de l’éprouvette en même
temps avec sa poursuite de la propagation des splits à 0◦.

FIGURE 1.14: Les zones d’endommagement pour les deux éprouvettes identiques res-
pectivement composées de [90/0]2s et [902/02]s[Kortschot et Beaumont, 1990a]
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Environ 60 spécimens ont été testés. L’endommagement est observé à l’aide de la
radiographie X. Une présentation plus complète du protocole expérimental, la descrip-
tion de l’instrumentation des machines d’essais ainsi que la procédé de fabrication des
éprouvettes sont disponibles dans [Kortschot et Beaumont, 1990a]. On peut distinguer
deux séries d’essais pour étudier deux effets de dimensionnement : l’effet d’échelle et
l’effet d’empilement. Les derniers ont un impact significatif sur l’évolution de l’endom-
magement. La géométrie des éprouvettes à double entailles en V est caractérisée par la
longueur L, la largeur w, la taille de l’entaille a. L’angle de l’entaille en V (noté ϕ) est,
quant à lui, fixé à 60◦. Les caractéristiques géométriques sont données sur figure 1.15.

a

w

L

'

' = 60o
2a

w
= 0.5 L

w
= 2FIGURE 1.15: Les caractéristiques géométriques des éprouvettes réalisées dans les essais

[Kortschot et Beaumont, 1990a]

En résumé, les images X-radiographique révèlent les trois principaux mécanismes
d’endommagement :

– les fissures de splitting à 0◦ ;
– la fissuration transverse sous forme d’un réseau quasi-périodique de fissures ma-

tricielles dans les plis à 90◦ ;
– le délaminage sur les interfaces 0◦/90◦ sous forme triangle qui suit les splits à 0◦

en même temps avec sa propagation vers le centre du spécimen considéré.
Les auteurs ont également remarqué que les splits à 0◦ ont un important rôle dans la

répartition de contraintes sens fibres au front des entailles en V conduisant à de différentes
contraintes à rupture inexpliquées par la mécanique linéaire de la rupture. Les éprouvettes
se rompent par la rupture des fibres dans les plis à 0◦ de manière prédominante.

3.2.2 Campagne d’essais de traction de plaques trouées

Une grande campagne expérimentale sur des plaques trouées soumises à un char-
gement de traction jusqu’à la ruine finale a été réalisée par [Green et al., 2007,
Hallett et al., 2009b, Hallett et al., 2009c] dans le but d’étudier précisément les effets
d’échelle de structures en composites stratifiés portant des singularités géométriques.
En effet, la tenue mécanique de ces dernières fait objet de nombreuses études dans la
littérature car elle peut varier considérablement lors du passage d’un dimensionnement à
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l’échelle du laboratoire à celui à l’échelle industrielle. Dans [Green et al., 2007], les em-
pilements symétriques quasi-isotropes construits sur la base de forme [45/90/-45/0] ont
été choisis afin d’étudier les impacts de l’augmentation homothétique des dimensions des
plaques trouées sur leur comportement et leur contrainte à rupture. D’autres effets sont
également mis en évidence dans la campagne d’essais lors de l’épaississement des plis,
l’augmentation du nombre de plis ou le changement de la séquence d’empilement. La
singularité géométrique mise en jeu a la forme d’un trou circulaire qui est omniprésente
dans les structures industrielles pour des questions d’assemblage. En particulier, l’aug-
mentation de l’épaisseur des éprouvettes est réalisée de deux manières différentes : soit
par répétition symétrique de la séquence de base soit par l’épaississement des plis afin
de mettre en évidence l’influence des endommagements sous-critiques sur la perte de
l’intégrité de structures trouées. Puis, une permutation des plis dans la séquence de base
a été effectuée pour étudier l’influence de l’ordre des plis sur le processus de rupture.

3.2.2.1 Description du problème

Deux principales séries expérimentales peuvent être distinguées par la mise en oeuvre
des plis fins ou des plis épais soit par augmentation du nombre des plis en conservant
l’épaisseur fine du pli soit par épaississement des plis. La figure 1.16 montre le tableau
de configurations réalisées dans la campagne d’essais. Ce tableau montre les deux séries
à plis fins et à plis épais mises en place dans les essais, les types du dimensionnement
(1D, 2D et 3D) ainsi que les modes de rupture associées à chaque configuration dans
laquelle six éprouvettes sont testées. Deux configurations représentées en rose présentent
une transition entre pullout et délaminage ; certaines des six éprouvettes testées présentent
le mode de rupture de type pullout et les autres présentent le mode de rupture de type
délaminage.

Épaisseur 
de la plaque 
trouée (mm)

Répétition de la séquence de base 
Diamètre du trou (mm)

Épaississement des plis 
Diamètre du trou (mm)

3,175 6,35 12,7 25,4 3,175 6,35 12,7 25,4

1

2

4

8

Fragile

Pullout

Délaminage

Passage entre pullout et délaminage

Configuration non testée

1D
3D

2D

3.175 6.35 12.7 25.4 3.175 6.35 12.7 25.4

FIGURE 1.16: Configurations réalisées par [Green et al., 2007] (6 spécimens chacune)

Les séquences d’empilement utilisées dans les essais ont la forme générale de
[45m/90m/-45m/0m]ns avec les facteurs m et n = {1, 2, 4 ,8} indiquant l’augmentation
de l’épaisseur de l’éprouvette. Le facteur m désigne l’épaississement des plis et le facteur
n désigne le nombre de répétitions de la séquence de base. La géométrie est caractérisée
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par la longueur L, la largeur W et le diamètre du trou D comme l’illustre la figure 1.17.
Les ratios de la largeur sur le diamètre du trou (W/D) et de la longueur sur le diamètre
du trou (L/D) sont conservés constants pour mettre en avant l’influence des endomma-
gements sur le comportement structural et la contrainte à rupture des éprouvettes lors du
dimensionnement. Ainsi les dimensions dans le plan peuvent être pilotées par le diamètre
du trou.

170 S. R. Hallett et al.

since open hole strength can be a limiting factor. It
is also one of the simplest tests that combines unavoid-
able geometrical interaction with material properties,
being cheap to undertake since it requires only limited
machining of flat laminates. Thus it is on the border
between a true materials test and a simple or small scale
structural test. For this reason it is also sometimes used
for material ranking to give an early indication of a
material’s structural performance. Also it is represen-
tative of common features in composite components
causing stress concentrations such as fastener holes and
cutouts. These attributes therefore make it a good test
to try and replicate through virtual testing techniques.
The complexities and variation in results obtained with
variation in testing configuration however mean that
this is a significant challenge.

Although standards exist for open hole tensile
strength (ASTM 2002; SACMA 1994), results can be
strongly dependent on testing configuration e.g. the
well known hole (notched) size effect (Awerbuch and
Madhukar 1985; Whitney and Nuismer 1974) or effect
of layup (Lagace 1986; Walsh and Ochoa 1993). This
creates difficulties for designers and modellers alike
since small changes in parameters will affect data val-
ues produced. There is thus an increased requirement
for predictive analysis to avoid expensive tests but par-
adoxically many predictive techniques require empir-
ically derived calibration factors. Models which take
account of the progressive damage development in the
specimen are able to overcome some of these limita-
tions (Chang and Chang 1987; Camanho et al. 2007).

Work at the University of Bristol has investigated
a number of the different factors causing variations in
open hole tensile strength and failure mode. A finite ele-
ment modelling technique has been developed which
has been able to capture variations both in terms of the
failure mechanisms and the absolute values of strength.
Having noted the success of this technique as a gen-
eral and robust virtual testing capability for open hole
tension loading of composites it should also be noted
that due to the complexity these models, they can be
extremely computationally intensive. The challenge
remains to implement this approach in a simplified form
which is able to model components at an industrially
relevant scale. This paper summarises a number of the
effects which have been investigated experimentally
and characterised as well as predicted using the finite
element analysis technique.
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2 Experimental overview

All cases presented here have been tested using spec-
imens manufactured from unidirectional carbon fibre/
epoxy prepreg, IM7/8552. Most of these have a nomi-
nal ply thickness of 0.125 mm with the exception being
the directed layups (see Sect. 4.4 below). The simplest
quasi-isotropic laminate to be produced in this config-
uration is with one ply in each of the fibre directions
in a symmetric layup. The baseline stacking sequence
was chosen to be [45/90/-45/0]s. This was selected as
it is the stacking sequence least likely to fail by edge
delamination with a 45◦ ply on the surface as per indus-
trial practice. This was determined using a virtual crack
closure technique (VCCT) to examine all permutations
of ±45, 0 and 90◦ plies (Hallett et al. 2008). Figure 1
shows the relative in-plane dimensions used. A spec-
imen hole diameter to width ratio of 5 was chosen as
at this width the linear elastic stress concentration has
reduced to the far field stress at the specimen edge.
For the baseline case a 3.175 mm (1/8′′) hole diame-
ter was used. Specimens were loaded quasi-statically
in tension in the 0◦ fibre direction. In all cases a load
drop of 5% or greater was taken to be the point of fail-
ure. This introduces the baseline configuration but in
the work presented here nearly all of these so called
baseline parameters have been varied and their effect
on strength investigated.

The sub-critical damage which develops at relatively
low load levels prior to ultimate failure in open hole ten-
sile specimens has been identified as being significant
for determining the specimen strength and final failure
mode. This has been described in some detail elsewhere
(Hallett et al. in press) but owing to its importance and
implications for virtual testing methods it is worth a
brief overview of the generic damage processes here.

The first damage to occur in a specimen is matrix
cracking. This starts at the free edge of the hole in the
form of splits within the plies. These form in the fibre
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since open hole strength can be a limiting factor. It
is also one of the simplest tests that combines unavoid-
able geometrical interaction with material properties,
being cheap to undertake since it requires only limited
machining of flat laminates. Thus it is on the border
between a true materials test and a simple or small scale
structural test. For this reason it is also sometimes used
for material ranking to give an early indication of a
material’s structural performance. Also it is represen-
tative of common features in composite components
causing stress concentrations such as fastener holes and
cutouts. These attributes therefore make it a good test
to try and replicate through virtual testing techniques.
The complexities and variation in results obtained with
variation in testing configuration however mean that
this is a significant challenge.

Although standards exist for open hole tensile
strength (ASTM 2002; SACMA 1994), results can be
strongly dependent on testing configuration e.g. the
well known hole (notched) size effect (Awerbuch and
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a number of the different factors causing variations in
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ment modelling technique has been developed which
has been able to capture variations both in terms of the
failure mechanisms and the absolute values of strength.
Having noted the success of this technique as a gen-
eral and robust virtual testing capability for open hole
tension loading of composites it should also be noted
that due to the complexity these models, they can be
extremely computationally intensive. The challenge
remains to implement this approach in a simplified form
which is able to model components at an industrially
relevant scale. This paper summarises a number of the
effects which have been investigated experimentally
and characterised as well as predicted using the finite
element analysis technique.
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mode. This has been described in some detail elsewhere
(Hallett et al. in press) but owing to its importance and
implications for virtual testing methods it is worth a
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since open hole strength can be a limiting factor. It
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able geometrical interaction with material properties,
being cheap to undertake since it requires only limited
machining of flat laminates. Thus it is on the border
between a true materials test and a simple or small scale
structural test. For this reason it is also sometimes used
for material ranking to give an early indication of a
material’s structural performance. Also it is represen-
tative of common features in composite components
causing stress concentrations such as fastener holes and
cutouts. These attributes therefore make it a good test
to try and replicate through virtual testing techniques.
The complexities and variation in results obtained with
variation in testing configuration however mean that
this is a significant challenge.
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strength (ASTM 2002; SACMA 1994), results can be
strongly dependent on testing configuration e.g. the
well known hole (notched) size effect (Awerbuch and
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since small changes in parameters will affect data val-
ues produced. There is thus an increased requirement
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failure mechanisms and the absolute values of strength.
Having noted the success of this technique as a gen-
eral and robust virtual testing capability for open hole
tension loading of composites it should also be noted
that due to the complexity these models, they can be
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remains to implement this approach in a simplified form
which is able to model components at an industrially
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it is the stacking sequence least likely to fail by edge
delamination with a 45◦ ply on the surface as per indus-
trial practice. This was determined using a virtual crack
closure technique (VCCT) to examine all permutations
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shows the relative in-plane dimensions used. A spec-
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ter was used. Specimens were loaded quasi-statically
in tension in the 0◦ fibre direction. In all cases a load
drop of 5% or greater was taken to be the point of fail-
ure. This introduces the baseline configuration but in
the work presented here nearly all of these so called
baseline parameters have been varied and their effect
on strength investigated.

The sub-critical damage which develops at relatively
low load levels prior to ultimate failure in open hole ten-
sile specimens has been identified as being significant
for determining the specimen strength and final failure
mode. This has been described in some detail elsewhere
(Hallett et al. in press) but owing to its importance and
implications for virtual testing methods it is worth a
brief overview of the generic damage processes here.

The first damage to occur in a specimen is matrix
cracking. This starts at the free edge of the hole in the
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FIGURE 1.17: Caractéristiques géométriques de la plaque trouée [Green et al., 2007]

3.2.2.2 Analyses expérimentales retenues pour la validation

Cette partie a pour but de relever les résultats expérimentaux pour établir une
référence en vue de valider les simulations numériques avec le mésomodèle réalisées
dans les chapitre 3 et 4. Les mécanismes de l’endommagement et leur interaction sont
à l’origine d’une ou plusieurs chutes importantes de charge lors du chargement. Dans
[Green et al., 2007], ces derniers sont mis en exergue et catégorisés en trois modes de
rupture (fragile, pullout et délaminage) en fonction de certains critères suivants :

– l’intensité de l’endommagement sous-critique et le faciès de rupture des
éprouvettes ;

– la présence ou l’absence de la rupture de fibres lors de la chute importante de
charge. Il est à noter que la rupture de fibres est souvent responsable de la chute
totale de charge.
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Fig. 2 Schematic showing
development of damage at
hole edge and c-scan of a
specimen interrupted during
loading

Fig. 3 Three different
failure modes identified
from experimental results

Pull-out  noitanimaleD elttirB

shows a typical mesh and the insertion of the inter-
face elements into the model. Each ply block has been
modelled with a single element through the thickness.
Although this is not sufficient to capture the case of a
tunnelling crack, the modelling of matrix cracks here
is important only in so far as they are related to the del-
aminations. Previous work (Jiang et al. 2007) has indi-
cated that results using this technique are not sensitive
to the number of elements through the thickness in this
case. Load was applied by means of linearly increasing
prescribed displacement at the end of the specimen. In
each case a model was run to find the stress at which
significant delamination was predicted. With increas-
ing displacement this occurred in all cases since the
fibre failure prediction capability was implemented by
post-processing of the stress results from the LS-Dyna
model. The individual failure patterns are described in
more detail later in this paper.

Fibre failure is predicted using a statistically based
Weibull failure criterion. This is based on the assump-
tion of equal probability of survival between two spec-
imens of different size being related through Eq. 1.

∫

V1

σm · dV =
∫

V2

σm · dV (1)

Using a set of reference values from tests on unidi-
rectional material (m = 40.1 and σunit = 3131 MPa
for 1 mm3 of the IM7/8552 material used here) the fibre
failure stress of any other volume of material can be pre-
dicted (Hallett et al. in press). This was implemented as

a post-processing routine on analyses that had been run
to predict the delamination stress. Those analyses for
which the Weibull criterion was satisfied before sig-
nificant delamination were deemed to be either brit-
tle or pull out failure modes i.e. those dominated by
fibre failure. Those analyses in which there was signif-
icant delamination and an associated load drop greater
than 5% before the Weibull criterion was satisfied were
deemed to have failed by the delamination failure mode.

4 Experimental results and virtual testing
predictions

A range of experimental cases have been studied which
show a very clear variation in open hole tensile strength.
In each case the variation in strength can be explained
by the effect of the development of sub-critical damage.
Each configuration was modelled using the technique
described above with a single set of input parameters
across all analyses, summarised in Table 1. This allows
a greater insight to be gained into the role that the sub-
critical damage plays in the variation in strength which
in all cases was correctly predicted.

4.1 Thickness scaling regime

A comprehensive testing programme was carried out to
fully investigate the effect of scaling on notched tensile
strength (Green et al. 2007). In order to more clearly
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FIGURE 1.18: Faciès de rupture associés aux différents modes de rupture
[Green et al., 2007]

Voici les descriptions expérimentales de [Green et al., 2007] sur l’évolution de l’en-
dommagement en fonction du mode de rupture (figure 1.18) :

– Fragile : il y a très peu d’endommagements sous-critiques au voisinage du trou
jusqu’à la ruine complète. La structure est rompue par la rupture des fibres dans
les plis à 0◦, 45◦ et -45◦ ainsi que la fissuration dans les plis à 90◦. Le faciès

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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de rupture sur lequel tous les plis se rompent est plat et propre. La courbe
contrainte/déformation globale est ainsi linéaire.

– Pullout : les endommagements sous-critiques, sous forme de splits, fissuration
transverse et délaminage, apparaissent en premier dans les plis orientés oblique-
ment à la direction du chargement, notamment sur une ou deux séquences les plus
proches de la surface du stratifié. Il a été observé expérimentalement que le pre-
mier endommagement est la fissuration dans des plis à 90◦ confinée aux abords du
trou. Ensuite les splits se poursuivent dans d’autres plis orientés obliquement au
sens du chargement et puis les splits dans les plis à 0◦. Le splitting s’amorce au
point où la fibre est tangente au trou et se propage dans le sens de fibres alors que
la fissuration dans les plis à 90◦ s’initie au point où la charge est tangente au trou
et se propage selon la direction orthogonale à celle du chargement. Les splits et la
fissuration sont accompagnés par le délaminage sur les interfaces adjacentes. Pour
des stratifiés constitués de nombreuses couches, le délaminage intense, qui se pro-
page à travers la largeur entière du stratifié, se retrouve notamment sur une ou deux
séquences de base les plus à l’extérieur. La structure est rompue par la rupture de
fibres dans tous les plis à 0◦ précédée par le splitting, la fissuration, le délaminage
d’une intensité relativement importante. La courbe contrainte/déformation globale
est légèrement non-linéaire.

– Délaminage : identiques scénarios que le mode � pullout � mais l’intensité de-
vient fortement importante conduisant à la chute importante de charge marquée
par le délaminage d’une intensité très importante sur l’interface -45◦/0◦. Ce der-
nier se propage à travers la largeur entière du stratifié et recouvre la plupart
de la zone utile. Il est possible d’avoir une ou plusieurs chutes importantes de
charge en fonction du ratio du diamètre du trou sur l’épaisseur du pli. Un stra-
tifié percé d’un petit trou est plus susceptible de manifester une série de chutes
importantes de charge ; le délaminage sur l’interface -45◦/0◦ se propage à tra-
vers la largeur du stratifié de la manière asymétrique. Pour le stratifié muni d’un
grand trou, le délaminage sur l’interface -45◦/0◦ se propage à travers la largeur
du stratifié de la manière symétrique. Ensuite, il ne reste que le pli à 0◦ qui sup-
porte la majorité de la charge avec la propagation de splits à 0◦ jusqu’à la rupture
de fibres. Il a été observé expériementalement que le délaminage sur l’interface
-45◦/0◦ se poursuit également le long de la longueur de l’éprouvette vers les talons
après la première invasion de la largeur de l’éprouvette (figure 1.19). La courbe
contrainte/déformation globale est non-linéaire et présente quelques chutes impor-
tantes de charge.

reductions. This is a very small effect over and above the mean
temperature change, obviating the need to record the temperature
precisely at the peaks and troughs in the load cycles.

4. Conclusions

Carbon fibre epoxy laminates of thickness of 2 mm, width of
16 mm, gauge length of 64 mm, with a central hole diameter of

3.175 mm were initially tested quasi-statically to achieve a mean
static failure stress rUTS. Then, using varying percentages of the
static failure loads, specimens were tested to ultimate failure
in fatigue. Tests were interrupted at various stages during dam-
age accumulation and have been used to identify the damage
progression and sequence during cyclic loading of differing
amplitudes. X-ray CT analysis has provided the first detailed
quantification of the fatigue damage caused by delamination
and matrix cracks in notched multi-directional composite
laminates.

CT images of the interrupted tests have shown that, initially
damage starts to propagate out from the hole edge in terms of ma-
trix cracks and delamination. Asymmetric �45/0 delaminations
cause a large drop in effective modulus. This is the dominant fail-
ure event.

This is the same as the static failure and sequence of damage
events identified previously [3] except for the more progressive
nature of the damage development and more dispersed damage
in the 90� plies. This is not however expected to be the case for
all layups. The next phase in the program involves the investiga-
tion of a disperse ply configuration [45/90/�45/0]2S [25,26] which
was previously shown to give a fibre-dominated failure mode un-
der quasi-static loading as shown in [3]. However in fatigue load-
ing we observe a greater degree of global matrix cracking that
can initiate delamination at the interfaces.

0º ply splits

90°/-45° delaminations

-45º/0º delamination

The 2nd -45º/0º delamination interface 

Fig. 11. X-ray CT slices for an interrupted test with a stiffness loss of 50%.
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FIGURE 1.19: Propagation du délaminage de l’interface -45◦/0◦ vers les talons
[Nixon-Pearson et al., 2013]
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La contrainte à rupture est définie comme étant la première chute de charge supérieure
à 5%. D’après [Green et al., 2007], une telle chute de charge perturbe le bon fonctionne-
ment des structures composites stratifiées. Pour les modes de rupture � fragile � et � pul-
lout �, la contrainte à rupture est due à la rupture de fibres et la ruine totale de la structure
survient souvent à la première chute de charge. Quant au mode de rupture � délaminage�,
la contrainte à rupture est due au délaminage intense sur les interfaces entraı̂nant l’instabi-
lité du stratifié. La première chute de charge due au délaminage ne conduit pas forcément
à la ruine finale du stratifié qui sera provoquée par la rupture des fibres. Afin de décrire
la transition entre les modes de rupture, une règle simple et empirique a été proposée par
[Green et al., 2007] et s’écrit comme suit :

Mode fragile : σ f f < σ45/90

Mode pullout : σ45/90 < σ f f < σ-45/0

Mode délaminage : σ-45/0 < σ f f

(1.1)

où σ f f la contrainte à rupture � finale � due à la rupture de fibres, la contrainte σ45/90
où le délaminage sur l’interface 45◦/90◦ la plus proche de la surface se propage sur toute
la largeur de l’éprouvette et enfin la contrainte σ-45/0 où le délaminage sur les interfaces
-45◦/0◦ adjacentes au pli central à 0◦ se propage à son tour sur toute la largeur du stratifié.

Les endommagements dans les plis individuels sont étudiés à l’aide de la tomographie
assistée par ordinateur � X-ray/CT �. La figure 1.20 montre les images de l’endommage-
ment obtenues par cette technique pour tous les plis de l’empilement [452/902/-452/02]s.
L’état de l’endommagement correspond à 60% de la contrainte à rupture. On peut consta-
ter nettement les splits à 45◦ en surface de l’empilement. Les fissures dans les autres plis
sont très faibles et confinées aux abords du trou.

FIGURE 1.20: Endommagements sous-critiques à 60% de la contrainte de rupture : splits
à 45◦ et 0◦ et fissuration dans les plis à 90◦ et -45◦ [Nixon-Pearson et al., 2013]

À 80% de la contrainte de rupture, on peut voir sur la figure 1.21 le développement
de fissures dans les plis à 90◦, -45◦, 0◦. La fissuration dans le pli à 90◦ sous forme d’un
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réseau quasi-périodique de fissures se diffuse de la bordure du trou jusqu’aux bords libres
du stratifié selon la direction du splitting à 45◦. De même façon, la fissuration dans le pli à
-45◦ se diffuse de manière quasi-périodique selon la direction du splitting à 0◦ ; le réseau
de fissures reste confiné au voisinage du trou. Enfin, les splits à 0◦ se propage de manière
asymétrique et sont tangents au trou aux endroits où les concentrations de contraintes sont
les plus sévères ; par conséquent le lissage de contraintes est réalisé.

FIGURE 1.21: Endommagements sous-critiques à 80% de la contrainte à rupture : splits
à 45◦ et 0◦ et fissuration dans les plis à 90◦ et -45◦ [Nixon-Pearson et al., 2013]

La figure 1.22 présente une schématisation des traces de fissures sur l’image X-ray/CT
obtenue expérimentalement pour l’empilement [454/904/-454/04]s. Cet état de l’endom-
magement correspond à la première chute importante de charge causée par le délaminage
de l’interface -45◦/0◦. On peut voir que le réseau de fissures dans les plis à 90◦ et -45◦ se
développe à la fois en diffusion et en propagation. Les fissures matricielles sont accom-
pagnées par le délaminage qui peut être vu comme la zone sombre dans la tomographie.

45°

90°

-45°

0°

X (0°)

Y

Z

FIGURE 1.22: Schématisation des traces de fissures observées dans la tomographie d’une
éprouvette juste après la première chute de charge due au délaminage
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4 Modélisation du comportement des stratifiés

Cette section vise à passer une revue succinct de modèles dédiés à la modélisation du
comportement à rupture des structures composites stratifiées comportant des singularités
géométriques. Dans un premier temps, les modèles de rupture classiques sont présentés
pour prédire le premier endommagement au sein d’un stratifié. Ensuite, les modèles de
rupture semi-empiriques pour des structures singulières sont rappelés. Ces modèles ne
tiennent pas compte de détails des phénomènes de dégradation mais ils prennent l’aspect
énergétique d’une zone d’endommagement. Enfin, les modélisations fines des endom-
magements sont présentées pour reproduire avec précision les propriétés à rupture des
structures composites stratifiées en faisant appel aux outils numériques.

4.1 Critères de rupture classiques
Ces critères dérivent de la théorie classique des stratifiés. Ils se basent sur les hy-

pothèses de comportement élastique fragile des constituants de base (fibre et matrice)
et de l’interface parfaite entre les couches. Ils ne tiennent pas compte de la multitude
des endommagements composés de fissures et cavités menant de manière plus ou moins
progressive à la ruine complète du stratifié. Ces critères classiques de rupture reposent
essentiellement sur les caractéristiques mécaniques à l’échelle d’un stratifié unidirec-
tionnel afin de déterminer les enveloppes admissibles de rupture dans lesquels aucune
dégradation des couches ne doit apparaı̂tre. C’est d’ailleurs pour cette raison on ap-
pelle aussi les modèles “macroscopiques”. Il existe de nombreux critères de rupture qui
peuvent être appliqués, en tout point matériel, directement sur le stratifié complet ou
établis dans chaque pli individuel du stratifié. Ces critères de rupture classiques se tra-
duisent généralement par des expressions mathématiques de composantes du tenseur des
contraintes ou déformations avec ou sans distinction sur la nature de rupture (rupture
des fibres ou fissuration matricielle) et celle des sollicitations (traction ou compression).
[Tsai, 1984, Nahas, 1986, Echaabi et al., 1996, Orifici et al., 2008] ont passé en revue un
certain nombre de critères macroscopiques existants dans la littérature. Ils permettent
d’avoir une première évaluation de la résistance mécanique dans la conception d’une
pièce composite de manière fiable mais surdimensionnante. L’inconvénient de ces ap-
proches est de ne fonctionner correctement que dans le cas des stratifiés soumis à un
champ de déformation ou de contrainte uniforme et de se borner à l’apparition du pre-
mier endommagement dans un pli, c’est-à-dire que l’état de rupture est théoriquement
binaire : rompu ou sain si le critère atteint ou non en au moins un point matériel du
pli. Ainsi, la relation contraine/déformation est linéaire jusqu’à la rupture (autrement dit
le premier endommagement du pli). Cette limitation relève du fait que la majorité des
critères décrivent les propriétés de rupture en basant sur un stratifié unidirectionnel qui
se rompt dès l’apparition du premier endommagement comme l’illustre la figure 1.23.
Cependant, la structure composite stratifiée multidirectionnelle peut encore supporter des
efforts après l’endommagement du premier pli : les contraintes sont redistribuées sur les
plis restants qui se poursuivent sous sollicitations appliquées, et même le pli endommagé

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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peut encore apporter une contribution. Les endommagements peuvent donc affecter, voire
piloter le processus de rupture, ce qui est surtout vrai pour les structures stratifiées portant
des singularités géométriques. L’application des critères classiques dans ces cas devient
donc conservatrice.

 2.3 Inter Fiber Fracture (IFF) 9 

 

Fig. 5. Local redistribution of forces 

 

Fig. 6. Characteristic damage state (CDS) 

Eventually, a so called characteristic damage state (CDS) with a maxi-
mum crack density is reached. Figure 6 shows several examples of test 
specimens. The mean distance between the cracks is approximately equal 
to the thickness of the layer. A further augmentation of the load does not 
lead to more cracks. Instead, the delaminated zones at the tips of the cracks 
will grow. This effect can be explained with energetic considerations and 
by means of fracture mechanics (Wittel et al. 2003). 
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Stratifié unidirectionnel à 90°

Pli à 90° dans un stratifié multidirectionnel

E22 = 0
<latexit sha1_base64="wrQ0SK7URDO1ig1yLspLC0gFXwk="></latexit>

E22 > 0
<latexit sha1_base64="ZrUA6EJ/ml7GRVT7CS2T/3JLeTg="></latexit>

FIGURE 1.23: Redistribution de contraintes dans les stratifiés unidirectionnel et multidi-
rectionnel [Knops, 2008]

Par simplicité, le formalisme des critères de rupture est exprimé dans la base “na-
turelle” du pli unidirectionnnel suivant les axes d’orthotropie. Ces critères sont en
général employés à l’étape de post-processing des simulations numériques. Ces critères
nécessitent la connaissance des résistances mécaniques. Elles sont souvent basées sur les
cinq sollicitations de base que sont la traction/compression selon la direction longitudi-
nale, la traction/compression selon la direction transverse, et le cisaillement. En général,
on pourrait décomposer les critères de rupture classiques en 3 catégories en fonction du
type de sollicitations et de la nature de rupture.

4.1.1 Critères limites

Il s’agit de l’approche la plus simple fréquemment utilisée aux premiers stades de
la conception d’un stratifié. Toutefois, on néglige toute interaction entre les différentes
composantes du tenseur des contraintes ou déformations. Ces critères peuvent être ex-
primés en contraintes maximales et en déformations maximales. Ces critères consistent
à comparer chaque composante du tenseur des contraintes ou déformations aux limites
d’élasticité, indépendamment les unes des autres. L’expression du critère en contraintes
maximales sous contraintes planes est reportée dans l’équation (1.2) :

−σu
11C < σ11 < σu

11T
−σu

22C < σ22 < σu
22T

|σ12|< σu
12

(1.2)

Les valeurs ultimes des contraintes en fonction de la nature des sollicitations sont notées
σu

11T , σu
11C, σu

22T , σu
22C et σu

12. En pratique, le critère de contrainte maximale est utilisé
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conjointement à celui de déformation maximale dont la formulation est reportée dans
l’équation (1.3) sous l’hypothèse de déformations planes :

−εu
11C < ε11 < εu

11T
−εu

22C < ε22 < εu
22T

|ε12|< εu
12

(1.3)

4.1.2 Critères énergétiques

Les critères énergétiques s’appuient sur une généralisation des critères de plasti-
cité de type Von Mises en étendant aux matériaux anisotropes. On suppose l’exis-
tence d’une surface limite de rupture représentée par des équations dans l’espace des
contraintes. L’idée majeure consiste à coller la surface de rupture au plus près des
données issues des essais de caractérisation pour améliorer la corrélation entre les résultats
expérimentaux et théoriques. Les paramètres des équations théoriques sont souvent liés
aux limites d’élasticité du matériau considéré. Il existe un nombre significatif des critères
énergétiques de rupture introduits dans la littérature. [Tsai et Wu, 1971] a proposé l’ex-
pression générale de ces critères sous forme tensorielle qui est reportée dans l’équation
(1.4) avec la convention de sommation d’Einstein. Le comportement des matériaux est
supposé rester dans le domaine élastique tant que l’inégalité (1.4) est vérifiée :

Fi jσiσ j +Fiσ j 6 1 (1.4)

où les constantes Fi et Fi j (i, j = {1,2,3,4,5,6}) à identifier sont les composantes des
deux tenseurs symétriques respectivement du 1er ordre et du 2nd ordre. Les termes
linéaires Fi prennent en compte la différence du comportement des composites en traction
et en compression. Les termes quadratiques Fi j définissent une surface limite de rupture
de forme ellipsoı̈dale dans l’espace des contraintes et tiennent compte des interactions
entre les contraintes σi et σ j. La notation contractée usuelle est employée dans la relation
(1.4) pour les contraintes suivant les axes d’orthotropie des matériaux :

σ11 = σ1, σ22 = σ2, σ33 = σ3,
σ23 = σ4, σ13 = σ5, σ12 = σ6,

(1.5)

Ainsi, les critères énergétiques peuvent se différencier les uns des autres à la manière
selon laquelle les composantes Fi et Fi j sont déterminées.

Un des premiers critères énergétiques de rupture a été initié par [Hill, 1950] pour la
formulation du comportement de plasticité orthotrope. [Tsai, 1965] suppose que le critère
de rupture dédié aux matériaux composites peut être exprimé de la même forme que celui
de [Hill, 1950]. La formule de Hill s’écrit sous forme quadratique :

F (σ22−σ33)
2 +G(σ33−σ11)

2 +H (σ11−σ22)
2 +2Lσ

2
12 +2Mσ

2
13 +2Nσ

2
23 6 1 (1.6)

Les 6 paramètres F , G, H, L, M, N sont identifiés par trois essais de traction (ou trois essais
de compression) et trois essais de cisaillement réalisés suivant les axes d’orthotropie. Il
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est à noter que le critère de Hill est dégénéré à celui de Von Mises lorsque F = G =
H = L = M = N. Après l’identification, le critère de Hill peut être réarrangé sous forme
tensorielle :
(

σ11

σu
11T

)2

+

(
σ22

σu
22T

)2

+

(
σ33

σu
33T

)2

−
(

1
σu

11T
2 +

1
σu

22T
2 −

1
σu

33T
2

)
σ11σ22

−
(

1
σu

11T
2 −

1
σu

22T
2 +

1
σu

33T
2

)
σ11σ33−

(
− 1

σu
11T

2 +
1

σu
22T

2 +
1

σu
33T

2

)
σ22σ33

(
σ12

σu
12

)2

+

(
σ13

σu
13

)2

+

(
σ23

σu
23

)2

= 1

(1.7)

Appuyant sur le critère de Hill, [Tsai, 1965] a proposé le critère de Tsai-Hill pour le com-
portement isotrope transverse des composites. Cependant, ces deux critères ne distinguent
pas totalement la traction de la compression. Compte tenu de la différence du comporte-
ment des matériaux composites en traction et en compression, le critère de Hoffman a été
formulée par [Hoffman, 1967] en faisant appel aux termes linéaires :

F (σ22−σ33)
2 +G(σ33−σ11)

2 +H (σ11−σ22)
2 +2Lσ

2
12 +2Mσ

2
13 +2Nσ

2
23

+Pσ11 +Qσ22 +Rσ33 6 1
(1.8)

où P, Q, R sont les paramètres supplémentaires par rapport au critère de Hill pour
différencier la traction de la compression. Les 9 paramètres sont identifiés à la manière du
critère de Hill en complément des 3 essais de compression.

L’inconvénient des critères énergétiques est de ne pas pouvoir distinguer les modes de
ruptures des composites.

4.1.3 Critères phénoménologiques

Les critères phénoménologiques s’appuient sur le sens physique de la dégradation des
composites permettant de déterminer s’il s’agit de la fibre ou la matrice qui entraı̂ne la
rupture de la couche, tout en tenant compte de certaines interactions de sollicitations.

Modèle de Hashin [Hashin et Rotem, 1973] a introduit deux critères respectivement
relatifs à la rupture des fibres et celle de la matrice. Chaque critère distingue la rupture
en traction de la rupture en compression car les mécanismes physiques mis en jeu sont
différents. Ces critères sont donnés ci-après sous contraintes planes :

Fibre





f+1 =
σ11

σu
11T

= 1 σ11 > 0

f−1 =
|σ11|
σu

11C
= 1 σ11 < 0

Matrice





f+2 =

(
σ22

σu
22T

)2

+

(
σ12

σu
12

)2

= 1 σ22 > 0

f−2 =

(
σ22

σu
22C

)2

+

(
σ12

σu
12

)2

= 1 σ22 < 0

(1.9)
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[Hashin, 1980] a amélioré ces critères sous sollicitations tridimensionnelles avec prise
en compte de l’influence du cisaillement longitudinal (plans de cisaillement parallèles au
sens de fibres) sur la rupture de fibres en traction. Les formules s’écrivent :

Fibre





f+1 =

(
σ11

σu
11T

)2

+
σ2

12 +σ2
13(

σu
12
)2 = 1 σ11 > 0

f−1 =
|σ11|
σu

11C
= 1 σ11 < 0

Matrice





f+2 =

(
σ22 +σ33

σu
22T

)2

+
σ2

23−σ22σ33(
σu

23
)2 +

σ2
12 +σ2

13(
σu

12
)2 = 1 (σ22 +σ33)> 0

f−2 =

[(
σu

22C
2σu

23

)2

−1

]
σ22 +σ33

σu
22C

+

(
σ22 +σ33

2σu
23

)2

+
σ2

23−σ22σ33(
σu

23
)2 +

σ2
12 +σ2

13(
σu

12
)2 = 1

(σ22 +σ33)< 0

(1.10)
[Sun et al., 1996] a proposé une modification sur le critère de Hashin relative à la rup-
ture de la matrice sous compression transverse afin de décrire le renforcement apparent
de la résistance au cisaillement plan causé par l’influence de la compression transverse.
Ce phénomène se produit lorsque le pli considéré est contraignant entre les différentes
orientations des fibres de deux plis adjacents. La formule du phénomène est donnée par
l’équation (1.11) :

(
σ22

σu
22C

)2

+

(
σ12

σu
12−ησ22

)2

= 1 σ22 < 0 (1.11)

où η est un paramètre de matériau lié à la friction interne.

Modèle de Puck Comme les critères de Hashin, le modèle prédictif de rupture de Puck
présenté dans [Puck et Schürman, 1998, Puck et Schürman, 2002] renferme deux modes
principaux de rupture : la rupture des fibres (notée FF pour fiber failure) et la rupture entre
fibres (notée IFF pour interfiber failure) ainsi que la nature des chargements imposés en
traction ou en compression. Il est à noter que d’après [Puck et Schürman, 2002], le terme
de la rupture entre fibres ou interfibre est souvent employé par des scientifiques allemands
pour désigner la fissuration matricielle de manière fragile, c’est-à-dire que dès l’initiation
la fissure se propage rapidement à travers l’épaisseur de la couche et cela est quasiment
imperceptible. À partir de nombreuses observations expérimentales sur les faciès de rup-
ture matricielle, ce modèle met en accent sur les mécanismes de rupture dus à la matrice
en introduisant la notion du plan de rupture parallèlement aligné selon la direction des
fibres. [Puck et Schürman, 1998] stipule que la rupture est exclusivement provoquée par
des efforts s’exerçant sur ce plan de rupture. Ce dernier permet de donner non seule-
ment une information sur la rupture du matériau, mais également une information sur
l’orientation du plan de rupture critique de la matrice (voir la figure 1.24). Il distingue
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30 État de l’art

également trois modes de rupture de la matrice en fonction de la combinaison de solli-
citations de cisaillement plan et transverse. Un ouvrage complet du modèle de Puck est
présenté dans [Knops, 2008]. Toutefois, ce modèle nécessite un certain nombre de pa-
ramètres dont l’identification est particulièrement complexe.

disintegration of the component [10]. After investigating and assessing various 
theoretical approaches we are now convinced that the ideas of Coulomb [13] and 
Mohr [14] concerning brittle fracture should be the key to realistically and physically 
based IFF fracture criteria, dealing with transversally isotropic fibre matrix 
composites [14,15]. From the beginning it was obvious that this approach requires 
additional computing time for the calculation of the fracture angle. However, 
structural engineers will certainly be willing to put in more computational effort in 
order to achieve a higher degree of reliability. For the last couple of years continuous 
efforts have been taken to minimize this additional effort. 
 
In brittle fractures macroscopically smooth fracture planes suddenly appear without 
any preceding major local deformations. Coulomb and later Mohr have come to the 
conclusion that such nearly smooth spontaneous fractures result from the tensile and 
/or shear stresses on the fracture surface at the moment of fracturing. They have also 
found that if a shear stress and a compressive stress are acting on the fracture surface 
simultaneously, the shear stress required for producing the fracture increases with 
increasing compressive stress. These fundamental hypotheses have been transferred to 
transversally isotropic fibre matrix composites by the Puck fracture criteria. 
 

 
Fig. 4: Definition of stresses , , on a fibre parallel plane which is inclined to the 

action plane of stress 
nτ ntτ 1nτ

2σ by an angle θ . 

 
Unlike in isotropic materials two shear stresses have to be considered for a fibre- 
parallel plane, since their different directions in relation to the direction of the fibres 
x1 are of importance for the micro-mechanical fracture process. We find a shear stress 

 causing a -stressing and a shear stress  causing a ntτ ⊥⊥τ 1nτ ⊥τ -stressing (see Fig. 

4). In order to point out the analogy to the Coulomb/Mohr theory, the two shear 
stresses – since they have the same action plane – can be replaced by their resultant 
[4]: 
 

2
1

2= nntn τττ ψ +  (6) 

 7

FIGURE 1.24: Définition des contraintes τn,τnt ,τnt s’exerçant sur le plan de rupture pa-
rallèle au sens fibre et incliné d’un angle θ.

Modèle de LaRC (Langley Research Center) Ce modèle s’appuie sur les principes
du modèle de Hashin et la notion du plan de rupture de Puck pour proposer un ensemble
des six critères phénoménologiques dédiés aux matériaux composites stratifiés en po-
lymère renforcé de fibres de verre ou carbone. La version LaRC03 a été introduite par
[Dávila et Camanho, 2003, Dávila et al., 2005] pour les sollicitations planes et la version
LaRC04 présentée dans [Pinho et al., 2005] pour les sollicitations tri-dimensionnelles
avec prise en compte du comportement non-linéaire de cisaillement. Ce modèle permet
également de déterminer le mode de rupture : fibre ou matrice selon la nature de solli-
citations et même sous chargements combinés. De plus, ce modèle tient en compte de
l’effet contraignant dans un pli cartonné par les deux plis adjacents de différents orienta-
tions (appelé aussi l’effet d’épaisseur du pli). Il prend en compte aussi le phénomène de
kinking en compression longitudinale. La description du phénomène de kinking est aussi
améliorée dans la version LaRC04. On résume ci-après les critères de la version LaRC03
avec les notations présentées dans [Dávila et al., 2005].
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Mode Numéro Critère Conditions

LaRC03#3
ε11

εu
11T

= 1 σ11 > 0

Fibre LaRC03#4
〈|τm

12|+ηLσm
22

SL
is

〉
= 1 σ11 < 0 et σm

22 < 0

LaRC03#5 (1−g)
(

σm
22

Y T
is

)
+g
(

σm
22

Y T
is

)2

+

(
τm

12
SL

is

)2

= 1 σ11 < 0 et σm
22 > 0

LaRC03#6 (1−g)
(

σ22

Y T
is

)
+g
(

σ22

Y T
is

)2

+

(
τ12

SL
is

)2

= 1 σ22 > 0

Matrice LaRC03#2
(

τmT
eff
ST

)2

+

(
τmL

eff
SL

is

)2

= 1 σ22 < 0 et σ11 < YC

LaRC03#1
(

τT
eff

ST

)2

+

(
τL

eff
SL

is

)2

= 1 σ22 < 0 et σ11 > YC

(1.12)
ST et SL sont respectivement les résistances de cisaillement transverse et longitudi-
nale. Y T est la résistance transverse de la matrice. Le terme ηL est le coefficient lon-
gitudinal représentant une friction interne. g est une constante matériau définie dans
[Dávila et al., 2005]. L’indice � is � (in situ) indique la prise en compte de l’effet contrai-
gnant dans un pli cartonné par les deux plis adjacents de différents orientations ; ceci se
traduit par le renforcement apparent de résistances. L’indice � eff � indique le calcul d’une
valeur effective. L’exposant �m � désigne un repère associé à une mauvais alignement de
fibres du phénomène de kinking.

4.2 Modèles de rupture semi-empiriques
Afin de prédire la rupture de structures composites stratifiées en présence de gradients

de contraintes de manière pratique et simple, des modèles semi-empiriques de rupture
ont été proposés dans la littérature. Ces derniers ne tiennent pas compte de mécanismes
de dégradation dans la zone d’endommagement (décohésion fibre/matrice, fissuration,
rupture de fibres, délaminage,...) en amont de singularités en raison de la complexité à
considérer. Cependant, ces modèles mettent en évidence une longueur caractéristique pour
caractériser la zone d’endommagement de manière macroscopique. Il existe de différents
modèles de rupture s’appuyant soit sur le critère de contraintes comme ceux de type
� Point stress � ou �Average stress � ; soit le critère d’énergie comme �WEK model � ;
soit combinés de critères de contraintes et d’énergie. Une revue détaillée de ces méthodes
est présentée dans [Awerbuch et Madhukar, 1985].

4.2.1 Généralités

Waddoups, Eisenmann et Kaminski s’appuient sur les principes de la mécanique
linéaire de la rupture, afin de proposer leurs modèles semi-empiriques de rupture des-
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tinés à des plaques stratifiées contenant un trou circulaire ou une fissure centrale sou-
mises à des sollicitations de traction. Toutefois, il est important à noter que l’emploi de
la mécanique linéaire de la rupture pour les matériaux composites reste rustique et discu-
table et ne peut s’appliquer que sous certaines conditions données par [Wu, 1967]. Dans
[Waddoups et al., 1971], les auteurs supposent qu’il existe des régions d’intense énergie
développées en bordure de trou ou en pointe d’entaille dont la longueur caractéristique est
orthogonale à la direction de traction. Il s’agit de zones dans lesquelles se développe le
processus de l’endommagement dont les détails sont négligés, on s’intéresse uniquement
à l’aspect énergétique. On fait appel à la relation entre le taux de restitution d’énergie et le
facteur d’intensité de contrainte proposée par Irwin dans le cadre de la mécanique linéaire
de la rupture, ce qui est donnée par [Anderson, 2005] :

G =
K2

I
E ′

(1.13)

avec E
′
= E en contraintes planes, E

′
= E/(1− ν2) en déformations planes où E

représente le module de rigidité élastique et ν le coefficient de Poisson.
Le facteur d’intensité de contrainte est quant à lui déterminé en fonction de la forme

de fissure de manière à tenir compte de zones d’intense énergie. Ces dernières peuvent
être traitées comme les fissures fictives.

En effet, pour la plaque munie d’un trou de rayon R chargée en traction uniaxiale σ∞,
le facteur d’intensité de contraintes KI se réfère à celui d’une plaque percée d’un trou d’où
partent symétriquement deux fissures de longueur identique à la longueur caractéristique
des zones d’intense énergie notée a. D’après [Tada et al., 2000], il est donné par la for-
mule suivante :

KI = σ
∞
√

πa f
(

a
R+a

)
(1.14)

Avec a� R, l’équation (1.14) devient

KI = σ
∞
√

πa f
( a

R

)
a� R (1.15)

la fonction f
( a

R+a

)
est présentée dans [Tada et al., 2000] pour une plaque infinie percée

d’un trou d’où émanent deux fissures symétriques selon la direction orthogonale à celle
de la charge uniaxiale appliquée. f

( a
R+a

)
tend vers 1 lorsque la rayon R tend vers 0.

Concernant la plaque à entaille centrale comportant une fissure de longueur initiale
2c, les régions d’intense énergie caractérisées par une longueur caractéristique ac sont
considérées comme les zones de plasticité à la pointe de l’entaille. On obtient :

KI = σ
∞
√

π(c+a) (1.16)

À la rupture, KI atteint sa valeur critique KIc. On en déduit alors :

KIc = σ∞
f
√

πa f
( a

R

)
plaque trouée

KIc = σ∞
f

√
π(c+a) plaque à entaille centrale

(1.17)
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KIc est la constante matériau et σ∞
f est l’effort appliqué à la rupture. D’après

[Waddoups et al., 1971], la valeur critique de KI peut être identifiée en référant au
matériau lisse, c’est-à-dire que R et 2c tendent vers 0. Les régions d’intense énergie
représentées par la longueur caractéristique sont considérées comme un défaut inhérent
au matériau sous forme d’une fissure centrale. Ainsi, le facteur d’intensité de contrainte
critique est formulé comme suit d’après [Tada et al., 2000] :

KIc = σ
∞
◦ f
√

πa (1.18)

La comparaison entre les équations (1.17) et (1.18) conduit à la détermination de la re-
lation entre le rapport contrainte lisse/contrainte de découpe et la taille de l’entaille et la
longueur caractéristique. Ces modèles sont généralement appelés les modèles WEK.

Cette longueur est donc identifiable à l’aide des essais de caractérisation et considérée
comme un paramètre matériau. Cependant, il est à noter que la longueur caractéristique
dépend fortement du système de stratification (orientation et empilement) et de types de
matériaux. Ainsi, la nature physique de la longueur caractéristique est peu concluante.

Whitney et Nuismer ont proposé les deux critères (appelés modèle WN) de type
� Point stress � et � Average stress � pour prédire la contrainte à rupture des stratifiés
comprenant un trou circulaire ou une fissure centrale [Whitney et Nuismer, 1974]. Les
deux critères supposent que la rupture se produit lorsque la contrainte calculée à une
certaine distance caractéristique en amont de singularités atteint la contrainte à rupture du
matériau lisse. Comme la longueur caractéristique de WEK, la distance caractéristique est
considérée comme un paramètre matériau et basée sur l’analyse de contraintes au voisi-
nage de la singularité. Leurs modèles de rupture ressemblent aux ceux de WEK en terme
de l’utilisation de la longueur caractéristique, à la différence que les méthode de WN
n’appliquent pas les principes de la mécanique linéaire de la rupture. Toutefois, comme
les critères de WEK, le point faible de WM est la justification de la nature physique de
la distance caractéristique. Il est possible que cette dernière dépend de la stratification et
le système de matériaux. Les formules des critères de type � Point stress � et � Average
stress � sont respectivement données par l’équation (1.19) et (1.20) :

σy (x,0)|x=R+d◦ = σ◦ (1.19)

σy =
1
a◦

∫ R+a◦

R
σy (x,0) dx (1.20)

La distribution de la contrainte σy (x,0) au voisinage d’un trou dans une plaque infinie
de comportement orthotrope est approximée par la formule suivante (figure 1.25) :

σy (x,0)=
σ∞

2

[
2+
(
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x

)2

+3
(
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x

)4

− (K∞
T −3)

(
5
(

R
x

)6

−7
(

R
x

)8
)]

x>R (1.21)

où K∞
T est le facteur de concentration de contrainte dont la formule est donnée par

[Lekhnitskii, 1968].
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FIGURE 1.25: Méthodes og Point stress � et � Average stress � appliquées dans une
plaque infinie comportant un trou circulaire [Whitney et Nuismer, 1974]

La distribution de la contrainte σy (x,0) dans une plaque infinie orthotrope à fissure
centrale est approximativement formulée par l’expression suivante lors que la taille de la
fissure centrale est importante :

σy =
KI√

2π(x− c)
= σ

∞

√
c

2(x− c)
(1.22)

où l’on rappelle que KI = σ∞
√

πc.
La distribution exacte de la contrainte σy (x,0) dans une plaque infinie orthotrope à

fissure centrale est donnée par l’expression suivante

σy =
KIx√

πc(x2− c2)
=

σ∞x√
x2− c2

(1.23)

En reportant l’équation (1.21) de plaque trouée dans les équations (1.19) (� Point
stress �) et (1.20) (� Average stress �), on obtient les relations (1.24) et (1.25) :

σ∞
f

σ∞
◦ f

=
2

2+ξ2
1 +3ξ4

1− (K∞
T −3)

(
5ξ6

1−7ξ8
1
) (1.24)

où ξ1 =
R

R+d◦
, et :

σ∞
f

σ∞
◦ f

=
2(1−ξ2)

2−ξ2
2−ξ4

2 +(K∞
T −3)

(
ξ6

2−ξ8
1
) (1.25)

où ξ2 =
R

R+a◦
.
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En reportant l’équation (1.23) de la plaque à entaille centrale dans les équations (1.19)
(� Point stress �) et (1.20) (� Average stress �), on obtient les relations (1.26) et (1.27) :

σ∞
f

σ∞
◦ f

= (1−ξ
2
3)

1/2 (1.26)

où ξ3 =
c

c+d◦
, et

σ∞
f

σ∞
◦ f

=

[
1−ξ4

1+ξ4

]1/2

(1.27)

où ξ4 =
c

c+a◦
[Pipes et al., 1979b, Pipes et al., 1979a, Pipes et al., 1980] ont proposé des modifica-

tions sur le modèle WN en stipulant que la distance caractéristique est une fonction du
diamètre du trou. On peut noter que les modèles de rupture ne tiennent pas compte de
détails des endommagements et les analyses se font uniquement sur les singularités d’ori-
gine.

4.2.2 Limitation

En réalisant des essais de traction sur des plaques de stratification croisée avec
doubles entailles en V, [Kortschot et Beaumont, 1990a, Kortschot et Beaumont, 1990b,
Kortschot et al., 1991, Kortschot et Beaumont, 1991] ont mis en évidence une relation
entre l’extension de l’endommagement en pointe de l’entaille et le comportement à rup-
ture ainsi que les impacts des effets de dimension et d’empilement sur ce lien. Les auteurs
ont fait appel aux simulations numériques en intégrant a priori les phénomènes d’endom-
magement observés expérimentalement. Les résultats ont révélé un effet de relâchement
de contraintes essentiellement associé à la fissure du splitting à 0◦. Ainsi, Kortschot et
al. ont montré la nécessité de prendre en compte les détails de l’endommagement pour
décrire précisément les champs de contraintes autour de l’entaille d’origine et donc le
comportement mécanique à rupture du stratifié.

[Green et al., 2007] a utilisé le critère de rupture de type � average point � introduit
par [Whitney et Nuismer, 1974] de par sa facilité d’utilisation pour prédire la rupture des
stratifiés munis d’un trou circulaire. Deux séries d’essais sont distinguées par la mise
en place de l’épaisseur du pli : plis fins et plis épais. Les observations expérimentales
montrent l’extension considérable de l’endommagement pour les plis épais et peu d’en-
dommagement pour les plis fins. Le critère � average point � prédit correctement des
éprouvette manifestant peu d’endommagement. Au contraire, ce critère donne une mau-
vaise corrélation pour les plis épais.

La figure 1.26 montre la bonne prédiction avec le critère de type � average
stress � présenté par [Whitney et Nuismer, 1974] pour les configurations à plis fins
présentant le mode de rupture de type � fragile � ou � pull-out �. Ces dernières mani-
festent une petite zone d’endommagement lors d’un chargement de la plaque composite.
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Par contre, ce critère conduit à une mauvaise prédiction pour les configurations à plis
épais qui présentent une large zone d’endommagement.

6.35 mm hole diameter, the inner sublaminates had a brittle
failure appearance post-testing. Thus, as laminate thickness
increases, the amount of sub-critical damage present
decreases relatively, causing less stress relief and a reduc-
tion in failure stress. However the damage only ever prop-
agates through the two outermost sublaminates on each
surface prior to failure, and thus failure stress approaches
a constant value as thickness increases.

As with ply-level scaled specimens, extensive delamina-
tion at the hole edge was delayed for sublaminate-level
scaled specimens as the hole diameter to ply thickness ratio
increased. This means that the propagation of the splits in
the 0! plies is delayed for a larger hole, reducing the stress
redistribution, and causing the specimen to fail at a lower
stress. The stress concentration factor of a circular hole in
an isotropic body of this width is 3.14 at the hole boundary.
Dividing the unnotched strength (929 MPa) by the stress
concentration factor gives a value of 295 MPa, the expected
strength in the absence of any sub-critical damage. Hence,
for the laminates with a 25.4 mm diameter hole, whose fail-
ure stresses are c. 330 MPa, it is likely that very little sub-
critical damage is occurring, preventing the 0! splits from
propagating to a significant length. Another effect of delay-
ing the stress at which damage propagates across the gauge
section is that the damage has not crossed the width of the
specimen when the fibre failure stress is reached, and the
failure mechanism changes from a pull-out to a brittle one.

5.3. Failure mechanism

The failure that occurs has been categorised into three
discrete mechanisms: brittle, where all plies fail via fibre
failure; pull-out, where fibre failure controls the laminate
failure, but some or all of the off-axis plies fail via splitting;
and delamination, where extensive !45/0 delamination
over the entire gauge section causes failure of the laminate.
Bounds can be placed on these failure mechanisms accord-

ing to the extent of damage present. A brittle failure mech-
anism will be present when the fibre failure stress (rff) is
reached before the 45/90 delamination (r45/90) in the outer-
most interface propagates across the width of the specimen
(i.e. extensive delamination at the hole has not occurred,
and the sub-critical damage has not propagated across
the width of the specimen). Pull-out failure will occur when
the fibre failure stress is reached, at any stage between the
first 45/90 delamination propagating across the full width,
and the innermost !45/0 interface delaminating across the
full width. If the fibre failure stress has not been reached at
the point of !45/0 delamination (r!45/0), then the !45/0
interface delaminates completely, and delamination failure
ensues. These rules can be summed up as follows:

Brittle failure: rff < r45/90

Pull-out failure: r45/90 < rff < r!45/0

Delamination failure: r!45/0 < rff

The differences in failure mechanism can be used to
explain the differences in the size effects seen for the subla-
minate- and ply-level scaling routines. In both cases, exten-
sive damage at the hole occurs at a higher stress for a larger
hole. For sublaminate-level scaling, this leads to less stress
relief as hole size increases, and a subsequent reduction in
failure stress. In contrast, for ply-level scaled specimens
above a certain ply thickness, the extensive damage at the
hole propagates so much that it becomes the failure mech-
anism, and thus leads to an increasing failure stress with
increasing hole diameter, as seen for in-plane scaling.

The comparison of the experimental results to the ana-
lytical ones (Figs. 11 and 12) show that the average stress
criterion is accurate for sublaminate-level scaled specimens
with a hole diameter of 6.35 mm and greater, and thickness
of at least 2 mm, where the strength is independent of
thickness. Fig. 13 compares the analytical results of the
average stress criterion to the failure mechanism that is
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Fig. 13. Failure mechanism vs strength for sublaminate- and ply-level scaled specimens.
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FIGURE 1.26: Prédiction de la contrainte à rupture par la méthode de type � average
point � du modèle WN [Green et al., 2007]

[Camanho et al., 2007] a réalisé une étude sur les effets d’échelle des dimensions dans
le plan. Les auteurs ont effectué des essais de traction sur des plaques trouées composées
de l’empilement [90/0/±45]3s avec le matériau IM7-8552. On fait varier le diamètre du
trou en conservant le ratio de la largeur sur le diamètre du trou (figure 1.27).

The effect of size on the strength can be explained using
a simple example based on the cohesive crack model, which
is well-suited to simulate fracture of quasi-brittle materials
[32]. Consider that the fracture process zone is represented
by a cohesive crack with the simple constitutive relation
shown in Fig. 5a.

The cohesive constitutive model relates the laminate
cohesive stress, r, to the crack opening, w, and must satisfy
the following condition:

R1
0

rðwÞdw ¼ GC. Structural col-
lapse occurs when a point along the fracture plane reaches
the critical opening, wc, and the corresponding length of

the fracture process zone can be estimated using the Irwin
model as lFPZ � EGC

pðX L
T
Þ2 [33,34].

Based on the constitutive law shown in Fig. 5a, it is pos-
sible to schematically represent the stress distribution at
failure along the fracture planes of specimens with different
sizes, as shown in Fig. 5b. It is observed that in small spec-
imens the fracture process zone extends towards the edges,
whereas in large specimens the fracture process zone is con-
fined to the vicinity of the hole. As a consequence, the aver-
age stress acting on the fracture plane, and hence the
strength, are larger for small specimens.

3. Simulation of the effect of size on strength

Strength prediction methods uniquely based on stress or
strain failure criteria are unable to predict the size effects
observed in notched specimens. Consider for example a cal-
culation of the final failure of a specimen with a central
hole using the value of the longitudinal stress in the fiber
direction (maximum stress criterion). The distribution of
the longitudinal stress in the critical plies, the 0� plies along
the fracture plane, defined by h = 90� in Fig. 1, can be cal-
culated using an approximate closed-form solution as [35]

r11 ¼ rxxð0; yÞðQ11a�11 þ Q12a�12Þ ð2Þ
where a�ij are the components of the laminate compliance
matrix defined as [36]

½a�� ¼ tL½A��1 ð3Þ
where the matrix [A] relates the in-plane forces per unit
length to the mid-plane strains. Qij are the components of
the plane stress transformed reduced stiffness matrix of
the 0� plies [18], and tL is the thickness of the laminate.

The through-the-thickness averaged normal stress in the
fracture plane for a quasi-isotropic laminate is calculated
by Tan [35] as

rxxð0; yÞ ¼
2þ ð1� d=wÞ3

6ð1� d=wÞ 2þ d
2y

� �2

þ 3
d
2y

� �4
" #

r1xx ;

y P d=2 ð4Þ

where r1xx is the remote tensile stress.
From Eqs. (2) and (4) it is clear that for the same mate-

rial and stacking sequence the stress concentration factor,

Fig. 3. Net-section tension failures in specimens with w/d = 6.

Fig. 4. Relation between remote stress and longitudinal strain in SG3.

σ

Fig. 5. Cohesive crack constitutive law and fracture process zone. (a)
Constitutive model and (b) stress distributions along the fracture plane.
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FIGURE 1.27: Les dimensions dans le plan des éprouvette avec le ratio de la largeur sur
le diamètre du trou fixé [Camanho et al., 2007]

Sur les prédictions de la figure 1.28, [Camanho et al., 2007] a utilisé de différents
modèles comme : le critère de contrainte maximale, une approche directe de la mécanique
élastique linéaire de la rupture (LEFM-scaled), le modèle WEK (LEFM-IFM), le modèle
WN de type � point stress � (PSM) et un modèle d’endommagement (CDM) dont on
parlera dans la partie suivante. Il a été montré que les approches de WEK, de WN, et
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d’endommagement donnent de bons résultats. Cependant, les approches de WEK et de
WN sont mises en échec pour l’éprouvette la plus petite qui est censée avoir une large
zone d’endommagement sous-critique.

the inherent flaw. For specimens with small hole diameters,
the predictions lose accuracy. Therefore, to accurately pre-
dict the notched strength of laminates these models require
the calculation of the characteristic distance and length of
inherent flaw for different geometries, and the definition
of an extrapolation procedure to define the values of these
parameters for other geometries [18]. It should also be
noted that the basic equation used in the inherent flaw
model, Eq. (11), is only valid when finite width effects are
negligible, which is the case of the specimens tested. For
smaller ratios between the specimen width and hole diam-
eter, the inherent flaw model should be modified.

The continuum damage model can predict the size effect
law observed in the experiments, especially for specimens
with hole diameters smaller than 6 mm. Unlike the point
stress and inherent flaw models, the continuum damage
model does not require any adjustment parameter and only
uses material properties that are measured at the ply level
as well as the fracture energies.

Fig. 13 indicates that the use of the LEFM-scaled model
results in accurate predictions for hole sizes between 6 mm
and 10 mm. However, the strength is overpredicted for
small hole diameters. For small specimens, the damaged
region in the vicinity of the hole cannot be considered to
be negligible when compared with the characteristic dimen-
sions of the specimen, and LEFM is not applicable.

LEFM-scaled predictions are also inaccurate for large
specimens because the notched strengths of those speci-
mens tend to a constant value [4]. Bažant [15] relates this
asymptotic structural response to the invariance of the size
of the fracture process zone when the characteristic dimen-
sions of large specimens are increased. It should also be
noted that the LEFM predictions based on scaled speci-
mens always result in a line with a �1/2 slope that passes
through the baseline point (Fig. 13). This means that the
use of a small hole diameter as the baseline point would
result in severe underpredictions of the notched strength
of larger specimens.

The maximum stress criterion for longitudinal failure is
unable to predict size effects and always underpredicts the
strength of notched laminates. For a hole diameter of
2 mm, the application of the maximum stress criterion
results in an error of �49.1%. The error associated with
the strength of materials approach is even larger when
using a failure criterion for transverse (matrix) cracking,
which occurs before fiber fracture, or failure criteria that
are unable to distinguish fiber and matrix failure modes.

4. Conclusions

The size effect in notched IM7-8552 CFRP was identified
and quantified in an experimental program. The acoustic
emission results show that final fracture is preceded by a pro-
cess of accumulation of non-critical damage mechanisms.

By comparing the experimental data with the different
models that are commonly used for the strength prediction
of composites, it can be concluded that fiber-based failure
criteria (strength of materials approach) cannot predict size
effects. In addition, the strength of materials approach
always underpredicts the strength of notched composites,
with errors as high as �49.1% for a specimen with a
2 mm hole diameter.

The Linear Elastic Fracture Mechanics approach using
a hole diameter of 6 mm for calibration predicts the size
effect accurately for specimens with hole diameters between
6 mm and 10 mm. However, Linear Elastic Fracture
Mechanics should not be used for the strength prediction
of specimens with hole diameters equal to or less than
2 mm, or for larger specimens whose failure stresses tend
to a constant value.

The point stress and inherent flaw models are simple
approaches that do not require complex FE implementa-
tions yet provide reasonable predictions for the range of
hole diameters tested. However, the accuracy of these mod-
els relies upon the measurement of the characteristic dis-
tance and length of the inherent flaw for each lay-up and
stacking sequence.

For the problems selected, the continuum damage
model proposed predicts with good accuracy hole size
effects in composite laminates subjected to tension. The
model requires material properties that are measured at
the ply level and fracture energies that are measured using
both standard test methods and novel compact tension and
compact compression test methods. The continuum dam-
age models provides not only the final failure load, but also
information concerning the integrity of the material during
the load history. Furthermore, the finite element-based
damage model can be applied to structures and compo-
nents of arbitrary configurations where analytical solutions
could not be developed.
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Fig. 13. Predictions of size effects in CFRP plates with w/d = 6.
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FIGURE 1.28: Prédictions des effets des dimensions dans le plan pour les éprouvettes de
la figure 1.27 [Camanho et al., 2007]

4.3 Modélisation des endommagements
Comme évoquées ci-dessus, la rupture finale et l’intégrité mécanique de structures

composites stratifiées avec concentrations de contraintes est le résultat de l’accumula-
tion et l’interaction de divers mécanismes de l’endommagement élémentaires. Afin de
prédire avec précision le comportement mécanique, il est primordial de tenir compte
les différents mécanismes de dégradation de l’amorçage jusqu’à rupture finale dans les
modèles prédictifs de rupture. Dans la suite, on se concentre sur les différentes approches
visant à modéliser l’endommagement existant dans la littérature. En outre, ces dernières
sont adaptées aux simulations numériques. Le � Virtual Testing � requiert de disposer
de modèles de comportements fidèles à la physique de la dégradation du matériau et
qui présentent des temps de calculs raisonnables afin de pouvoir être intégrés sur des
structures industrielles. Une des différences principales parmi les différents modèles
réside dans l’échelle à laquelle on se place pour construire le modèle. Le choix de
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l’échelle de modélisation est donc très important, il permettra de définir la complexité du
modèle. D’une part, il va déterminer l’effort numérique nécessaire pour la résolution d’un
problème à l’échelle structure, d’autre part, les méthodes d’identification nécessaires pour
la caractérisation des paramètres matériau sont étroitement liées à l’échelle du modèle.
D’autres modèles sont construits sur une approche hybride : c’est l’approche multi-échelle
(changement d’échelle selon les besoins) dont on reparlera plus loin.

4.3.1 Classification des discrétisations de modélisation

La majorité des modèles utilisés pour reproduire les mécanismes d’endommage-
ment de matériaux composites ne se limite souvent pas à une stratégie de modélisation ;
couplages entre les modèles � tout-continu �, � tout-discret �, et � semi-discret � sont
légion. [Hongkarnjanakul, 2013] propose une classification de l’architecture de différents
modèles d’endommagement des composites comportant des interfaces (figure 1.29).

FIGURE 1.29: Architecture des modèles d’endommagement comportant des interfaces
cohésives [Hongkarnjanakul, 2013]

[Williams, 1998] a proposé un modèle � tout-continu� dénommé Composite DAmage
Model (CODAM).

4.3.2 Les approches discrètes des stratifiés

Les approches discrète des endommagements reposent sur la description du champ de
contrainte en présence de dégradations et sur le critère d’évolution de ces dégradations.
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4.3.2.1 Méthode des éléments finis étendus (X-FEM) et ses variantes

Les inconvénients de la prise en compte de problèmes de mécanique de la rupture dans
une modélisation par éléments finis sont couramment connus : adaptation indispensable
du maillage à la ligne de rupture, raffinement drastique du maillage en fond de fissure,
remaillage pour suivre la progression incrémentale de la fissure. Initialement développée
par [Moës et al., 1999], la méthode X-FEM consiste à s’affranchir du maillage d’éléments
finis des discontinuités de fissuration en permettant à la fissure de traverser les éléments
finis. À cette fin, l’algorithme repère, à chaque pas du calcul, les éléments traversées
par la fissure, et ajoute automatiquement des degrés de liberté et des fonctions de base
supplémentaires de type échelon de Heaviside à leurs noeuds, ce que l’on appelle l’enri-
chissement des noeuds. Ces fonctions de base supplémentaires sont construites de façon
à pouvoir représenter la discontinuité des déplacements, la condition de bord libre et la
singularité en pointe de fissure, le tout n’importe où à l’intérieur d’un élément. Les noeuds
et les éléments n’ont donc plus besoin de s’adapter à la géométrie de la fissure.

[Hansbo et Hansbo, 2004] a proposé une approche qui consiste à représenter la fis-
sure discontinue en dupliquant des noeuds du maillage pour construire des éléments
fantômes superposés, au lieu d’ajouter des enrichissements et degrés de liberté comme
dans la formulation originale X-FEM. Basée sur l’interpolation complète d’éléments su-
perposés, l’idée de [Hansbo et Hansbo, 2004] peut être facilement intégrée dans la formu-
lation des éléments de coque et reste équivalente à la méthode X- FEM comme démontré
dans [Song et al., 2006]. [Areias et al., 2006] ont montré que la base d’approximation de
[Hansbo et Hansbo, 2004] est une combinaison linéaire de la base d’approximation X-
FEM standard.

En basant sur l’idée de [Hansbo et Hansbo, 2004], [van der Meer et Sluys, 2010] a
utilisé la méthode des noeuds fantômes pour représenter la fissure du splitting. Elle
consiste à rajouter des noeuds dédoublés sur les arrêtes des éléments obéissant à un
critère d’ouverture ad hoc. Si le critère d’ouverture n’est pas atteint alors une contrainte
de coı̈ncidence existe entre les noeuds dédoublés, cette contrainte est relâchée lorsque le
critère est atteint permettant ainsi à la fissure de s’ouvrir. Le modèle permet donc à une
fissure de s’ouvrir en relâchant la contrainte de coı̈ncidence sur les noeuds doubles du
maillage. Toutefois, elle ne permet pas d’atteindre la saturation de la microfissuration.

Les méthodes des éléments finis augmentés (A-FEM) [Fang et al., 2011], des floa-
ting nodes [Chen et al., 2016] font partie des dernières avancées concernant cette récente
stratégie de modélisation.

4.3.2.2 Micro-modèles

Un modèle est dit micromécanique quand il considère l’échelle des constituants
et traite explicitement les endommagements présents à cette échelle. Les modèles
développés à l’échelle des constituants sont, évidemment, les modèles capables de
reproduire le plus fidèlement le comportement et, surtout, l’endommagement du
matériau. Néanmoins, ces modèles ont un inconvénient par rapport aux autres types
de modélisation, à savoir le coût de calcul. Dans le cadre de travail de ce modèle mi-
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cromécanique, on suppose qu’un état quelconque de dégradation d’un matériau composite
est le résultat de la superposition d’un ensemble de mécanismes élémentaires selon leur
forme à l’échelle du pli : des mécanismes discrets (fissures) et des mécanismes � continus
� qui ne sont pas directement observés mais dont on peut mesurer les conséquences. Ce
dernier mécanisme est usuellement ignoré par les modèles micromécaniques.
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1 Enrichissement du modèle hybride

L’implantation numérique du modèle de comportement est ici effectuée dans le
cadre du modèle d’endommagement dit hybride [Ladevèze et al., 2006, Violeau et al.,
2009]. Ce modèle, qui mêle descriptions continues et discrètes des dégradations, fait
office de matériau virtuel de référence en restant proche de la physique des divers mé-
canismes élémentaires (ce qui revient d’une certaine façon à le situer entre les échelles
micro et méso). Ainsi, les dégradations prenant place à la même échelle que le kin-
king, comme la fissuration discrète, sont représentées explicitement. Ce choix devrait
permettre, à terme, d’observer les couplages naturels prenant effet entre plissement et
autres mécanismes de dégradation, y compris le délaminage local.

hpl i

interface interlaminaire
cellule élémentaire

interface intralaminaire

hpl i

FIGURE 6.1: Décomposition d’un pli stratifié en cellules élémentaires et interfaces

Le modèle hybride définit une structure composite comme un assemblage de cel-
lules élémentaires et d’interfaces (voir Figure 6.1). Chaque cellule est composée d’un
matériau fibres-matrice élasto-plastique endommageable, dont les variables internes
sont homogènes dans la cellule et représentent les dégradations volumiques (notam-
ment décohésions fibres-matrice, micro-fissuration et rupture des fibres). Les équa-
tions de l’endommagement et de la plasticité sont essentiellement les mêmes que
celles du mésomodèle standard (voir Chapitre 3). Parmi les quelques changements,
l’endommagement diffus ne sature pas à la valeur dc : on considère plutôt, passé ce
seuil, que les décohésions et micro-fissures percolent et créent une fissure discrète.

On introduit des surfaces potentielles de rupture inter- et intra-laminaires, qui
représentent la fissuration discrète, respectivement dans l’épaisseur du pli (fissura-
tion transverse, splitting) et à l’interface (délaminage local). Seules les surfaces intra-
laminaires parallèles aux fibres sont susceptibles de rompre, de façon fragile, par per-
colation de l’endommagement diffus ou suivant un critère mixte en contrainte et en
énergie, intégrant les effets d’épaisseur (voir Chapitre 3). Afin d’accélérer les calculs, la
rupture d’une interface est déterminée grâce à un algorithme explicite.

1.1 Définition des nouvelles variables

La rupture dans le sens des fibres est volumique et pilotée par la variable d f [Tro-
valet et al., 2009]. Elle a donc une longueur caractéristique : la taille de la cellule élé-

Vers un pont micro-méso de la rupture en compression des composites stratifiés

FIGURE 1.30: Décomposition d’un pli stratifié en cellules élémentaires et interfaces dans
le micro-modèle [Violeau, 2007]

Dans les travaux antérieurs du LMT, [Violeau, 2007] a développé un modèle d’en-
dommagement dit hybride. Ce modèle, qui comporte descriptions continues et discrètes
des dégradations, fait office de matériau virtuel de référence en restant proche de la phy-
sique des divers mécanismes élémentaires (ce qui revient d’une certaine façon à le si-
tuer entre les échelles micro et méso). Le modèle hybride définit une structure composite
comme un assemblage de cellules élémentaires et d’interfaces (Figure 1.30). Chaque cel-
lule est composée d’un matériau fibres-matrice élasto-plastique endommageable, dont les
variables internes sont homogènes dans la cellule et représentent les dégradations volu-
miques (notamment décohésions fibres-matrice, micro-fissuration et rupture des fibres).
Les équations de l’endommagement et de la plasticité sont essentiellement les mêmes que
celles du mésomodèle classique (la partie 1.1 du chapitre 2). Parmi les quelques change-
ments, l’endommagement diffus ne sature pas à la valeur ds : on considère plutôt, passé
ce seuil, que les décohésions et microfissures coalescent et créent une fissure discrète (la
partie 1.1 du chapitre 2). On introduit des surfaces potentielles de rupture inter- et intra-
laminaires, qui représentent la fissuration discrète, respectivement dans l’épaisseur du pli
(fissuration transverse et splitting) et à l’interface (délaminage local). Seules les surfaces
intra-laminaires parallèles aux fibres sont susceptibles de rompre, de façon fragile, par
percolation de l’endommagement diffus ou suivant un critère mixte en contrainte et en
énergie, intégrant les effets d’épaisseur.

[Bouvet et al., 2009, Achard et al., 2014, Serra et al., 2016] ont développé et validé
un modèle dit � Discrete Ply Model �. Comme le micromodèle du LMT, ce modèle est
composé d’un maillage uniforme d’éléments volumiques dans les quelles sont modélisées
les ruptures de fibres, séparés par des éléments d’interface représentant la fissuration ma-
tricielle et le délaminage. Le comportement de la rupture de fibres est modélisé de manière
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continue en traction et en compression en utilisant le taux de restitution d’énergie en rup-
ture de fibres pour le mode d’ouverture (mode I).

3. Numerical modelling

The DPM approach has already been explained in several papers
[8–12] and only its general principles and its adaptation to the cur-
rent problem are presented here. In their first paper, Bouvet et al.
[8] presented a discrete 3D impact model which was simulated
with the Abaqus v6.9 explicit solver and a user-defined Vumat sub-
routine. In their model, three major failure modes observed in
composite impact tests were considered: (i) fibre failure in intra-
ply, (ii) matrix cracking in intra-ply, and (iii) delamination in in-
ter-ply. The mesh construction from their previous work was
maintained (Fig 4(a)). The nodes were uniformly stacked in rows
and columns for all oriented plies. However, the shapes of the
mesh were different: 0" and 90" plies were meshed in a square
shape, while 45" and !45" plies were meshed in a parallelogram
shape in order to follow the fibre direction and to have coincident
nodes in adjacent plies (Fig. 4(b)). The fibre failure was assigned to
volume elements C3D8, with zero-thickness cohesive elements of
delamination, COH3D8, horizontally inserted between them. Also,
vertical zero-thickness cohesive elements COH3D8 were placed
between volume element strips in the fibre direction to impose
the region of matrix cracking, as shown in Fig. 4(a).

The presence of a hole required an adaptation of the in-house
meshing program. In [9], the representation of the hole was very
poor. However, it did not impact the structural response because
of the pull-through loading. For the problem of the open hole ten-
sile test, a good representation of the hole was a prerequisite. Prac-
tically, this good representation was obtained by a projection of the
nodes adjacent to the hole. If the node/perimeter distance was less
than the size of an element, the node was generated and projected
on the theoretical perimeter. Otherwise, it was not created. The
direction of projection depended on the principal direction of the
fold considered in order to maintain the parallelism between slices
of matrix cracking elements. In this way, an acceptable model of
the hole was obtained (see Fig. 5). In the plies, the method required
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Fig. 3. Tension behaviour of the four types of open-hole specimens.
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Fig. 4. (a) Modelling of impact damage and element types and (b) mesh shape in
each oriented ply.

V. Achard et al. / Composite Structures 113 (2014) 369–381 371

FIGURE 1.31: a) Modélisation de trois modes d’endommagement b) Maillage du �Dis-
crete Ply Model � dans des plis orientés [Achard et al., 2014]

4.3.3 Les approches continues des stratifiés

Cette partie présente quelques modèles d’endommagement formulés dans le cadre
de la mécanique de l’endommagement afin montrer la richesse de la méthode thermo-
dynamique phénoménologique. Certains modèles peuvent être améliorés pour la version
multi-échelle qui décrit les interventions venant de l’échelle micro ou représentant la mor-
phologie à l’échelle micro.
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42 État de l’art

4.3.3.1 Modèle ONERA

Comptes Rendus des JNC 16 ⎯ Toulouse 2009 

prévision de la ruine de structures composites sous sollicitations complexes tridimensionnelles rencontrées 
dans les zones de reprises de plis ou dans les rayons de cornières composites, ou pour des chargements 
multiaxiaux plans superposés à de la pression hydrostatique rencontrés notamment dans les applications 
navales ou aéronautiques, demeure un problème majeur dans le dimensionnement de structures 
composites. 

 
Par conséquent, l’objectif de cette étude consiste à proposer une approche multiéchelle de la rupture 

basée sur une représentation micromécanique hybride des mécanismes de ruine permettant de prévoir la 
rupture de stratifiés sous chargements complexes 3D, et notamment les sollicitations planes multiaxiales 
superposées à de la pression hydrostatique. Ce type d’approche permet de prévoir la ruine de stratifiés à 
partir de la connaissance des propriétés thermomécaniques des plis unidirectionnels le constituant et prend 
également en compte l’effet de la dégradation des plis rompus sur le comportement macroscopique et sur la 
prévision de la ruine finale. 

 
L’approche hybride multiéchelle de la rupture proposée peut être décomposée en cinq étapes 

principales (voir Fig. 1) à savoir (i) la méthode de passage méso/macro permettant de déterminer, à partir du 
chargement 3D appliqué au stratifié, le chargement imposé aux plis le constituant, (ii) la loi de comportement 
mésoscopique pour déterminer les champs de contraintes et de déformations, (iii) la détermination des 
micro-dommages et de leur effets sur le comportement et les résistances du pli UD, (iv) un critère de rupture 
mésoscopique permettant de prévoir la ruine des plis et (v) le modèle d’endommagement permettant de 
dégrader progressivement les propriétés mécaniques du pli rompu au sein du stratifié jusqu’à la rupture 
finale. Le modèle proposé sera détaillé dans la section 2. 

 

 
Fig. 1. Principe général de l’approche hybride multiéchelle de la rupture proposée. 

 
Dans la section 3, une procédure d’identification de l’approche hybride multiéchelle est proposée et les 

différents essais nécessaires à la détermination de l’ensemble des paramètres du modèle sont  présentés. 
 
Enfin, les prévisions de la rupture de stratifiés sous sollicitations planes multiaxiales sont comparées aux 

résultats expérimentaux des cas tests définis dans le cadre du premier WWFE. Par la suite, des simulations 
sur stratifiés sous sollicitations tridimensionnelles sont présentées et la représentativité des résultats 
obtenus est discutée. 
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FIGURE 1.32: Modèle d’ONERA [Laurin et al., 2009]

Initialement développée par l’ONERA dans [Laurin et al., 2007], une approche multi-
échelle a pour objectif de prédire la tenue mécanique de structures composites stratifiées
jusqu’à la rupture finale à partir de la connaissance des propriétés thermomécaniques
(comportement et résistances) des plis unidirectionnels constituants en tenant compte des
effets de dégradation des plis emdommagés sur le comportement à l’échelle macrosco-
pique et sur la rupture totale du stratifié complet. Ce modèle s’emploie une transition
d’échelle entre l’échelle mésoscopique (celle correspondant au pli unidirectionnel) et
l’échelle macroscopique correspondant au stratifié complet. Ce modèle multi-échelle a
été évalué avec succès en comparant les prévisions obtenues du modèle aux résultats
expérimentaux des différents cas tests sous sollicitations planes multiaxales issus du
premier ”World Wide Failure Exercise” de [Hinton et al., 2002, Soden et al., 2004]. Par
la suite, [Laurin et al., 2009, Carrère et al., 2012a] s’appuie sur une représentation mi-
cromécanique hybride des mécanisme de l’endommagement pour apporter un passage
micro/méso au modèle multi-échelle permettant de prévoir la rupture de stratifiés sous
chargements complexes 3D dans le cadre du second WWFE. L’idée majeure consiste
à introduire à l’échelle mésoscopique les effets des ruptures intervenant à l’échelle mi-
cromécanique (décohésion fibre/matrice et micro-fissuration matricielle) sur le comporte-
ment et les résistances à rupture du pli. Enfin, [Laurin et al., 2011, Carrère et al., 2012b,
Laurin et al., 2012] proposent des améliorations pour le modèle hybride multi-échelle
de l’endommagement et de la rupture dans la prévision fine de l’endommagement
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(l’évolution de la densité de fissuration transverse et du taux de micro-délaminage). Dans
cette partie, on passe en revue une version relativement complète de ce type d’approche
multi-échelle de l’endommagement et de la rupture présentée dans [Laurin et al., 2012].
Le schéma descriptif est présenté sur Figure 1.32.

L’approche hybride multiéchelle de l’endommagement et de la rupture proposée peut
être décomposée en cinq étapes principales, à savoir :

i une méthode de passage méso/macro permettant de déterminer, à partir du chargement
3D appliqué au stratifié, le chargement imposé aux plis constituants (basée sur les
travaux de [Dvorak et Benveniste, 1992]) ;

ii la détermination des micro-dommages et de leurs effets sur le comportement et les
résistances du pli unidirectionnel ;

iii la loi de comportement mésoscopique pour déterminer les champs de contraintes et
de déformations ;

iv un multi-critère de rupture mésoscopique permettant de prévoir la ruine des plis ;
v le modèle d’endommagement permettant de prévoir l’évolution des densités de fissu-

ration et des micro-délaminages associés au sein du stratifié jusqu’à la rupture finale.
La loi de comportement non-linéaire thermo-viscoélastique est formulée à l’échelle

du pli et reportée dans l’équation (1.28) :

∼σ = ≈C̃ :
(
∼ε−∼εth−∼εve−∼εp

)
avec ≈C̃ = ≈S̃

−1 (1.28)

où ∼• et ≈• désignent respectivement les tenseurs d’ordre 2 et d’ordre 4, l’opérateur “:”
est le produit tensoriel doublement contracté. ≈C̃ représente le tenseur de rigidité élastique
effective dépendant des endommagements au sein du pli, ∼σ le tenseur des contraintes
mésoscopiques à l’échelle du pli, ∼ε la déformation totale, ∼ε

th la déformation thermique,

∼ε
ve la déformation visqueuse et ∼ε

p la déformation permanente.
La prise en compte des contraintes résiduelles de cuisson est absolument nécessaire

pour prévoir de manière satisfaisante l’apparition de la première fissure transverse au
sein du stratifié. L’introduction de la viscosité de la matrice dans le modèle permet
de prévoir la non-linéarité du pli sous sollicitation de cisaillement (plan ou hors-plan).
Deux sources de non-linéarité ont été introduites dans le modèle viscoélastique : une
non-linéarité inhérente à la viscosité de la matrice, décrite par une fonction non-linéaire
dépendant d’une contrainte équivalente distinguant une partie déviatorique et une par-
tie hydrostatique (afin de rendre compte des effets de la pression hydrostatique sur le
comportement du pli élémentaire) et une autre source de non-linéarité due aux effets des
micro-dommages (δ2, δ3) sur la souplesse visqueuse. De plus, une déformation perma-
nente, décrivant la déformation résiduelle après décharge, a été introduite afin d’améliorer
la description des chargements cycliques. Cette déformation permanente est fonction de
l’évolution des micro-dommages au sein du pli unidirectionnel.

Afin de prendre en compte les effets de l’endommagement sur les propriétés ther-
momécaniques du pli, le modèle s’appuie sur un critère de rupture, basé sur les hy-
pothèses de [Hashin, 1980], distinguant deux modes de rupture : la rupture fibre ( f±1 )
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et la rupture inter-fibre dissociant en plan ( f±2 ) et hors-plan ( f±3 ). L’exposant± désigne la
différentiation, pour chacun de ces modes de rupture, sur les mécanismes de dégradation
en traction ( f+i ) et ceux en compression ( f−i ) (i = {1,2,3}).

L’effet de l’endommagement et de la rupture sur le comportement mésoscopique du
pli consiste à augmenter la souplesse élastique initiale du matériau et la formulation est
donnée par l’équation (1.29) :

≈S̃ = ≈S
◦+∆≈S̃

(
d+

1
)
+∆≈S̃

(
d−1
)
+∆≈S̃

(
d+

2
)
+∆≈S̃

(
d−2
)
+∆≈S̃

(
d+

3
)
+∆≈S̃

(
d−3
)

(1.29)

où ≈S
◦ représente la souplesse initiale et ∆≈S̃

(
d±i
)
(i = {1,2,3}) sont les tenseurs des effets

de l’endommagement et de la rupture respectivement associés à la rupture fibre, la rup-
ture inter-fibre plan et la rupture inter-fibre hors-plan en traction ou en compression sur
la souplesse du pli unidirectionnel. Ces tenseurs d’effets sont pilotés par la cinétique de
dégradation représentée par les variables d±i soit en traction d+

i soit en compression d−i
(i = {1,2,3}). La version améliorée de ce modèle dans [Laurin et al., 2012] propose un
lien entre les variables d’endommagement et les indicateurs à la base physique tels que la
densité de fissuration transverse et le taux de micro-délaminage local afin de prédire fine-
ment l’évolution des endommagements et leurs effets sur le comportement aux échelles
mésoscopique et macrosopique. Cette modélisation fine est indispensable pour prédire les
contraintes résiduelles en cas d’impact ou fatigue. Par ce fait, ∆≈S̃

(
d+

2
)

peut être écrit sous
forme de ∆≈S̃(ρ,µ). Ainsi, la formulation (1.29) peut être réécrite comme suit :

≈S̃ = ≈S
◦+∆≈S̃

(
d+

1
)
+∆≈S̃

(
d−1
)
+∆≈S̃(ρ,µ)+∆≈S̃

(
d−2
)
+∆≈S̃

(
d+

3
)
+∆≈S̃

(
d−3
)

(1.30)

La loi d’évolution de l’endommagement est donnée par :




d±i = α
±
i

(〈√
f±i −1

〉

+

)n±i

∆≈S̃
(
d±i
)
= ∑

i
d±i ≈H̃

e f f
(1.31)

où f±i sont les seuils d’initiation des différents modes de rupture avec la distinction sur la
nature des sollicitations (traction ou compression).

Lors que f±i atteint la seuil d’initiation de rupture, le pli est rompu et la souplesse ef-
fective augmente. On notera que ce modèle est thermodynamiquement admissible, c’est-
à-dire qu’il satisfait l’inégalité de Clausius-Duhem ḋ ≥ 0.

Par la suite, on s’intéresse à l’écriture du critère des différents modes de rupture. Il est
important à noter que les couplages entre les différents mécanismes de rupture résultent
essentiellement de l’influence des endommagement diffus (δ2,δ3) et l’endommagement
de la rupture des fibres prématurée (δ f sur les différentes résistances mécaniques. Le
mode de rupture fibre en traction est de la forme :





f+1 =
Y eq

1+

Y ◦1+
Y eq

1+ = t
∼ε : ≈F

1+ : ∼ε
(1.32)
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où ≈F
1+ est le tenseur de rupture dont F1+

11 = η1/X̃2
εt et les autres composantes sont nulles.

X̃2
εt est la déformation effective longitudinale à rupture qui dépend des endommagements

diffus au sein de la matrice (δ2,δ3).
Le critère de rupture fibre en compression est formulé en énergie et exprimé dans les

plans de rupture (1,2) et (1,3) :




f−1 =

Max
i={2,3}

(√
g1−

n (σ11−σii)
2 +g1−

t τ2
1i

)
· ε−11

Ỹ ◦1−
= 1

Ỹ ◦1− = Y ◦1−
1−δ f

1+h1− (δ2 +δ3)

(1.33)

où Ỹ ◦1− est le seuil du critère fibre en compression dépendant des endommagements à
l’échelle micro dans le pli (δ2,δ3,δ f ). Y ◦1−, g1−

n , g1−
t et h1− sont des paramètres de

matériau à identifier.
Les critères de rupture inter-fibre en traction plan ( f+2 ) et hors-plan ( f+3 ) sont donnés

par les équations (1.34) et (1.35) :




f+2 =
Y eq

2+

Ỹ ◦2+
= 1

Y eq
2+ = t

∼σ : ≈F
2+ : ∼σ

Ỹ ◦2+ = Y ◦2+
(
1−δ f

)
(1.34)

où ≈F
2+ est le tenseur dont F2+

22 = η2/Ỹ 2
t , F2+

23 = 1/S̃2
23 et F2+

12 = 1/S̃2
12 et les autres com-

posants sont nuls. η2 = 1 en traction et η2 = 0 en compression.




f+3 =
Y eq

3+

Ỹ ◦3+
Y eq

3+ = t
∼σ : ≈F

3+ : ∼σ
Ỹ ◦3+ = Y ◦3+

(
1−δ f

)
(1.35)

où ≈F
3+ est le tenseur dont F3+

33 = η3/Z̃2
t , F3+

23 = 1/S̃2
23 et F3+

13 = 1/S̃2
13 et les autres com-

posants sont nuls. η3 = 1 en traction et η3 = 0 en compression.
Les critères de rupture inter-fibre en compression plan ( f−2 ) et hors-plan ( f−3 ) sont

des critères en énergie exprimés respectivement dans les plans de rupture (3,2) et (2,3)
suivant un angle ±α par rapport à l’axe 2 ou 3 et sont présentés respectivement dans les
équations (1.36) et (1.37) :

f−2 =

Max
θ={−α,+α}

(
g2−

n

∣∣∣τ(3,2)θn γ
(3,2)θ
n

∣∣∣+g2−
t

∣∣∣τ(3,2)θt γ
(3,2)θ
t

∣∣∣
)

Ỹ2−
= 1 (1.36)

f−3 =

Max
θ={−α,+α}

(
g3−

n

∣∣∣τ(2,3)θn γ
(2,3)θ
n

∣∣∣+g3−
t

∣∣∣τ(2,3)θt γ
(2,3)θ
t

∣∣∣
)

Ỹ3−
= 1 (1.37)

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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avec Ỹi− = Y ◦i−
1−δ f

1+hi−(δ2 +δ3)
(i = {2,3}).

τ
(3,2)θ
n , γ

(3,2)θ
n , τ

(3,2)θ
t , γ

(3,2)θ
t , τ

(2,3)θ
n , γ

(2,3)θ
n , τ

(2,3)θ
t , γ

(2,3)θ
t sont respectivement les

contraintes et déformations de cisaillement normales et tangentielles exprimées dans les
plans (2,3) et (3,2) suivant un angle ±α par rapport à l’axe 2 ou 3. Les coefficients
g2−

n ,g2−
t ,g3−

n ,g3−
t sont des constantes matériau à identifier. Les angles des plans de rup-

ture en compression inter-fibre plan et hors-plan sont supposés égaux et valent α = 45◦.

XML Template (2013) [2.1.2013–6:24pm] [1–35]
K:/JCM/JCM 470151.3d (JCM) [PREPRINTER stage]

with

~Z	t ¼ Z	t =ð1þ h3t�3Þ
~S	23 ¼ S	23=ð1þ h23t�3Þ
~S	13 ¼ S	13=ð1þ h13t�3Þ

8<
: and �3 ¼

1 if �33 � 0
0 if �33 5 0




ð15Þ

where F
�

3þ is the associated failure tensor (equation
(14)) and depends on the effective out-of-plane tensile
strength ( ~Z	t ) and on the out-of-plane shear strengths
( ~S	13 and

~S	23). These effective strengths are defined as a
function of the ‘‘virtual’’ mesoscopic strengths without
any micro-damage (Z	t , S

	
13 and S	23) and of the matrix

micro-damage (�3) which reduces the effective
strengths. h3t, h23t and h13t are material parameters.
The physical meaning of the ‘‘virtual’’ mesoscopic
strengths and the associated experimental proofs (test
case 2 of the WWFE-II) are presented in Reference [24].
The identification procedure of the ‘‘virtual’’ meso-
scopic strengths is briefly described in this paper and
more details can be found in Reference [24].

The variable ~Y0
3þ represents the onsets of the tensile

IFF criterion which is defined as a function of the
damage due to premature single FF (�f).

The failure criteria for the in-plane compressive
interfibre ply failure (f�2 in equation (16)) and for the
out-of-plane compressive interfibre ply failure (f�3 in
equation (17)) are energy criteria, expressed, respect-
ively, in the fracture planes (3,2) and (2,3) making an
angle�� with respect to the axes 2 and 3, as repre-
sented in Figure 3(b) and (c).

f�2 ¼

Max
�¼ ��,þ�f g

g2�n �ð3,2Þ�n 	ð3,2Þ�n

�� ��þ g2�t �ð3,2Þ�t 	ð3,2Þ�t

��� ���� �
~Y0
2�

¼ 1 if �2 5 0 ð16Þ

f�3 ¼

Max
�¼ ��,þ�f g

g3�n �ð2,3Þ�n 	ð2,3Þ�n

�� ��þ g3�t �ð2,3Þ�t 	ð2,3Þ�t

��� ���� �
~Y0
3�

¼ 1 if �3 5 0 ð17Þ

with

~Y0
i� ¼ Y0

i�

1� �f
1þ hi�ð�2 þ �3Þ

for i ¼ ð2,3Þ ð18Þ

where �n
(2,3)�, ��

(2,3)�, 	n
(2,3)�, 	t

(2,3)� and �n
(3,2)�, �t

(3,2)�,
	n

(3,2)�, 	t
(3,2)� are, respectively, the normal and tangen-

tial shear stresses and strains in the fracture planes (3,2)
and (2,3) making an angle �¼�� with respect to the
axes 2 and 3. The variables ~Y0

i� (expressed in equation
(18)) represent the onsets of the failure compressive
criteria and are defined as a function of the matrix
micro-damages (�2, �3) and of the damage due to pre-
mature single FFs (�f). For the sake of simplicity, the
angles of the fracture planes for the in-plane and out-
of-plane interfibre compression are assumed to be equal
to �¼ 45�.

The equations of all the catastrophic failure mech-
anisms are summarised in Table 1.

Associated softening behaviour

A different damage variable is assigned to each failure
mechanism presented in the previous section. These
failure mechanisms being catastrophic, the evolution
of these damage variables lead to softening behaviours.
These evolution laws of damage are expressed by the
following equation

d�i ¼ �
�
i

ffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffiffi
f�i ð�
�

effÞ
q

� 1

� �n�i

and � ~S
�
ðd�

i
Þ ¼

X
i

d�i H
�

eff

i

ð19Þ

where i represents the failure mode (i¼ 1–3)
and� stands for either traction (þ) or compression

(�). ��i and n�i are material parameters. The terms

d�i H
�

eff

i
represent the effects of the different failure

modes on the compliance of the failed ply as reported

in equation (8). More details on evolution laws of

Figure 3. Catastrophic failure mechanisms of the UD ply in interfibre mode: (a) failure in through-the-thickness tension, (b) failure in

transverse compression and (c) failure in through-the-thickness compression.

Laurin et al. 7

 at ENS - Cachan on September 7, 2016jcm.sagepub.comDownloaded from 

FIGURE 1.33: Plan de rupture de mécanismes de rupture interfibre : (a) en traction hors-
plan, (b) en compression plan et (c) hors-plan [Laurin et al., 2012]

Les seuils de fissuration transverse du pli unidirectionnel au sein du stratifié dépendent
de l’épaisseur du pli. Afin de prévoir correctement les seuils de fissuration, une formule
mixte issu de la compétition entre un critère � énergétique � et un critère en � contrainte
� a été proposée dans (1.38) :





γ◦I = max
[

γ◦EI
h
,γ◦σI

]

γ◦II = max
[

γ◦EII
h
,γ◦σII

]

γ◦III = max
[

γ◦EIII
h
,γ◦σIII

]
(1.38)

où (γ◦I ,γ
◦
II,γ
◦
III) sont les seuils de fissuration. Ces derniers peuvent être décomposés en 2

parties élastique et viscoélastique :




γ◦I = γe
I + γve

I

γ◦II = γe
II + γve

II

γ◦III = γe
III + γve

III

(1.39)

Les cinétiques de fissuration au sein des différents plis sont données par (1.40) :
{

ρ = h(1−µ)
[
αI〈γI− γ◦I 〉n++αII〈γII− γ◦II〉n++αIII〈γIII− γ◦III〉n+

]

µ = 〈ahρ
2 +hbhρ〉+

(1.40)
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où h l’épaisseur du pli, (γI,γII,γIII) les forces thermodynamiques dépendant de la sou-
plesse effective et la contrainte. (αI,αII,αIII,n) et (ah,bh) sont les coefficients matériaux
à identifier. L’évolution du taux de micro-délaminages est une fonction explicite de la den-
sité de fissuration normalisée. De plus, le micro-délaminage tend à ralentir la cinétique de
fissuration transverse jusqu’à saturation.

∆≈S̃(ρ,µ) = ρ.≈H
a +

µ
1−µ

.≈H
b +ρ

2.≈H
c +ρ.

µ
1−µ

.≈H
d +

µ
(1+ρ−µ)2 .≈H

e (1.41)

où les tenseurs ≈H
a, ≈H

b, ≈H
c, ≈H

d et ≈H
e représentent les effets mésoscopiques de l’endom-

magement et sont identifiés par calculs éléments finis sur une cellule élémentaire. Ces
tenseurs sont diagonaux et définis positifs.

Enfin, afin de déterminer la rupture finale du stratifié, un indicateur scalaire et direc-
tionnel est introduit pour quantifier la perte de rigidité macroscopique notée Es et exprimé
dans les directions du chargement :

Es =
t
∼Σ : ≈S

macro
◦ : ∼Σ

t
∼Σ : ≈S̃

macro◦ : ∼Σ
(1.42)

où ≈S
macro
◦ et ≈S̃

macro
◦ sont respectivement les souplesse initiale et endommagée due à des

plis rompus du stratifié complet, ce qui se produit à l’échelle macroscopique. ∼Σ est tenseur
des contraintes macroscopiques exprimé dans les axes du chargement appliqué et calculé
à l’aide d’une transition analytique d’échelle d’un pli unidirectionnel au stratifié multi-
directionnel proposée dans [Carrère et al., 2012a]. Es varie de 1 (non endommagement)
à 0 (rupture totale). De manière pratique, un stratifié est considéré comme rupture lors-
qu’un pli est rompu par un mode de rupture catastrophique (mode de rupture fibre) ou le
coefficient de la perte de rigidité macroscopique devient trop important.

Entre les différents plis, des éléments de zones cohésives ont été introduits aux in-
terfaces pour décrire le délaminage entre plis. Ces modèles, basés sur [Tvergaard, 1990],
sont définis par deux critères : une résistance (σmax) et une ténacité (Gc). Une origina-
lité du modèle réside dans l’introduction du couplage entre le seuil d’endommagement
σ̃max de la loi de zone cohésive et le taux de micro-délaminage µ intervenant en pointe de
fissuration transverse :

σ̃max =
(
1−hµµ

)
σmax (1.43)

où le coefficient hµ est un paramètre matériau à identifier.

4.3.3.2 Modèle NASA

[Maimı́ et al., 2006, Maimı́ et al., 2007a, Maimı́ et al., 2007b] s’appuyant sur les
modèles de rupture LaRC03 et LaRC04 comme les critères seuils d’amoçage de l’endom-
magement, le principe réside dans la description du domaine élastique dont la frontière est
délimitée par les surfaces seuils d’élasticité définies dans l’espace des contraintes. Sous
l’hypothèse de contraintes planes, l’espace des contraintes réduit à trois dimensions. La

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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densité d’énergie de déformation s’écrit :

G =





σ11
σ22
σ12





T




1
(1−d1)E1

−ν21

E2
0

−ν12

E1

1
(1−d2)E2

0

0 0
1

(1−d6)G12








σ11
σ22
σ12



 (1.44)

où les variables d’endommagement d1 et d2 sont respectivement associées à la rupture
des fibres et la fissuration matricielle à l’échelle du pli. La variable d’endommagement
d6 influencée par les fissures longitudinale et transverse a un impact sur le module de
cisaillement plan. Avec prise en compte la fermeture et l’ouverture de la fissure, les d1 et
d2 s’expriment :

d1 = d1+
〈σ11〉
|σ11|

+d1−
〈−σ11〉
|σ11|

d2 = d2+
〈σ22〉
|σ22|

+d1−
〈−σ22〉
|σ22|

(1.45)

L’effet unilatéral dépende du signe de contraintes normales, la variable d’endommage-
ment de cisaillement n’est pas affectée par l’effet de fermeture.

Le taux de dissipation d’énergie par unité volumique s’exprime :

Ξ =
∂G
∂d1

ḋ1 +
∂G
∂d2

ḋ2 +
∂G
∂d6

ḋ6

= Y1ḋ1 +Y2ḋ2 +Y6ḋ6 > 0
(1.46)

Les fonctions seuils d’endommagement sont données par :

F1+ = φ1+− r1+ 6 0 ; F1− = φ1−− r1− 6 0
F2+ = φ2+− r2+ 6 0 ; F2− = φ2−− r2− 6 0

(1.47)

Les critères d’endommagement sont basés sur les modèles de LaRC03 et LaRC04 :

φ1+ =
E1

XT
ε11 =

σ̃11−ν12σ̃22

XT
(1.48)

φ1- =
〈|σ̃m

12|+ηLσm
22〉

SL
(1.49)

φ2+ =





√
(1−g)

σ̃22

YT
+g
(

σ̃22

YT

)2

+

(
σ̃12

SL

)2

σ̃22 > 0

1
SL
〈|σ̃12|+ηLσ̃22〉 σ̃22 < 0

(1.50)

φ2- =

√(
τ̃T

eff
ST

)2

+

(
τ̃L

eff
SL

)2

σ̃22 < 0 (1.51)
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Afin d’éviter l’évolution de l’endommagement lors de la force thermodynamique nulle,
on définit :

φ2- = min





√(
τ̃T

eff
ST

)2

+

(
τ̃L

eff
SL

)2

,
σ̃22

Ω



 (1.52)

φ1- = min
{〈|σ̃m

12|+ηLσm
22〉

SL
,
ηL−1

2SL
σ̃11

}
(1.53)

L’évolution de l’endommagement s’écrit :

dM = 1− 1
fN (rN)

exp{AM [1− fN (rN)]} f (rK) (1.54)

avec
f
(
A±1 ,r1+

)
= 1−A±1 +A±1

1
r1+

exp [A1+ (1− r1+)] (1.55)

4.3.3.3 Transition entre continue et discrète

[Cuvilliez, 2012] a proposé une approche continue/discontinue permettant de simu-
ler par la méthode des éléments finis l’amorçage et la propagation de fissures dans des
structures constituées d’un matériau quasi-fragile. Une part importante du travail a été
consacrée à l’étude du transfert d’énergie entre un modèle d’endommagement régularisé
et un modèle de zone cohésive, et à la démonstration de la pertinence de l’approche dans
des cas bidimensionnels et tridimensionnels de propagation de fissures.

4.3.3.4 Régularisation des approches continues basées sur la description locale

Généralités Les calculs éléments finis, menés avec les modèles d’endommagement de
comportement adoucissant basés sur une description locale et formulés dans l’esprit des
milieux continus classiques, donnent des résultats qui ne sont pas objectifs vis-à-vis du
maillage. Cela se traduit par une dépendance pathologique des solutions au maillage em-
ployé. Cette problématique est associée à la localisation de l’endommagement et de la
déformation dans une bande d’éléments finis dont l’épaisseur reste égale à la taille d’une
maille quelle que soit sa finesse, et dont l’orientation dépend de celle donnée au maillage
ainsi que de l’interpolation choisie.

D’un point de vue physique, les modèles locaux de comportement adoucissant s’ap-
puient sur l’hypothèse stipulant qu’en dessous d’une échelle minimale caractérisant le Vo-
lume Élémentaire Représentatif (VER), les champs mécaniques sont considérés comme
homogènes. Cette hypothèse n’est plus respectée lors du développement de bandes de lo-
calisation à l’échelle du VER (et même plus petite que celle-ci) dont l’épaisseur tend vers
zéro, aboutissant ainsi à une énergie dissipée nulle, ce qui n’est pas en concordance avec
l’expérience.

D’un point de vue mathématique, le phénomène de localisation est caractérisé par
la perte d’ellipticité de l’opérateur tangent lors d’un comportement adoucissant, ce qui
conduit à un problème mal posé, admettant donc une infinité de solution.
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Il est donc nécessaire d’incorporer au modèle macroscopique local une information
supplémentaire afin d’imposer une taille minimale à la bande de localisation. D’une part,
ceci revient à introduire une longueur interne, encore appelée longueur caractéristique,
définissant pour tout point matériel le voisinage au sein duquel des interactions avec
les points voisins doivent être prises en compte. On considère que cette interaction
s’annule au-delà d’une certaine distance. On parle alors de modèle non local, ou de
modèle régularisé en espace. Cette méthode de régularisation ne modifie pas la nature
des équations du modèle local (équations d’équilibre et relation de comportement), mais
celles des variables agissant dans ces dernières. Elle consiste à sélectionner une grandeur
locale z pouvant être liée soit à la déformation, soit à une variable interne, et à lui ap-
pliquer un opérateur R de régularisation spatiale définissant ainsi la grandeur non locale
associée à z que nous noterons z.

R(z,z) = 0 (1.56)

Dans la littérature, on peut citer les travaux de [Pijaudier-Cabot et Baz̆ant, 1987,
Baz̆ant, 1987, Baz̆ant et Pijaudier-Cabot, 1988] pour l’approche intégrale,
[Peerlings et al., 1995, Peerlings et al., 1996, Peerlings et al., 1998] pour le modèle à gra-
dient d’endommagement, [Hochard et al., 2007, Hochard et al., 2009, Miot et al., 2009]
pour l’approche du volume caractéristique de rupture.

D’autre part, si la description locale du comportement est conservée, l’hypothèse
de matériau dépendant de la vitesse de chargement (rate-dependent material) doit être
adoptée. Ces méthodes permettent de contrôler le phénomène de localisation spatiale en
dynamique. On peut citer par exemple l’introduction d’effets visqueux dans le modèle de
comportement adoucissant, voir [Needleman, 1988], ou encore le modèle d’endommage-
ment à effet de retard (ou à taux d’endommagement limité) intégré dans le mésomodèle
du LMT (voir la partie 1 du chapitre 2).

Limites des modèles de régularisation. Les limiteurs de localisation basés sur une
régularisation spatiale, pour lesquels l’hypothèse d’une description locale du comporte-
ment adoucissant est abandonnée, présentent de certaines limites lors de la présence des
discontinuités géométriques dans la zone de délocalisation.

Cas des discontinuités préexistantes2.5 Questionnements sur le modèle d’endommagement non-local 15

FIGURE 2.4 – Volume associé au calcul de la moyenne non-locale près d’un bord.

Quels éléments doivent être introduits dans la formulation continue afin de surmonter
une telle limitation et de mieux décrire les effets de bord ? Nous y reviendrons dans le
chapitre 4.

2.5.2 Description de la discontinuité du déplacement et transition
continu/discret

La pertinence du modèle d’endommagement non-local devient discutable aussi avec
l’apparition de macro-fissures car celles-ci sont à leur tour des nouveaux bords libres
et nous sommes ramenés au problème précédent. Cet aspect peut être plutôt abordé en
considérant une fissure comme une discontinuité du champ de déplacement plutôt que
comme un nouveau bord libre. En effet, un bord de la structure est un bord qui n’est
pas endommagé a priori. Une macro-fissure en revanche, est un bord qui évolue dans
sa topologie et qui jouxte une zone endommagée qui résulte de la zone d’élaboration.
La façon de considérer ces deux types de bords dans un modèle mécanique doit donc
être différente.

Les travaux de Bažant [3] et de Pijaudier-Cabot et Berthaud [46] par exemple, ont aussi
mis en évidence que l’existence de la non-localité est due à la croissance et aux inter-
actions entre défauts pendant le chargement. La description de la transition du champ
de déplacement de continu à discret inclue aussi le transfert d’informations au travers
d’une zone endommagée [47]. Une macro-fissure est un endroit de l’espace où il n’y
a pas de matière et plus aucune interaction ne peut être échangée entres les points du
solide de part et d’autre de la fissure. Ceci est connu comme l’effet d’écran.

Une description complète du phénomène d’endommagement doit donc prendre en
compte deux mécanismes :

– la croissance des défauts et leurs interactions
– l’atténuation du transfert d’information au cours de la rupture et l’effet d’écran

Comment peut-on prendre en compte ces observations dans la formulation non-locale
de l’endommagement ? Nous reprendrons cet argument dans le chapitre 4.

Chopped off part of 
the neighborhood

Free boundary

d
<latexit sha1_base64="kdTCaAWQfXoYDh2xZjNrcLHweLQ="></latexit>

x
<latexit sha1_base64="hrMksCzohXnMHHslA9v3VdoE/uM="></latexit>

Modèles d’endommagement continu 
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incrémental (1 - 26) ces différentes possibilités afin de déterminer celles qui permettent de traiter 
efficacement le problème de localisation (i.e. de retrouver le caractère bien posé du problème). Afin 
d’illustrer les conclusions dégagées par les auteurs, considérons à nouveau le modèle 
d’endommagement fragile local présenté au paragraphe 1.2.3, et distinguons le cas où la 
régularisation porte : 

- sur la déformation locale (ou sur une quantité s’en déduisant : taux de restitution 
d’énergie, déformation élastique...). Dans ce cas la régularisation n’est efficace que 
lorsque la déformation régularisée intervient dans la loi d’évolution des variables 
internes (minimisation par rapport à a dans (1 - 26)) et que les équations d’équilibre 
ainsi que la relation contrainte – déformation (minimisation par rapport à u dans (1 - 
26)) restent définies à partir de la déformation locale : 

 
( ) :A aσ = E ε  

( ) 0f Y ≤  ;   0a ≥ɺ  ;   ( ) 0f Y a =ɺ  ;   où ( )Y Y= ε  
(1 - 37) 

 
- sur la variable interne locale (en l’occurrence l’endommagement a). Dans ce cas la 

régularisation n’est efficace que lorsque l’endommagement régularisé intervient dans 
les équations d’équilibre ainsi que la relation contrainte – déformation, et que la loi 
d’évolution de l’endommagement reste inchangée par rapport au modèle de 
comportement local : 

 
( ) :A aσ = E ε  ; 

( ) 0f Y ≤  ;   0a ≥ɺ  ;   ( ) 0f Y a =ɺ  
(1 - 38) 

 
Dans un cas comme dans l’autre, les auteurs soulignent que cela conduit à la perte de symétrie de 
l’opérateur tangent associé aux deux minimisations (1 - 26). 
 

1.5.1.3 Limitations de la méthode de régularisation 
 

Dans le cas où la structure contient des fissures préexistantes, le modèle intégral se heurte 
aux mêmes difficultés que pour la prise en compte des frontières du domaine Ω lorsque le support 
de la fonction de pondération est entièrement traversé par la discontinuité (Figure 1 - 3 (a)).  
 
 

 
(a) 

 
(b) 

Figure 1 - 3 
Formulation intégrale : support de la fonction de pondération entièrement (a) ou partiellement (b) 

traversé par une fissure Γ préexistante. 
 

a) b)

FIGURE 1.34: a) Volume d’intégration de la moyenne non-locale près d’un bord
([Rojas Solano, 2012]) b) Volume d’intégration entièrement ou partiellement traversé par

une fissure préexistante [Cuvilliez, 2012]
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Lorsque le point matériel est proche d’une discontinuité géométrique de la structure,
ou bien d’un bord de la structure, le volume d’intégration n’est plus entièrement inclus
dans le volume matériel comme le montre la figure 1.34. Donc seule une partie du volume
matériel doit être prise en compte pour la régularisation. Le fait de tronquer le volume
d’intégration, associé à la prise en compte des conditions aux limites (pour les modèles
à gradient) ou à la normalisation de l’intégrale de la fonction de pondération (pour les
modèles de type intégral), modifie sensiblement la régularisation près des bords et des
éventuelles discontinuités dans le domaine de la structure. Les modélisation non locales
ou à gradients rencontrent les mêmes difficultés lorsque la structures contient des fis-
sures préexistantes qui traversent entièrement ou partiellement le volume d’intégration.
Aucun argument physique ne permet de privilégier l’une ou l’autre des méthodes de
régularisation, mais il semble tout de même que les méthodes à gradient sont plus fa-
ciles à gérer numériquement en présence d’une discontinuité puisque les conditions aux
limites sont aisément appliqués le long de la discontinuité.

Cas des discontinuités créées au cours du chargement
Lorsque les fissures ne sont pas des données géométriques initiales mais le résultat

de la propagation d’une zone totalement endommagée. On parle alors de l’apparition
de macro-fissures au cours du chargement. La pertinence du modèle d’endommagement
devient discutable. En effet, les modélisations non locales conduisent à un étalement
non physique de la zone entièrement endommagée puisqu’aucune condition n’est ap-
pliquée afin d’atténuer la contribution des points totalement endommagé dans l’opérateur
de régularisation. Pour remédier ce problème inhérent à la régularisation en espace,
[Geers, 1997, Geers et al., 1998] ont proposé pour la formulation à gradient implicite
le modèle dit à gradient transitoire. Ce dernier consiste à faire évoluer la longueur ca-
ractéristique `c de telle sorte que la déformation régularisée reste constante au delà d’une
certaine déformation locale critique.

5 Synthèse

Ce chapitre a fait un bilan de modélisations du comportement et de la rupture des
structures composites stratifiées. Les modèles de simulation permettent de simuler et
prédire le comportement complexe de ces matériaux au moyen de calculs par éléments
finis. L’essentiel est de reproduire la complexité des mécanismes d’endommagement tout
en conservant des coûts de calcul réalisables en termes de délai et de capacité de calcul.

La méthode des X-FEM et ses variantes, dont l’idée principale est d’enrichir les
éléments avec des fonctions capables de représenter ce qu’il se passe au niveau de la
fissure, s’avèrent efficaces pour représenter discrètement à l’échelle du pli les fissures
intra- et interlaminaires d’une structure stratifiée. Toutefois, lorsque la complexité des en-
dommagements devient de plus en plus importante, les coûts de calcul sont prohibitifs.
En effet, [Vigueras et al., 2015] s’est appuyé sur une méthode fortement parallèle avec
un millier de processeurs pour la simulation numérique d’une plaque composite stratifiée
munie d’un trou, dont les dimensions sont de 200× 30× 2.7mm3 et l’empilement est
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[90/+45/-45/90/0]s.
Les micro-modèles représentent les endommagements par un assemble de cellules

élémentaires et d’interfaces (interlaminaires et intralaminaires). Les cellules, dont les di-
mensions sont de l’ordre de l’épaisseur du pli élémentaire, représentent le comportement
élasto-plastique et endommageable (microfissures ou rupture des fibres) des composites
tandis que les interfaces reproduisent le délaminage et les fissures matricielles traversant
l’épaisseur de la couche. Comme les approches à la base des X-FEM, les coûts de calcul
sont onéreux.

Les modèles d’endommagement, dont la formulation est élaborée dans le cadre de la
mécanique continue de l’endommagement, s’avèrent un compromis entre les coûts de cal-
cul et la reproduction des mécanismes de dégradation. La caractéristique est de modéliser
toutes les dégradations de façon continue à l’échelle dite � méso � du pli. La fissura-
tion n’est plus représentée par une discontinuité du milieu mais par un affaiblissement
des modules de rigidité de ce milieu. Le modèle NASA, dont les seuils d’endomma-
gement sont formulés de manière relativement complexe, donne de bons résultats dans
[Camanho et al., 2007]. Les modèle ONERA a été validé avec succès dans le cadre des
trois WWFE. Cependant, ce modèle requiert un grand nombre de paramètres à identifier.
La diminution de paramètre peut être faite par adopter quelques hypothèses.

Dans le prochain chapitre, une revisite du �mésomodèle d’endommagement des stra-
tifiés � développé au LMT-Cachan est présenté. La nouvelle stratégie du mésomodèle
est abordée pour pallier des faiblesse du mésomodèle dans la simulation numérique de
stratifiés présentant un splitting fort.

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés



Chapitre 2

Revisite du mésomodèle

Ce chapitre présente une revisite du mésomodèle ainsi que les
difficultés numériques liées à la simulation numérique du

modèle de l’interface et du gradient d’endommagement. Une
récente approche du mésomodèle est présentée pour la

modélisation du splitting.

1 Méso-modèle stratifié du LMT
Le méso-modèle visant à modéliser les mécanismes de dégradation des composites a

été initié et élaboré depuis les années 1980 par Pierre Ladevèze et al. Ce modèle introduit
les variables internes associées aux différentes scénarios de dégradation dans le cadre de
la mécanique de l’endommagement afin de représenter la homogénéisation d’une zone en-
dommagée par l’intermédiaire d’un affaiblissement des modules de rigidité de la matière
continue. L’idée est de modéliser le comportement d’un composite soumis à un charge-
ment quelconque et de suivre l’évolution de ses endommagements jusqu’à rupture. Ce
modèle a été initialement développé pour les composites stratifiés en s’appuyant sur les
deux principales hypothèses :

– La première est que le comportement d’un stratifié, quelle que soit la séquence
d’empilement de ses plis, peut être prédit à partir des deux méso-constituants
de base : le pli et l’interface, assimilés à des milieux continus homogénéisés. Le
mésomodèle peut donc être classé au niveau 2 de la figure 1.29. Le comportement
de ces méso-constituants est intrinsèque, c’est-à-dire indépendant de la structures
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dans laquelle ils s’insèrent, ce qui allège la procédure d’identification. Les va-
riables d’endommagement sont associées à la dégradation des modules de rigi-
dité ;

– La seconde hypothèse est que l’état d’endommagement est imposé uniforme dans
l’épaisseur de chaque pli mais peut varier d’un pli à l’autre et en différents points
matériels d’un même pli.

Ce modèle a été aussi étendu à la modélisation des composites tissés
[Obert et al., 2014a, Obert et al., 2014b]. La version initiale du méso-modèle a été
présenté dans [Ladevèze et Le Dantec, 1992] pour la modélisation du pli élémentaire
et [Allix et Ladevèze, 1992] pour celle de l’interface. Le modèle original du pli a été
formulé dans l’esprit entièrement mésomécanique, c’est-à-dire � tout-continu � dans
le pli. Pour renforcer la physique du mésomodèle, [Ladevèze et Lubineau, 2001,
Ladevèze et Lubineau, 2002, Ladevèze et al., 2006] ont construit un lien entre une va-
riable d’endommagement et la dégradation micromécanique sous-jacente (appelé le pont
micro-méso) permettant d’englober la description micromécanique de la fissuration trans-
verse et du délaminage local. La formulation du mésomodèle des stratifiés est présentée
ci-dessous dans sa version actuelle en se référant aux les plus récents travaux dans
[Ladevèze et al., 2017].

1.1 Modélisation du pli élémentaire

Le modèle du pli élémentaire utilise la base d’orthotropie au pli pour définir son com-
portement. On note 1 la direction des fibres, 2 la direction transverse dans le pli et 3 la
direction hors-plan. La caractéristique du pli endommagé s’appuie sur le calcul de sa den-
sité volumique d’énergie de déformation, notée ED. Elle s’exprime en fonction des mo-
dules initiaux de rigidité et des différentes variables internes d’endommagement associées
à chaque dégradation. La forme de référence de l’énergie de déformation est donnée dans
[Ladevèze et al., 2017] et s’écrit alors comme suit :

2ED =
1

(1−d f )E◦1

[
〈σ11〉2 +Φ(〈−σ11〉)−2ν

◦
12σ11σ22−2ν

◦
13σ11σ33

]

+

[〈−σ22〉2
E◦2

+
〈−σ33〉2

E◦3
−
(

ν◦23
E◦2

+
ν◦32
E◦3

)
σ22σ33

]

+

[ 〈σ22〉2
E◦2(1−d′)(1− d̄22)

+
〈σ33〉2

E◦3(1−d′)

]

+

[
σ2

12
G◦12(1−d)(1− d̄12)

+
σ2

23

G◦23(1−d23)(1− d̄23)
+

σ2
13

G◦13(1−d)

]

(2.1)

dans laquelle :
– d f est une variable d’endommagement représentant la rupture de fibres ;
– Φ est une fonction qui prend en compte la réponse élastique non linéaire en com-

pression ;
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– les variables internes d,d′ et d23 servent à représenter le mécanisme d’endomma-
gement diffus pour lequel on suppose un comportement isotrope transverse selon

la direction des fibres. On en déduit alors 1−d23 =
1−d′

1− ν◦23
1+ν◦23

;

– Les indicateurs d̄22, d̄12, d̄23 sont des fonctions d’homogénéisation de la densité de
fissuration ;

– 〈•〉 signifie la partie positive qui serve à partitionner l’énergie totale en une énergie
de � traction � et une énergie de � compression � en vue de représenter l’aspect
unilatéral du mécanisme d’endommagement diffus ;

– E◦i est le module de rigidité initial du pli dans la direction notée i et G◦i j est le
module de cisaillement initial du pli dans le plan i− j (i, j = 1,2,3 et i 6= j) ;

– σi est la contrainte normale selon la direction i et σi j la contrainte de cisaillement
dans le plan i− j (i, j = 1,2,3 et i 6= j).

Les variables internes traduisant les endommagements s’interprètent comme des va-
riations de rigidité dans les directions qu’elles impactent. L’évolution de ces variables
d’endommagement est caractérisée par les forces thermodynamiques associées définies
par la dérivée partielle de l’énergie de déformation par rapport à cette variable. Ces forces
sont analogues au taux de restitution de densité d’énergie. La relation entre la variable
d’endommagement et sa force thermodynamique est identifiée à l’aide des essais de ca-
ractérisation spécifiques aux différents mécanismes d’endommagement.

De manière générique, une variable d’endommagement D peut être pilotée par
une force thermodynamique effective Y qui dépend de l’histoire du chargement. Cette
force effective s’interprète comme les couplages de différentes sollicitations condui-
sant au mécanisme d’endommagement étudié. Pour des chargements quasi-statiques, on
considère que les variables d’endommagement ne dépendent que des maxima des forces
d’endommagement obtenus jusqu’au temps considéré Ȳ = sup

τ6t
(Y ).

• Endommagement diffus. Les indicateurs d’endommagement d′,d,d23 servent à
décrire le mécanisme d’endommagement diffus pour lequel on suppose un comportement
isotrope transverse par rapport à la direction des fibres. Les forces thermodynamiques
associées à ces variables sont données par :

Yd =
∂

∂d
〈〈ED〉〉|σ =

1
2(1−d)2

〈〈
σ2

12
G◦12(1− d̄12)

+
σ2

13
G◦13

〉〉

Yd′ =
∂

∂d′
〈〈ED〉〉|σ =

1
2(1−d′)2

〈〈 〈σ22〉2
E◦2(1− d̄22)

+
〈σ33〉2

E◦3

+
1−d23

(1−d′)(1+(1−d′)ν0
23)(1− d̄23)

σ2
23

G◦23

〉〉
(2.2)

où 〈〈•〉〉 désigne l’opérateur moyenne sur l’épaisseur du pli élémentaire, de manière à
rester compatible avec l’hypothèse de l’état d’endommagement constant dans l’épaisseur
du pli élémentaire. À partir des essais expérimentaux, la loi d’évolution est donnée par les
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équations suivantes :
Y = Yd +b2Yd′

Ȳ = sup
τ6t

(Y )

w =
〈
√

Ȳ −√Y◦〉√
Yc−
√

Y◦

d =





w si w< ds,

ds sinon

d′ = b3d

(2.3)

où Y◦,Yc,b2,b3 sont des constantes matériaux. ds représente le seuil associé à une insta-
bilité lors de la percolation des microfissures diffuses pour créer une fissure transverse à
l’échelle du pli. Généralement, ds n’excède pas une valeur proche de 0.5 et vaut 0.55 par
défaut [Abisset, 2012].
• Couplage entre l’endommagement et la (visco)plasticité. Les déformations

résiduelles peuvent être observées expérimentalement en raison de frottements et glis-
sements liés à la micro-fissuration (décohésion fibre/matrice). Un modèle de plasticité à
écrouissage isotrope permet de prendre en compte ces déformations permanentes rela-
tives à l’endommagement au moyen des quantités effectives en contraintes et en taux de
déformations anélastiques.

σ̃11 = σ11 σ̃22 =−〈−σ22〉+
〈σ22〉
(1−d′)

σ̃33 =−〈−σ33〉+
〈σ33〉
(1−d′)

σ̃12 =
σ12

(1−d)
σ̃23 =

σ23

(1−d23)
σ̃31 =

σ31

(1−d)
˙̃εp

11 = ε̇
p
11

˙̃εp
22 = 〈ε̇

p
22〉(1−d′)−〈−ε̇

p
22〉 ˙̃εp

33 = 〈ε̇
p
33〉(1−d′)−〈−ε̇

p
33〉

˙̃εp
12 = ε̇

p
12(1−d) ˙̃εp

23 = ε̇
p
23(1−d23) ˙̃εp

31 = ε̇
p
31(1−d)

(2.4)

où ε
p
i j avec (i, j ∈ {1,2,3}) signifie la déformation anélastique classique. Ces quantités

effectives permettent de s’affranchir dans l’écriture de la loi d’évolution plastique de l’in-
tervention des variables d’endommagement, tout en respectant l’équivalence énergétique
entre les variables effectives et usuelles :

Tr
[
σ̃ ˙̃εp]= Tr [σε̇

p] (2.5)

Le domaine élastique est alors défini en fonction des contraintes effectives par une
fonction seuil d’écoulement. Compte tenu de la nature élastique et la grande rigidité des
fibres, on suppose une absence de l’écoulement plastique dans la direction des fibres et
que la contrainte sens fibre n’a aucun couplage avec les plasticités transverse et de ci-
saillement.

f (σ̃,R) =
√

σ̃2
12 + σ̃2

23 + σ̃2
31 +a2(σ̃2

22 + σ̃2
33)−R(p)−R◦ (2.6)
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La déformation cumulée p est donnée par :

p =
∫ t

0

[
˙̃εp

12
2
+ ˙̃εp

23
2
+ ˙̃εp

31
2
+

1
a2 (

˙̃εp
22

2
+ ˙̃εp

33
2
)

] 1
2

dt (2.7)

où a est une constante matériau de couplage. Les conditions d’écoulement sont reportées
dans l’équation (2.8) :

p f = 0 avec ṗ > 0 et f 6 0

˙̃εp
i j =

1
2

ṗ
σ̃i j

R+R◦
avec i 6= j et i, j ∈ {1,2,3}

˙̃εp
ii = ṗ

a2σ̃i j

R+R◦
avec i ∈ {2,3}

(2.8)

• Fissuration transverse. Dans la version originale du méso-modèle d’endomma-
gement des stratifiés, l’endommagement diffus et la fissuration transverse ne font pas la
différence et sont représentés par les variables d’endommagement (d et d′) via un seuil.
Ce choix de modélisation fait partie de la vision entièrement mésomécanique. La dernière
ne fait pas nécessairement le lien entre une variable d’endommagement et la dégradation
micromécanique sous-jacente. Par conséquent, cette vision de modélisation ne permet-
tait pas d’isoler le comportement de la fissuration et donc d’introduire ses interactions
avec les autres mécanismes tels que le délaminage. Ainsi, [Ladevèze et Lubineau, 2001,
Ladevèze et Lubineau, 2002, Ladevèze et al., 2006] introduisent trois nouvelles variables
d’endommagement d̄22, d̄12, d̄23 pour décrire la fissuration transverse :

Y22 =
∂

∂d̄22
〈〈ED〉〉|σ =

1
2E0

2

〈〈〈σ22〉2〉〉
(1−d′)(1− d̄22)2

Y12 =
∂

∂d̄12
〈〈ED〉〉|σ =

1
2G0

12

〈〈σ2
12〉〉

(1−d)(1− d̄12)2

Y23 =
∂

∂d̄23
〈〈ED〉〉|σ =

1
2G0

23

〈〈σ2
23〉〉

(1−d23)(1− d̄23)2

(2.9)

Ces variables sont reliées à des indicateurs de la micro-mécanique tels que la densité
de fissuration ou le taux de délaminage local par l’intermédiaire d’une procédure d’ho-
mogénéisation. On obtient alors les fonctions intrinsèques au matériau :

d̄12 = f12(ρ); d̄22 = f22(ρ); d̄23 = f23(ρ) (2.10)

Les relations (2.10), dont les courbes sont rendues sur la figure 2.1, sont
obtenues par calculs éléments finis sur une cellule élémentaire de fissuration
[Ladevèze et Lubineau, 2001].
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Here, in practice, no saturation was observed prior to rupture of the
samples through damage in the fiber’s direction. Therefore, we chose a
nonlimiting value of #s, such as #s ¼ 1. In this case, it would be desirable to
obtain this value by observation of the saturation on cyclic traction tests,
which would allow high cracking levels at loads below those of static rupture
in the fiber’s direction.

Step 3: Critical transition thickness Hc

This parameter introduces into the model two distinct types of behavior
between plies defined as ‘thin’ and plies defined as ‘thick’. Classically,
experimental observations indicate that (1) an initiation criterion in terms of
energy is viable for thin plies, whereas an apparent criterion in terms of
stresses is suitable for thick plies (Crossman andWang, 1982) (2) initiation at
an edge is immediately followed by full propagation across the width of the
cross-ply samples in the case of thick plies, whereas cracking remains limited
to the edges for a long time in the case of thin plies (Boniface et al., 1997).

The accurate identification of Hc requires multiple cracking tests to be
carried out on ½0n=90m#s cross-ply samples for different values of m. For each
test, the cracking rate # is plotted against the longitudinal strain, leading to
the classical curve illustrated in Figure 3(a).
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Figure 2. Homogenization functions obtained numerically for a T700/M21 carbon-epoxy.
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FIGURE 2.1: Fonctions d’homogénéisation obtenues numériquement pour le matériau
carbone-époxy T700/M21 [Lubineau, 2009]

Les courbes de la figure 2.1 sont approchées par des fonctions exponentielles pro-
posées dans [Ladevèze et al., 2017]. Les formules s’écrivent par :

d̄22 = AρL (1− exp(−ρ/ρL)) ; d̄12 = A12d̄22; d̄23 = A23d̄22 (2.11)

où les coefficients A, A12, A23 et ρL sont calculés par l’approximation des courbes de la
figure 2.1.

La force thermodynamique régissant la loi d’évolution de ρ a été formulée dans
[Lubineau et Ladevèze, 2008, Ladevèze et al., 2017]. Sa formulation est donnée par
l’équation (2.12) :

Yρ =




Y22
∂d̄22

∂ρ

GI
c

+

Y12
∂d̄12

∂ρ

GII
c

+

Y23
∂d̄23

∂ρ

GIII
c


min(h, h̄) (2.12)

En reportant les expressions (2.11) dans l’équation (2.12), on obtient alors :

Yρ =

[[
Y22

GI
c
+

Y12

GII
c

A12 +
Y23

GIII
c

A23

]
Aexp

(
− ρ

ρL

)
min

(
h, h̄
)]

= Ỹρ exp
(
− ρ

ρL

)
(2.13)

où Ỹρ =

[
Y22

GI
c
+

Y12

GII
c

A12 +
Y23

GIII
c

A23

]
Amin

(
h, h̄
)

et Yρ 6 1.
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À partir de la relation (2.13), on en déduit la loi d’évolution de ρ

ρ

λρL
= ln

[
sup
τ6t

Ỹρ

]
(2.14)

Le coefficient λ, dont la valeur est égale à 1 par défaut, est introduit sur le dénominateur
pour prendre en compte le caractère � quasi � de la périodicité du réseau de fis-
sures transverses. Cette caractéristique a fait l’objet d’études dans [Lubineau, 2009,
Ladevèze et al., 2017].

Les paramètres h et h̄ sont respectivement l’épaisseur de la couche et celle de tran-
sition. La dernière est reliée à l’effet d’épaisseur du pli (appelé encore l’effet contrai-
gnant du pli) lorsqu’un pli est cartonné par les deux plis adjacents. Cet effet se traduit
par la différence de comportement en propagation des fissures matricielles abordée dans
la partie 2.2 du chapitre 1. Dans les plis fins, la propagation est gouvernée par un critère
énergétique basée sur la mécanique de la rupture tandis que dans les plis épais, elle est
gouvernée par un critère en contrainte (figure 2.2). L’épaisseur de transition h̄ est donc
introduite pour passer d’un comportement à l’autre.
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Fig. 1. Transverse tensile strength as a function of number of plies clustered together,
with models from Dvorak [9] based on experimental data from Wang [34].

ply. Wang’s [34] tests of (0/90n/0) (n = 1, 2, 3, 4) carbon/epoxy laminates
have shown higher crack densities for thinner 90◦ layers. The reduction of the
elastic properties of a cracked ply is normally predicted using elastic analyses
of cracked plies [15,35] or Continuum Damage Models [36–39].

The in-situ effect is illustrated in Fig. 1, where the relation between the in-situ
transverse tensile strength and the total thickness of the 90◦ plies clustered
together is represented.

Accurate in-situ strengths are necessary for any stress-based failure crite-
rion for matrix cracking in constrained plies. Both experimental [34,40,41]
and analytical methods [9,35,42] have been proposed to determine the in-situ
strengths. In the following, the in-situ strengths are calculated using fracture
mechanics solutions for the propagation of cracks in a constrained ply.

3.1.3 Fracture Mechanics Analysis of a Cracked Ply

The failure criterion for predicting matrix cracking in a ply subjected to in-
plane shear and transverse tension proposed here is based on the fracture
mechanics analysis of a slit crack in a ply, as proposed by Dvorak and Laws

10

FIGURE 2.2: Résistance en traction transverse en fonction de l’épaisseur du pli
[Pinho et al., 2005]
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• Rupture des fibres. Le comportement en traction dans la direction des fibres
est généralement observé comme un phénomène fragile. Toutefois, la réponse en com-
pression est significativement non linéaire étant donné le développement de bandes de
plissement (kink band) ; par conséquent en compression ce mécanisme dépend de l’état
d’endommagement de la matrice. Les forces thermodynamiques associées à la rupture de
fibres en traction et en compression sont données par :

Yd f =
∂

∂d f
〈〈ED〉〉|σ

=
1

2(1−d f )2E◦1
〈〈〈σ11〉2 +Φ(〈−σ11〉)−2ν

◦
12σ11σ22−2ν

◦
13σ11σ33〉〉

Y t
d f

= Yd f si σ11 > 0

Y c
d f

= Yd f + kYd si σ11 6 0

(2.15)

où k est le coefficient de couplage pour l’endommagement des fibres en compression. La
loi d’évolution de l’endommagement associé à la rupture des fibres est définie avec l’effet
de retard et se met sous forme :





ḋ f =
1
τc
(1− exp(−ac〈q〉)) si d f < 1

d f = 1 sinon
(2.16)

où q = sup(rT −d f , `(rC,αc,mc)−d f ) avec rT =

√√√√ Y t
d f

Y t
d f c

et rC =

√√√√ Y c
d f

Y c
d f c

Y t
d f c et Y c

d f c sont les seuils de rupture en traction et en compression. Les limiteurs de
localisation ac et τc ont été discutés dans [Ladevèze et al., 2017, Ladevèze et al., 2001,
Allix et al., 2003]. La fonction dite � ` � vise à décrire le phénomène kinking lors du
chargement en compression par laquelle les deux paramètres αc,mc peuvent être iden-
tifiées dans les travaux antérieurs [Ladevèze et al., 2017]. La fonction � ` � illustrée sur
la figure 2.3, qui a été formulée dans [Ladevèze et al., 2017], s’exprime comme suit :

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

1+m

(x
a

)m
(m > 1)

– pour x ∈ [α′,1], z = (1−d)x est linéaire et donc d = `(x) = 1− 1
x

1− x
1−α′

z(α′)

2.3. LE MÉSOMODÈLE D’ENDOMMAGEMENT 45

— pour x 2 [↵0, 1], z est linéaire et d = `(x) = 1 � 1

x

1 � x

1 � ↵0 z(↵0)

x
1α’α

z

FIGURE 2.15: La fonction d’endommagement `

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

(1 � d) ẋ � d,x ẋx = 0 (2.42)

et ensuite, en utilisant d = 1
1+m

( x
↵
)m, on a :

(1 � d) = d,xx = md et dI =
1

1 + m
(2.43)

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

↵0 ⇡ ↵(1 +
↵

m + 1
) (2.44)

et
Gc

Yc

=

Z 1

0

x2�d ⇡ (↵
m

m + 1
+ ↵2

m

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

pour définir Yc.

Conclusion

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

FIGURE 2.3: La fonction dite � ` �
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La fonction dite � ` � atteint la valeur maximum quand x = α. La première dérivée
de � ` � est continue sur l’intervalle [0,1]. α′ peut être déterminé par les propriétés de
la fonction � ` � (la fonction � ` � et sa première dérivée sont continue sur [0,1]). L’ap-
proximation de α′ peut être trouvée dans [Ladevèze et al., 2017]. z peut être interprété
comme une contrainte et x comme une déformation. Une autre propriété remarquable est
reliée au maximum de z sur [0,1]. Ce point maximum peut être considéré comme un point
d’instabilité ou un point d’initiation. Cette fonction est unifiée et également utilisée pour
décrire la loi cohésive du modèle de l’interface dans la partie 1.2.2.

1.2 Modèle de l’interface
Le phénomène du délaminage traduisant le décollement de deux plis contigus de

différente orientation fait partie de l’un des mécanismes d’endommagement majeurs pou-
vant conduire aux problèmes d’instabilité ou de perte significative de l’intégrité des stra-
tifiés. De par sa nature, le délaminage s’amorce à partir de faibles sollicitations hors-
plan directes (e.g. au voisinage des bords libres, au point d’impact ou en présence de
forts gradients de contraintes) ou induites (e.g. au fond des fissures intra-laminaires). Ce
mécanisme d’endommagement mène, dans plusieurs circonstances, aux conséquences
catastrophiques sur la tenue mécanique des stratifiés et il nécessite des modélisations
fines pouvant englober les deux phases du délaminage : l’amorçage et la propagation.
Le délaminage peut se propager selon 3 modes comme illustré sur la figure 2.4 : le mode
d’ouverture (mode I), le mode de glissement plan (mode II) et le mode de glissement
anti-plan (mode III).

Chapitre 2. La propagation de délaminage sous spectre de charges

Figure 2.2 – Paramètres d’un cycle de chargement

2.2 La caractérisation de délaminage
2.2.1 Les modes de propagation et le champ de contraintes en

front de fissure
Le délaminage est une décohésion entre deux plis dans un composite stratifié. De par

la nature de ces matériaux, il constitue le défaut le plus courant [Garg, 1988 ; Sridharan,
2008], mais aussi le plus critique puisqu’une fois qu’il est apparu, sa propagation mène
souvent à la ruine. Il peut se propager selon 3 modes, communément appelés le mode
d’ouverture (mode I), de glissement plan (mode II) et de glissement anti-plan (mode III)
(figure 2.3). Dans la réalité, la propagation de délaminage fait toujours intervenir les trois
modes.

Figure 2.3 – Modes de propagation de délaminage

Le mode I nécessite le moins d’énergie pour propager, c’est le plus critique, puis le
mode II et enfin le mode III. Dans ces travaux de thèse, l’étude sera limitée aux modes I
et II, qui contribuent majoritairement à la propagation. Ce sont d’ailleurs ceux qui font
l’objet de la majorité des études de la littérature [Zambelis et al., 2018 ; May, 2016 ; Bigaud
et al., 2018]. Des essais de propagation en mode mixte I/II ont également été développés.
Ils ont été testés très tôt, notamment afin d’évaluer le comportement des délaminages
pour des sollicitations de fatigue, d’une part sous environnement humide, et d’autre part

Thèse de doctorat - Guillaume Androuin - 11 -

FIGURE 2.4: Modes de progation de délaminage

Cette partie est consacrée à une revue succincte des méthodes de modélisation du
délaminage issues de la littérature et puis le modèle de l’interface du mésomodèle est
présenté.

1.2.1 Généralités

1.2.1.1 Critères d’amorçage

Pour prédire l’amorçage du délaminage, les critères formulés en contraintes in-
terlaminaires hors-plan sont particulièrement intéressants par rapport aux méthodes
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basées sur la mécanique élastique linéaire de la rupture. Ces dernières, comme celle
de [O′Brien, 1981], impliquent l’évaluation de taux de restitution d’énergie dépendants
de séquences d’empilement pour l’initiation du délaminage, ce qui réduit, d’après
[Brewer et Lagace, 1988], considérablement leur commodité lors d’analyses par éléments
finis. Par ailleurs, les critères à base de la mécanique élastique linéaire de la rupture ont
tout d’abord été proposées pour modéliser la propagation d’une fissure pré-existante. En
revanche, le formalisme en contraintes a l’avantage d’être rapide et simple à mettre en
oeuvre puisque l’état de contraintes hors-plan peut être aisément déterminé à l’aide des
méthodes analytiques ou d’éléments finis. Un tel critère proposé par [Ye, 1988] dont la
formulation est reportée dans l’équation (2.17) :

(〈σzz〉
Zt

)2

+

(
τLz

S

)2

+

(
τT z

ST

)2

> 1 (2.17)

où σzz, τLz, τT z sont les contraintes hors-plans moyennées sur une certaine distance à partir
de bords libres. Une fois la fissure initiée, il suffit d’utiliser la mécanique linéaire de la
rupture pour décrire la propagation du délaminage.

Compte tenu de la différence éventuelle entre la contrainte hors-plan en traction pure
et en compression pure, [Brewer et Lagace, 1988] a proposé la formulation reportée dans
l’équation (2.18).

(〈σzz〉+
Zt

)2

+

(〈σzz〉−
ZC

)2

+

(
τLz

S

)2

+

(
τT z

ST

)2

> 1 (2.18)

Dans [Charrier, 2013], les auteurs ont montré que la résistance en cisaillement hors-plan
augmente en présence de compression hors-plan modérée. Une formation du critère en
accord avec les investigations expérimentales est proposé sous forme :

(
σzz

Zt

)2

+

(
τLz

S(1− pσzz)

)2

+

(
τT z

ST (1−σzz)

)2

> 1 (2.19)

avec p =
1
Zc

correspond à l’inverse de la résistance en compression hors-plan.

Une revue consacrée à certain nombre de critères d’amorçage existants dans la
littérature est présentée dans [Orifici et al., 2008].

1.2.1.2 Critères de propagation

Ces critères de propagation s’appuient sur la mécanique de la rupture pour décrire la
propagation lorsque le taux de restitution d’énergie atteint le seuil critique ou la ténacité
du matériau. Parmi les critères les plus utilisés dans la littérature, on retrouve le critère
Power law proposé par [Whitcomb, 1984] dont la formulation du critère en mode mixte
s’exprime : (

GI

GIC

)m

+

(
GII

GIIC

)n

+

(
GIII

GIIIC

)p

> 1 (2.20)
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où m, n, p sont des paramètres permettant d’ajuster les données expérimentales. Lorsque
m = n = p = α, on retrouve la forme générale des critères classiques :

(
GI

GIC

)α

+

(
GII

GIIC

)α

+

(
GIII

GIIIC

)α

> 1 (2.21)

où α un coefficient de forme avec lequel on peut retrouver le critère linéaire (α = 1) et le
critère quadratique (α = 2).

GI

GIC
+

GII

GIIC
+

GIII

GIIIC
> 1 (2.22)

(
GI

GIC

)2

+

(
GII

GIIC

)2

+

(
GIII

GIIIC

)2

> 1 (2.23)

Compte tenu de la variation de la ténacité en fonction du ratio de l’énergie de cisaillement
sur l’énergie total, [Benzeggagh et Kenane, 1996] a proposé la formulation du taux de
restitution d’énergie pour la mixité de mode. Ce critère est donné en 2D par :

GC = GIC +(GIIC−GIC)

(
GII

GI +GII

)η

(2.24)

et en 3D par :

GC = GIC +(GIIC−GIC)

(
GII +GIII

GI +GII +GIII

)η

(2.25)

1.2.1.3 Analyses par éléments finis du délaminage

Modèles de modélisation Dans le cadre d’analyses par éléments finis, il existe de
différents moyens pour modéliser le délaminage parmi lesquels on peut en citer deux
types : la méthode VCCT (Virtual Crack Closure Technique) et les modèles de zone
cohésive. La méthode VCCT basée sur la mécanique élastique linéaire de la rupture sup-
pose que la propagation du délaminage aura lieu lorsque le taux de restitution d’énergie
atteint la ténacité du matériau. Toutefois, elle nécessite de connaı̂tre a priori la loca-
lisation et le front du défaut. D’autre part, elle nécessite la connaissance de variables
nodales et d’informations topologiques relative aux noeuds en amont et aval du font
de la fissure lors de calculs des paramètres de rupture comme le facteur d’intensité de
contrainte ou le taux de restitution d’énergie. Cela rend le calcul extrêmement diffi-
cile lors de la propagation progressive du défaut. L’application de la méthode VCCT
remonte à [Rybicki et Kanninen, 1977]. [Krueger, 2004] a passé en revue l’histoire du
développement de la méthode VCCT ainsi que ses applications.

Les modèles de zone cohésive formulés dans le cadre de la mécanique de l’endom-
magement permettent de traiter les deux phases du phénomène à la fois : l’amorçage
et la propagation du délaminage. Ces modèles supposent l’existence de la zone d’en-
dommagement ou de plasticité à comportement adoucissant au voisinage du front de la
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fissure. L’origine de ces modèles remonte à [Dugdale, 1960] en postulant l’existence
de la zone plastique en fond de fissure à considérer comme une fissure fictive, sur les
lèvres de laquelle s’exercerait une contrainte égale à la limite élastique du matériau. Puis,
les études de [Barenblatt, 1962] et de [Hillerborg et al., 1976] ont introduit et élaboré
la notion de contraintes de cohésion attractive dépendantes de l’écartement du fond de
fissure permettant à une fissure de se propager et même de s’initier. Cette approche a été
reprise et fortement étendue sous les principes de la mécanique de l’endommagement
permettant d’élaborer des modèles adaptés à l’étude d’un ou plusieurs phénomènes
couplés ou non en fonction de l’utilisation qui doit en être faite, parmi lesquels les
travaux de [Allix et Ladevèze, 1992, Allix et Ladevèze, 1995, Allix et Corigliano, 1996,
Allix et al., 1998, Camanho et Dávila, 2002, Turon et al., 2004, Turon et al., 2006,
Vandellos, 2011, Vandellos et al., 2013] pour étudier le délaminage dans les structures
composites. De nombreuses formes de lois adoucissantes ont été proposés dans la
littérature : bilinéaire, multi-linéaire, exponentielle, trapézoı̈dale, polynômiale, etc.
Quelle que soit la forme de la loi utilisée, on retrouve trois parties comme illustré sur
la figure 2.5 : une augmentation de la contrainte interlaminaire jusqu’à atteindre un
maximum (PART I), une décroissance correspondant à la perte de rigidité de l’interface
qui s’endommage (l’endommagement pouvant apparaı̂tre dès la première partie de la
courbe) (PART II) et une annulation de la contrainte interlaminaire pour un saut de
déplacement critique, correspondant à la rupture de l’interface (PART III). Notons
que ces modèles de zone cohésive possèdent donc un seuil d’amorçage en contrainte
(généralement linéaire ou quadratique) qui peut être vu comme un critère de rupture et
un critère de propagation issu de la mécanique de la rupture.

42

Développement d’une stratégie de modélisation du délaminage dans les composites 
stratifiés

Figure 27. Description des différentes parties, avec plusieurs formes possibles, d'un modèle 
de zone cohésive

Le travail résultant de la séparation normale et tangentielle peut être relié aux taux de 
restitution d’énergie. En effet, la formulation de la zone cohésive est similaire à celle basée 
sur la théorie de la rupture (Griffith [Griffith, A. A., 1921]) : considérant l’intégrale J
proposée par Rice [Rice, J. R., 1968] :

!
"
"

#$
%

).( ds
x
u

TwdyJ Eq. I. 2.23

avec ! le contour du front de fissure, u le vecteur de déplacement, T le vecteur d’effort défini
avec la normale sortante sur tout le contour !, et w la densité d’énergie de déformation. 
Évaluant l’intégrale J sur le contour ! définie par la zone cohésive, on obtient :

!
"
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)).(( dx
x

wdyJ
&&' Eq. I. 2.24

En considérant que dy=0 sur tout le contour !, on a :

! !$!#$!
"
"
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t
ddxd

dx
d
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x

J
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&&'&&'&&'
00

)())(()).(( Eq. I. 2.25

où "t est le saut de déplacement en fond de fissure.

FIGURE 2.5: Illustration des différentes parties, avec plusieurs formes possbiles, d’un
modèle de zone cohésive [Vandellos, 2011]

Difficultés et robustesse numériques L’utilisation des modèles de zone cohésive s’ex-
pose à de nombreuses difficultés numériques. En général, la plupart des problèmes
résident dans les calculs numériques concernant la process zone en pointe de fissure
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dans laquelle se manifeste le comportement adoucissant du matériau. La process zone
est définie comme étant la longueur de zone cohésive représentant la distance entre
la pointe de fissure et le point où la contrainte d’interface atteint son maximum (la
contrainte d’amorçage) comme l’indique la figure 2.6. De nombreux modèles dans la
littérature permettent d’évaluer la longueur de zone cohésive. Cette dernière est pro-
portionnelle à la ténacité de l’interface (notée Gc) et au module d’Young de l’interface
(noté E) et elle est l’inverse du carré de la contrainte d’interface maximale (notée τ◦).
Dans [Turon et al., 2005], la formulation générale de la longueur de zone cohésive peut
se mettre sous la forme :

lcz = ME
Gc

(τ◦)2 (2.26)

où M est un paramètre dépendant du modèle proposé. Pour décrire le gradient de
contrainte et l’énergie dissipée en point de fissure et donc garantir la convergence du cal-
cul, il faut une discrétisation spatiale suffisamment fine dans cette zone cohésive. Ainsi, le
nombre minimal d’éléments Ne introduit dans la zone cohésive est généralement proposé
entre 3 et 10. La taille de maille (notée le) pour une bonne description du délaminage est
donc définie par :

le =
lcz

Ne
(2.27)

Toutefois, la mise en place d’une discrétisation spatiale suffisamment fine a l’in-
convénient d’engendre les coûts de calculs prohibitifs, notamment lors d’analyses des
structures de complexité industrielle. Pour remédier à cette difficulté, [Turon et al., 2005,
Turon et al., 2007] ont proposé une stratégie pour s’adapter la longueur de zone cohésive
à la taille de maille donnée. La stratégie consiste à réduire la contrainte d’interface
maximale entraı̂nant l’augmentation de la longueur de zone cohésive et du nombre
d’élément dans cette zone. La comparaison entre les équations (2.26) et (2.27) conduit
à la détermination de la contrainte d’interface maximale diminuée par rapport à celle
identifiée expérimentalement :

τ
◦ =

√
EGc

N◦e le
(2.28)

où N◦e est le nombre d’élément désiré dans la zone cohésive correspondant à la taille de
maille donnée le. Il est à noter que d’après [Vandellos, 2011] l’utilisation de la contrainte
d’amorçage trop faible peut assouplir la réponse macroscopique.

close to the interface stiffness proposed by Camanho and Dávila and the val-
ues obtained with Zou’s guidelines (between 4.5x105 and 4.5x108N/mm3).

(b) Length of the cohesive zone

Under single-mode loading, interface damage initiates at a point where the
traction reaches the maximum nominal interfacial strength, τ 0. For mixed-
mode loading, interface damage onset is predicted by a criterion established
in terms of the normal and shear tractions. According to Fracture Mechanics,
cracks propagate when the energy release rate reaches a critical value Gc.
The CZM approach prescribes the interfacial normal and shear tractions that
resist separation and relative sliding at an interface. The tractions, integrated
to complete separation, yield the fracture energy release rate, Gc. The length
of the cohesive zone lcz is defined as the distance from the crack tip to the
point where the maximum cohesive traction is attained (see Figure 5).

Max. traction lcz Crack tip

2t
Sublaminate 1

Sublaminate 2

Fig. 5. Length of the cohesive zone.

Different models have been proposed in the literature to estimate the length
of the cohesive zone. Irwin [18] estimated the size of the plastic zone ahead
of a crack in a ductile solid by considering the crack tip zone within which
the von Mises equivalent stress exceeds the tensile yield stress. Dugdale [4]
estimated the size of the yield zone ahead of a mode I crack in a thin plate
of an elastic-perfectly plastic solid by idealizing the plastic region as a narrow
strip extending ahead of the crack tip that is loaded by the yield traction.
Barenblatt [5] provided an analogue for ideally brittle materials of the Dugdale
plastic yield zone analysis. Hui [19] estimated the length of the cohesive zone
for soft elastic solids, and Falk [12] and Rice [20] estimated the length of the
cohesive zone as a function of the crack growth velocity. The expressions that
result from these models for the case of plane stress are presented in Table 4.
It is assumed that the relation between the critical stress intensity factor Kc

and the critical energy release rate Gc can be expressed as K2
c = GcE.

All the models described above to predict the cohesive zone length lcz have
the form:

11

FIGURE 2.6: La longueur de zone cohésive [Turon et al., 2005]
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Outre cela, il est nécessaire de choisir une valeur suffisamment élevée de la rai-
deur d’interface de sorte que la zone cohésive n’ait aucun impact sur les propriétés
élastiques effectives du stratifié [Turon et al., 2005, Turon et al., 2007]. Pourtant, si la
raideur d’interface est excessivement importante, on peut observer des oscillations
numériques de l’effort en voisinage du front de fissure pouvant conduire à la diver-
gence du calcul [Germain et al., 2017]. Il est possible d’éviter ces oscillations par le
changement de l’autre règle d’intégration numérique telle que celle de Newton-Cotes
[Schellekens et De Borst, 2008]. Les valeurs raisonnables de la raideur d’interface ne font
pas l’unanimité dans la littérature. D’un point de vue numérique, la raideur d’interface
peut être vue comme un coefficient de pénalité pour s’assurer que la zone cohésive n’est
rien d’autre qu’une représentation de la fissure. D’un point de vue physique, l’interface
peut être considérée comme une couche riche en résine de très faible épaisseur et la rai-
deur de l’interface est calculée à partir de la connaissance de ses propriétés mécaniques
divisés par son épaisseur. D’après [Abisset, 2012], l’épaisseur de l’interface est de l’ordre
du vingtième de l’épaisseur du pli. Dans [Daudeville et al., 1995], le comportement de
l’interface est supposé isotrope transverse et la raideur initiale associée est donnée par :

k◦1 =
2G13

eI
; k◦2 =

2G23

eI
; k◦3 =

E3

eI
(2.29)

où G13, G23, E3 sont les modules élastiques de la zone riche en résine et eI l’épaisseur de
l’interface qui est très faible par rapport à celle de la couche.

En plus, les sauts de solution peuvent être observés lors de l’utilisation des modèles de
zone cohésive à comportement indépendant du temps. Ce problème représente un point
de bifurcation et est lié au caractère instable que manifeste la propagation du délaminage.
À titre d’illustration, [Chaboche et al., 2001] a proposé un système composé d’une plaque
élastique dont une des deux extrémités est attachée à une interface cohésive et l’autre est
chargée en traction. Ce système peut être modélisé à la manière de celui composé d’un
ressort et une interface disposés en série comme montré sur la figure 2.7. Le déplacement

total est noté U et est égale à la somme des déplacements du ressort (calculé par
L
E◦

T ) et

de l’interface cohésive (noté u).
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FIGURE 2.7: Illustration des sauts de solution à l’aide d’un système (ressort+interface)
[Chaboche et al., 2001]
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U = u+
L
E◦

T (2.30)

Le comportement de l’interface est quant à lui représenté par le modèle de
[Tvergaard, 1990] :

T = E F
(u

δ

) u
δ

(2.31)

Sur la figure 2.7, l’équation 2.30 est représentée par la ligne droite dont la pente négative

est k =
E◦
L

alors que la loi cohésive 2.31 est représentée par une courbe. La solution
cinétique du système considéré est alors l’intersection de la ligne droite et la courbe.
Avec l’augmentation du déplacement total U , la ligne droite monte verticalement. Lorsque
la rigidité k est suffisamment importante, le point d’intersection est unique et parcourt
de manière continue l’allure de la courbe au fur et à mesure du déplacement total. La
propagation du délaminage est alors stable. Cependant, si la rigidité k est plus faible, il est
possible de manifester deux points d’intersection à une certaine valeur du déplacement
total (figure 2.7).

Les problèmes associés aux sauts de solution peuvent être évités par l’utilisation des
modèles avec régularisation visqueuse. Un certain nombre de ces modèles ont été exposés
dans [Chaboche et al., 2001]. Le modèle de l’interface du mésomodèle est régularisé par
l’introduction de l’effet de retard.

Il est possible de pallier ces différents problèmes numériques mais d’après
[Germain et al., 2017] ces solutions peuvent conduire à des temps de calcul très impor-
tants (taille de maille fine, utilisation d’algorithme dynamique conduisant à de faibles
pas de temps,...) ou à des approches avec lesquelles le problème résolu ne respecte pas
complètement la physique (diminution de σC, régularisation visqueuse,...).

1.2.2 Modèle de l’interface du mésomodèle

L’interface du mésomodèle est une entité surfacique comprise entre deux plis adja-
cents qui assure le transfert des efforts et des déplacements entre ces deux plis. On définit
le comportement de l’interface dans la base locale d’orthotropie repérée par les direc-
tions 1 et 2 définies comme les bissectrices des directions des fibres des plis adjacents. La
direction 3 est alors normale au plan du stratifié. L’énergie de déformation élastique de
l’interface endommagée eD s’exprime :

2eD = hI

[〈−σ33〉2
E◦1

+
〈σ33〉2

E◦1(1−d33)
+

σ2
13

G◦1(1−d13)
+

σ2
23

G◦1(1−d23)
+

ω

G◦1
σ13σ23

]
(2.32)

où hI est l’épaisseur de l’interface, E◦ et G◦ les modules de rigidité initiaux de la ma-
trice. Les raideurs de l’interface sont déterminées en pratique à partir des modules de
la résine divisés par une petite épaisseur hI . Les forces thermodynamiques élémentaires
d’endommagement sont Y33, Y13, Y23 et définies comme :

Y33 =
hI〈σ33〉2

2E◦(1−d33)2 ; Y13 =
hIσ

2
13

2G◦(1−d13)2 ; Y23 =
hIσ

2
23

2G◦(1−d23)2
(2.33)
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La notation liée à la différentiation des Modes I,II ou III peut être utilisée pour les
variables d’endommagement :

d33 = dI; d13 = dII; d23 = dIII (2.34)

Une loi d’évolution de l’endommagement est adoptée. Les lois élémentaires sont
supposées fortement couplées et gouvernées par une unique force d’endommagement
équivalente :

ȲI = sup
τ6t

[
Y33

GIc
+

Y13

GIIc

(
1−d13

1−d33

)2

+
Y23

GIIIc

(
1−d23

1−d33

)2]
(2.35)

avec Y I 6 1. Gic est le taux de restitution d’énergie en Mode i pour l’interface (i =
I, II, III). La loi de l’évolution est formulée à l’aide de la fonction ` donnée sur la figure
2.3 :

d33 = `(
√

Y I,mD,αD) (2.36)

où mD et αD sont reliés à l’initiation du délaminage.
Le couplage de l’endommagement entre les Modes I, II et III est donné par les expres-

sions suivantes :

d13 =
d33 +(1−d33)[Γ(ρ)+Γ′(ρ)]sin2 θ

2

1+(1−d33)[Γ(ρ)+Γ′(ρ)]sin2 θ

2

d23 =
d33 +(1−d33)[Γ(ρ)+Γ′(ρ)]cos2 θ

2

1+(1−d33)[Γ(ρ)+Γ′(ρ)]cos2 θ

2

(2.37)

Γ(ρ)≈ γIρ (2.38)

où Γ(ρ) et Γ′(ρ) sont les fonctions du matériau pour les plis adjacents de l’interface et
donnés par [Ladevèze et al., 2017, Ladevèze et al., 2013], θ est l’angle entre les directions
des fibres dans les deux plis adjacents. γI est un coefficient et vaut 0.5 pour des composites
classiques de type carbone-epoxy [Ladevèze et al., 2017].

L’interaction entre la fissuration transverse dans les plis et le délaminage est ca-
ractérisée par l’apparition du délaminage local à saturation. Afin de modéliser ce
phénomène, on propose la formule comme suit :

sup(ρ,ρ′)< ρs,sinon d33 = d23 = d13 = 1 (2.39)

où ρ et ρ′ sont des densités de fissuration sans dimension des plis adjacents via l’interface.
ρs est la valeur du seuil de saturation qui se trouve autour 0.8 pour un carbone-epoxy
classique [Ladevèze et al., 2017].

Dans le cadre du mésomodèle du LMT, [Ladevèze et al., 2017] a proposé une nou-
velle loi d’interface en tenant compte la contrainte d’initiation et le phénomène du micro-
délaminage. On introduit la force thermodynamique d’initiation Y◦ et celle de propagation
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Yc de la fissure du délaminage via la fonction � `� (voir la figure 2.3). Cette dernière com-
porte deux parties : les parties non linéaire et linéaire qui se retrouvent régulièrement en
α′. En considérant le Mode I pur, la loi d’évolution de l’endommagement est définie :

dI = `(x) =





1
1+m

( x
α

)m
si 0 6 x 6 α′

1− 1
x

1− x
1−α′

z(α′) si α′ 6 x 6 1
(2.40)

où x =

√
Y
Yc

, α =

√
Y◦
Yc

, α′ = α

(
1+

α

m+1

)
et la fonction dite � ` � est donc définie

comme z(x) = (1−dI)x. z peut être interprêté comme la contrainte d’interface et x
comme le saut de déplacement. Y◦ et Yc sont considérés comme des paramètres matériau.
Y◦ est relié au point maximum de la fonction � ` �. Ce dernier peut être interprêté comme
la contrainte d’initiation ou la contrainte maximale. L’argumentation est identique pour le
Mode II pur. Du fait que Y◦ est la constante matériau pour les deux Mode I et II. On en
déduit la relation suivante :

σmax
33√

GIck◦I
=

σmax
13√

GIIck◦II
(2.41)

où σmax
33 et σmax

13 sont des contraintes d’initiation ou maximales respectivement associées
au Mode I et Mode II. La relation (2.41) a été mise en place dans SAMCEF pour les lois
d’interface du mésomodèle [Bruyneel et al., 2014, Bruyneel et al., 2015].

1.3 Méthodes de régularisation dans le méso-modèle

1.3.1 Généralités

Comme d’autres modèles d’endommagement basés sur la description locale, le
mésomodèle subit les difficultés introduites par la localisation des déformations dans un
calcul de structure (dépendance au maillage, à l’orientation des éléments ...). Les modèles
d’endommagement des stratifiés avec effet retard combinés avec un calcul en dynamique
ont été introduits dans [Ladevèze et al., 1989] et développés dans [Allix et al., 2003]. Par-
tant de la physique de l’endommagement des matériaux et en particulier de l’observation
de la rupture d’un matériau qui n’est de fait pas instantanée, des lois d’endommagement
dites à effet retard ont été proposées. Dans ces modèles, on introduit un coefficient ho-
mogène à l’inverse d’un temps qui borne le taux variation d’endommagement en fonction
du temps. De ce fait l’endommagement ne peut pas varier instantanément. Une corres-
pondance entre dimensions temporelles et spatiale peut être facilement introduite dans
une approche dynamique via la célérité des ondes dans le milieu, le cas du délaminage a
d’ailleurs fait l’objet de tels travaux. Cependant dans un cadre quasi statique, cette analo-
gie perd son sens, ce paramètre est alors envisagé comme une constante mathématique de
régularisation et non comme un paramètre matériau. On le verra par la suite, il est essen-
tiel de le choisir convenablement sous peine d’introduire � artificiellement � (c’est à dire
dans le passage du problème physique au problème numérique) un comportement ductile
à un matériau réputé fragile.
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Outre la régularisation en temps par l’effet de retard, l’approche avec gradient d’en-
dommagement proposée par [Peerlings et al., 1996] pour le comportement quasi fragile
a été employée pour le mésomodèle. Cette approche est basée sur un enrichissement du
modèle continu en faisant intervenir des termes dérivés d’ordre supérieur, soit au niveau
des déformations, soit au niveau des variables internes. Deux alternatives coexistent, l’une
basée sur un gradient explicite, l’autre basée sur un gradient implicite :

- gradient explicite :
a = a+ `c∇

2a (2.42)

- gradient implicite :
a− `c∇

2a = a (2.43)

où a est la variable locale à délocaliser et a est la régularisation de la variable a. Le
paramètre matériau `c est la longueur caractéristique de la régularisation.

La version implicite offre plus de robustesse que la version explicite. De plus, elle se
rapproche beaucoup d’une approche intégrale dans le cas où la fonction de pondération
serait une fonction de Green, raison pour laquelle cette méthode est définie comme forte-
ment non-locale. La résolution d’un problème à l’aide d’un modèle à gradient implicite
impose cependant l’ajout d’une équation différentielle supplémentaire dans le système
et donc augmente le nombre de degrés de liberté, de plus l’opérateur à inverser perd sa
symétrie. Des conditions aux limites supplémentaires doivent être imposées, il est habi-
tuellement choisi d’imposer un flux nul sur le bord du domaine qui rend le gradient nul
lorsque le champ local est homogène, ce choix ne permet donc pas de traiter le cas d’un
champ homogène.

La force thermodynamique réagissant la rupture de fibres a été choisie comme étant
la grandeur à délocaliser. Ce choix s’appuie sur le comportement fragile de la rupture de
fibres. Ce modèle à gradient implicite a été implémenté dans SAMCEF.

1.3.2 Difficultés avec le modèle gradient d’endommagement

Il a été abordé dans la partie 4.3.3.4 que la régularisation en espace subit un étalement
non physique de zones entièrement endommagées (macro-fissures) lors de leur propaga-
tion au cours du chargement. Cet étalement non physique réside dans la propagation qui
est normale au plan de la fissure. Étant donné la localisation de la déformation dans ces
zones, la force thermodynamique associée devient fortement élevée et la délocalisation
par le gradient en espace conduit à endommager de manière erronée de la matière entou-
rante. Le critère proposé consiste à diminuer, voire enlever l’influence de la zone tota-
lement endommagée sur la délocalisation par gradient. De manière physique, une zone
totalement endommagée représente une macro-fissure qui est un endroit de l’espace où il
n’y a pas de matière. Aucune interaction ne peut être échangée entre les points du solide
de part et d’autre de la fissure. Afin d’éviter la contribution de manière erronée dans la
régularisation, on impose la force thermodynamique locale nulle lorsque le point matériel
est entièrement endommagé. La formulation s’exprime :

Yd f = 0 si d f = 1 (2.44)
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La relation (2.44) est implémentée dans SAMCEF dans le cadre de cette thèse. La
figure 2.8 présente la comparaison de la rupture de fibres entre les modèles à gradient
d’origine et modifié. La simulation numérique a été effectuée sur un huitième de la plaque
doublement entaillée en V. La dernière est composée de l’empilement [90/0]s. Pour le
modèle originale, la macro-fissure (rupture de fibres) s’étale de manière non physique au
cours du chargement. Le modèle modifié limite cet étalement en enlevant la contribution
de la zone totalement endommagée dans la régularisation.
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FIGURE 2.8: La rupture de fibres dans le pli à 0◦ prédite par les modèles à gradient
d’origine et modifié
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2 Modélisation de la fissure du splitting

2.1 Contexte
Le mésomodèle a été validé sur de nombreux essais, notamment dans le cadre

du troisième exercise mondiale sur les modèles d’endommagement et de rupture
(WWFE-III) [Daghia et Ladevèze, 2013]. Toutefois, les travaux antérieurs réalisés dans
[Daghia et al., 2011, Abisset et al., 2011, Abisset, 2012] ont mis en lumière de faiblesses
du mésomodèle dans certaines circonstances des structures composites stratifiées compor-
tant des accidents géométriques. Concrètement, la version améliorée du mésomodèle clas-
sique a du mal à reproduire la fissuration localisée sous forme d’une fissure fine et isolée.
De plus, les travaux de [Iarve et al., 2005], dans lesquelles des franges de déplacement
ont été générées par la technique de moiré interférométrique, montrent que l’analyse sans
split a de la peine à reproduire correctement le champ de déplacement aux endroits où les
concentrations de contraintes sont sévères. En effet, la figure 2.9 montre les prédictions
sans et avec split en comparaison avec les franges �moiré � obtenues expérimentalement
sur le pli externe à 0◦ de l’empilement [0/+45/90/-45]s dont est composée une plaque
trouée.

No evidence of any delamination was observed on the X-ray
at the applied load level of 14.5 kN. Since the
Moiré interferometry was performed on the top surface of
the 08 ply, only the longitudinal splits and not any other
cracking, seen in Fig. 4a, will intersect the observation
surface.

A digitally generated y-direction displacement fringe
pattern, resulting from the Moiré interferometry test, is
shown in Fig. 4b with contour intervals of 200 nm/fringe.
The outline of the crack is visible near the bottom of the
hole. The same experimental fringe image is shown again
in Fig. 4c and d, which are superimposed onto analytically
generated contour maps. On these figures the experimental
fringe patterns are shown by thin lines and the analytically

predicted contours by thick lines. The analytical contour
maps are from separate load steps. The analytical contours
in Fig. 4c were calculated for a pristine specimen and
scaled to an applied load of 2670 N. The region of interest
is the cross-section xZxc where a significant difference
between the experimental and analytical contour distri-
bution is observed. This difference is due to redistribution
of the stresses caused by the damage pattern shown in
Fig. 4a. The analytical fringe contours on Fig. 4d were
calculated for the laminate with splits in the 08 ply. No
other damage visible on Fig. 4a was included in the
analysis; therefore, displacement approximation enrich-
ment (4)–(6) was used in the top ply only. The length of
the splits measured from the xZxc plane was set equal to

Fig. 4. (a) Schematic of the damage caused by loading the Moiré interferometry specimen to 14,500 N. (b) Moiré interferometry transverse (y-direction)

displacement contours (200 nm/contour) at 2670 N load — specimen contains splitting as shown in (a). (c,d) Analytical transverse displacement contours

superimposed on the experimental contours — thick lines are analytical predictions and thin lines are the same as in (b).

E.V. Iarve et al. / Composites: Part A 36 (2005) 163–171 169

No evidence of any delamination was observed on the X-ray
at the applied load level of 14.5 kN. Since the
Moiré interferometry was performed on the top surface of
the 08 ply, only the longitudinal splits and not any other
cracking, seen in Fig. 4a, will intersect the observation
surface.

A digitally generated y-direction displacement fringe
pattern, resulting from the Moiré interferometry test, is
shown in Fig. 4b with contour intervals of 200 nm/fringe.
The outline of the crack is visible near the bottom of the
hole. The same experimental fringe image is shown again
in Fig. 4c and d, which are superimposed onto analytically
generated contour maps. On these figures the experimental
fringe patterns are shown by thin lines and the analytically

predicted contours by thick lines. The analytical contour
maps are from separate load steps. The analytical contours
in Fig. 4c were calculated for a pristine specimen and
scaled to an applied load of 2670 N. The region of interest
is the cross-section xZxc where a significant difference
between the experimental and analytical contour distri-
bution is observed. This difference is due to redistribution
of the stresses caused by the damage pattern shown in
Fig. 4a. The analytical fringe contours on Fig. 4d were
calculated for the laminate with splits in the 08 ply. No
other damage visible on Fig. 4a was included in the
analysis; therefore, displacement approximation enrich-
ment (4)–(6) was used in the top ply only. The length of
the splits measured from the xZxc plane was set equal to
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displacement contours (200 nm/contour) at 2670 N load — specimen contains splitting as shown in (a). (c,d) Analytical transverse displacement contours

superimposed on the experimental contours — thick lines are analytical predictions and thin lines are the same as in (b).

E.V. Iarve et al. / Composites: Part A 36 (2005) 163–171 169

Franges « Moiré » de déplacement (expérience)

Prédiction sans split et 
Franges « Moiré » superposées

Prédiction avec split et 
Franges « Moiré » superposées

a)
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FIGURE 2.9: Aux abords du trou : a) Franges de déplacement obtenues
expérimentalement b) La prédiction sans split et franges � moiré � superposées c) La

prédiction avec split et franges �moiré � superposées [Iarve et al., 2005]

2.2 Critère de splitting
Le mésomodèle présente un défaut : du fait de constantes numériques (pas de temps,

discrétisation spatiale,...), les splits calculés, i.e. les zones complètement endommagées
de la matrice, sont trop épais vis-à-vis des splits observés expérimentalement.

Une première approche est le modèle haute-fidélité décrit dans les parties 4.3.2.1
et 4.3.2.2 du chapitre 1 où chaque discontinuité dans les plis et dans les interfaces
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est décrite et donc, on a à résoudre numériquement un problème de très grande
taille qui implique des milliers de fissures. Même en utilisant des outils numériques
très performants, un tel modèle mène à des efforts de calculs prohibitif et, donc,
est loin de répondre aux exigences du Virtual Testing. Une autre approche consiste
à utiliser des interfaces cohésives classiques. Cette dernières sont introduites a priori
pour la fissuration transverse et combinées avec les interfaces de délaminage. Deux
manières peuvent être distinguées. La première utilise une information expérimentale
a priori sur le motif du réseau de fissures (e.g. la position des splits) et donc ne
constitue pas une approche prédictive [Wisnom et Chang, 2000, Hallett et Wisnom, 2006,
Hallett et al., 2008, Hallett et al., 2009a, Wisnom, 2010, Xu et al., 2015]. La seconde
considère un réseau d’interfaces cohésives régulièrement espacées dans les différents plis
[Yashiro et al., 2005, Yashiro et al., 2007, Okabe et Yashiro, 2012]. Pour éviter des coûts
de calculs trop importants, la distance entre deux interfaces cohésives ne peut pas être trop
petite et donc n’est pas nécessairement compatible avec la micromécanique. Quoi qu’il en
soit ces approches ne donnent pas la partie � continue � de la densité de microfissuration.

La nouvelle approche du mésomodèle présentée dans [Ladevèze et al., 2017] propose
une piste assez différente. La difficulté d’avoir des splits � fins � avec le mésomodèle est
uniquement due à des problèmes associés à des phénomènes de localisation impliquant
les discrétisations spatiales et temporelles très fines. Le mésomodèle, où la fissuration
matricielle est décrite par une densité de fissuration, est correct et le split apparaı̂t comme
un phénomène de localisation. La nouvelle approche est capable de simuler les densités
de fissuration dans les plis et les splits [Bainier, 2018]. L’idée principale est de remar-
quer que jusqu’à l’initiation du split, des modèles d’endommagement continus et leur
implémentation numérique n’impliquent aucune difficulté ; les limiteurs de localisation
ne sont pas activés. Lorsqu’on détecte l’initiation du split, on le remplace par une in-
terface cohésive, orthogonale au pli et parallèle à la direction des fibres. Sa hauteur est
l’épaisseur du pli.

Le critère de splitting stipule que fondamentalement, un split apparaı̂t comme une
mésofissure relativement isolée et principalement due au cisaillement [Berthelot, 1999]
(voir la figure 2.10).

230 12. Fracture Mechanisms and Damage of Composite Materials 
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FIGURE 12.3. Transverse matrix fracture. 

transverse 
fracture 

The matrix fracture can be produced either by transverse cracking (Figure 12.3), 
when the tension stress, am, of the matrix reaches the ultimate stress, a mu , of the 
matrix, or by longitudinal cracking (Figure 12.4), when the shear stress, Tm, in the 
matrix reaches the ultimate shear stress, Tmu , generally in the vicinity of a fiber. 
This latter mode of fracture, called "splitting," is produced when the debonding 
stress is greater than the ultimate shear stress of the matrix: Td > Tmu. In the 
opposite case, in which Td < Tmu , fracture by debonding of the fiber-matrix 
interface is. produced (Figure 12.5). 

The final fracture of a unidirectional composite material is the result of the 
accumulation of these various elementary mechanisms. The initiation and then 
the propagation of the fracture depend upon properties of the fibers and of the 
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FIGURE 12.4. Longitudinal matrix fracture. 

FIGURE 2.10: L’apparition du splitting dans la matrice : τm est la contrainte de cisaille-
ment et τmu la contrainte de cisaillement ultime [Berthelot, 1999]

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés



74 Revisite du mésomodèle

Ainsi, on a à regarder la contribution des composantes de cisaillement dans l’évolution
totale de fissuration. Le critère de splitting s’écrit en un point matériel M :

M = arg max
M∈Ω0.2

(
ρshear (M)

ρ
,0.75

)
(2.45)

où Ω0.2 = {M ∈Ω | ρ > 0.2}
Le seuil de 0.2, dont la valeur est à titre indicatif, signifie une zone de fissuration

qui apparaı̂t � maintenant �. Le seuil de 75% signifie la contribution prédominante des
composantes de cisaillement dans l’évolution de la zone de fissuration.

3 Positionnement de ces travaux de recherche
Cette présente thèse porte sur les modélisations et simulations de l’endommagement

et de la rupture de structures composites stratifiées portant des singularités géométriques
dans le cadre de � Virtual Testing �. Parmi les formes de découpe typiques, un trou
ou une entaille sont celles qui font l’objet principal de ces travaux de thèse du fait de
leur présence habituelle dans l’industrie. Les deux versions du mésomodèle sont em-
ployées en parallèle : la version split [Ladevèze et al., 2017, Bainier, 2018] et la version
améliorée classique [Abisset, 2012]. Dans [Ladevèze et al., 2017, Bainier, 2018], la nou-
velle méthodologie à la base de la version améliorée du mésomodèle a été introduite pour
capter correctement la fissuration de type splitting par l’intermédiaire d’un modèle de
zone cohésive. Cette méthode est alors combinée à des approches continue et discrète
dans la modélisation des fissurations de manière quasi-périodique et isolée au sein de
pièces composites en présence de fort gradient de contraintes. Les fissures de splitting
sont la principale cause aboutissant à l’effet de relâchement de contraintes. Les fissures
de splitting peuvent même orienter la fissuration transverse sous forme de réseau dans
les plis adjacents entraı̂nant éventuellement au gros délaminage qui est responsable des
importantes instabilités. Un critère ad hoc a été proposé afin de détecter les positions de
l’initiation des fissures de splitting dans chaque pli pour toute géométrie. Ce critère sup-
pose une considérable contribution des composantes de cisaillement associées aux Modes
II et III dans l’évolution totale de la densité de fissuration pouvant conduire à la création
de fissures de splitting. Des éléments cohésifs sont par la suite insérés uniquement à l’en-
droit et dans le pli où le critère de splitting est atteint. [Bainier, 2018] a développé de
manière extrinsèque un code spécifique dédié à la détection de splitting avec des com-
mandes utilisateurs du logiciel de calculs SAMCEF. Toutefois, la détection ne s’effectue
qu’en post-processing une fois le calcul réalisé et le code est susceptible de s’adapter
aux différente structures stratifiées au cas par cas. Sous l’angle pratique, un code a été
implémenté de façon intrinsèque dans l’algorithme du module de calculs non-linéaires
de SAMCEF à l’aide de routines utilisateurs. Cela permet, à chaque pas de temps, de
calculer le critère de splitting et de faciliter la visualisation de l’ensemble des champs
d’endommagement spécifiques au pattern de splitting. Par conséquent, le développement
de la densité de fissuration due au cisaillement peut être examinée en même temps avec
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son évolution totale, en particulier après l’introduction d’éléments cohésifs afin d’étudier
la pertinence du critère de splitting.

La formulation à gradient implicite est utilisée pour la rupture des fibres dans SAM-
CEF. La variable à délocaliser est la force thermodynamique pilotant l’évolution de la rup-
ture des fibres. Comme tous les modèle à régularisation en espace, le modèle à gradient a
du mal à reproduire la propagation des fissures. Concrètement, il s’agit de la propagation
non physique qui est normale à la surface de fissures des fibres. Un critère a été proposé
sur la force thermodynamiques des fibres après la rupture des fibres afin de décrire plus
correctement la propagation de la rupture des fibres.

Outre les améliorations introduites au-dessus, une grande campagne numérique a été
menée dans le cadre de la thèse en collaboration avec SAMTECH (l’éditeur du logiciel
SAMCEF) sur des plaques doublement entaillée en V et celles munies d’un trou sous
sollicitation uniaxiale. La validation, basée sur la comparaison des prédictions du modèle
avec les essais expérimentaux issus de la littérature, montre une remarquable fidélité des
résultats numériques, que ce soit en termes d’évolution des mécanismes de dégradation
mais également de prédiction de la contrainte à rupture. Les analyses numériques portent,
d’une part, sur le développement dans une structure stratifiée spécifique. D’autre part, on
étudie les effets de différentes configurations de stratifiés sur l’évolution de l’endommage-
ment et la prédiction des modes de rupture à l’échelle structurale. Ces effets se traduisent
par les effets d’échelle, les effets dus aux séquence d’empilement (y compris les effets
dus à l’augmentation du nombre des plis), les effets de l’épaisseur du pli. La prédiction
fiable des effets est cruciale en vue du dimensionnement, notamment lors de passage des
structures stratifiées de l’échelle laboratoire à l’échelle industrielle.

Enfin, une revisite du comportement de la fissuration de manière quasi-périodique est
réalisé à partie des données expérimentales du matériau utilisé dans les campagne d’es-
sais. Ce comportement a été proposé dans [Ladevèze et Lubineau, 2001] et est inhérent
dans toutes les versions multi-échelle du mésomodèle.
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Chapitre 3

Comportement et endommagements de
plaques doublement entaillées en V

soumises à la traction : analyse et
validation du mésomodèle

Cette partie présente une première validation fine de la
version split du mésomodèle pour les essais de traction sur

des plaques doublement entaillées en V à diverses
configurations.

Dans ce chapitre, on cherche à reproduire par calculs éléments finis les essais de Kort-
schot et al. en termes de contraintes à rupture ainsi que d’évolution des endommagements
de l’amorçage à la rupture finale. Dans un premier temps les calculs numériques s’ef-
fectuent avec la version classique du mésomodèle pour déceler les endroits et les plis
susceptibles à l’ouverture de fissures de splitting à l’aide de la visualisation des cartes de
fissuration. Et puis les nouveaux calculs sont réalisés avec l’approche split du mésomodèle
en introduisant des éléments cohésifs orthogonaux au plan du pli et parallèles au sens
de fibres dans les positions détectées. La validation consiste à confronter fidèlement
les prédictions du mésomodèle aux contraintes à rupture et aux patterns d’endommage-
ment obtenus expérimentalement sur les éprouvettes réalisées en traction. Contrairement
à l’étude numérique de Kortschot et al. dans laquelle la morphologie du dernier état d’en-
dommagement est préalablement représentée par la discontinuité d’éléments finis, les si-
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mulations numériques avec le mésomodèle sont effectuée sur la géométrie d’origine sans
aucune discontinuité due à la fissuration représentée au préalable.

1 Simulations numériques des essais

1.1 Maillages d’éléments finis
Les caractéristiques géométriques sont présentées sur la figure 3.1. La création du

maillage et les simulation numériques sont effectuées avec le code SAMCEF. Les
maillages sont composés d’éléments finis hexaédriques du second de degré afin d’avoir un
meilleur calcul de l’initiation au délaminage. Pour rappel, l’hexaèdre du second degré est
topologiquement défini par 20 noeuds dont 8 noeuds sommets et 12 noeuds aux milieux
de ses arêtes ; il possède donc 60 degrés de liberté. La taille des éléments est contrôlée
à l’ordre de grandeur de l’épaisseur de la couche élémentaire, chaque couche comporte
un seul élément dans son épaisseur. Le schéma numérique employé est implicite. Compte
tenu de la symétrie de la géométrie et de celle de l’empilement, la modélisation numérique
de l’essai de traction sur une plaque double entaillée en V peut se simplifier sur un
huitième (1/8ème) de la plaque avec les conditions aux limites illustrées sur la figure 3.1

a

w

L

'

' = 60o
2a

w
= 0.5 L

w
= 2

FIGURE 3.1: Caractéristiques géométriques, modèle numérique et conditions aux limites
de l’essai de traction sur une éprouvette à double entailles

1.2 Paramètres matériau
Le matériau utilisé dans les essais de traction est T300/914C, les fibres T300

sont en carbone et la matrice 914C est une résine époxyde thermodurcissable. Les
paramètres matériau sont récapitulés dans le tableau 3.1 pour le modèle du pli
élémentaire et le tableau 3.2 pour celui de l’interface avec les références dans les-
quelles se trouvent ces paramètres. Les paramètres d’élasticité sont communiqués dans
[Kortschot et Beaumont, 1990b]. Les constantes liées au comportement élastique trans-
verse G◦23 et ν23 sont calculées sous l’hypothèse du comportement isotrope transverse.
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Les seuils concernant l’endommagement diffus sont déduites à partir des données de
[Soden et al., 1998]. Les valeurs des taux de restitution d’énergie critiques dans le pli
sont basées sur les travaux de [Kortschot et al., 1991]. Pour la rupture des fibres, le seuil
de la force thermodynamique en traction est calculé à partir de l’essai de traction réalisé
sur des stratifiés unidirectionnels à 0◦ dans [Kortschot et Beaumont, 1990b].

TABLE 3.1: Paramètres matériau du composite T300/914C
pour le modèle du pli

Élasticité du pli
E◦1 135 GPa [Kortschot et Beaumont, 1990b]
E◦2 ,E

◦
3 9.6 GPa [Kortschot et Beaumont, 1990b]

G◦12,G
◦
13 5.8 GPa [Kortschot et Beaumont, 1990b]

G◦23 3.538 GPa calculé
ν12,ν13 0.31 [Kortschot et Beaumont, 1990b]
ν23 0.436 calculé

Endommagement diffus
Y◦ 0.03 MPa calculé
Yc 8 MPa calculé
b2 2.14 [Ladevèze et Lubineau, 2003]
b3 0.5 [Ladevèze et Lubineau, 2003]

Fissuration transverse
Gc

I 0.17 Nmm−1 [Kortschot et al., 1991]
Gc

II,G
c
III 0.493 Nmm−1 [Kortschot et al., 1991]

ρs 0.7 [Daghia et Ladevèze, 2013]
h 0.5 mm supposé

Endommagement des fibres
Y t

d f
13.8 MPa [Kortschot et Beaumont, 1990b]

Y c
d f

7.9 MPa supposé
α+ 0 supposé
α− 0 supposé
k 1 supposé

Longueur caractéristique de la rupture de fibres
`c 0.35 simulé

Plasticité
R◦ 25 MPa [Lachaud, 1997]
Rp 450.37 MPa [Lachaud, 1997]
α 0.2973 MPa [Lachaud, 1997]
a 0.5745 MPa [Lachaud, 1997]

Il est à noter que d’après [Abisset, 2012, Daghia et Ladevèze, 2013], les taux de
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restitution d’énergie dans le pli et de l’interface possèdent généralement des va-
leurs différentes. En effet, ces deux phénomènes ne résultent pas forcément du même
mécanisme. Une fissure matricielle engendrée dans le pli est le résultat de la percola-
tion des microfissures présentes dans la matrice ou à l’interface fibre/matrice, alors que
le délaminage se traduit par le déchirement de la matière entre deux plis dans un stratifié.
Toutefois, l’identification des taux de restitution d’énergie dans le pli nécessite un proto-
cole expérimental plus complexe que celui de l’interface ; il est donc difficile d’identifier
proprement ces valeurs. Par conséquent, il apparaı̂t raisonnable de supposer que les taux
de restitution d’énergie critiques dans le pli sont égaux à ceux de l’interface. Par contre,
les taux de restitution d’énergie relatifs au splitting sont censés avoir les mêmes valeurs
que ceux de la fissuration dans le pli car ces deux phénomènes se forment de la même
nature [Ladevèze et al., 2017].

TABLE 3.2: Paramètres matériau du composite T300/914C
pour le modèle de l’interface

Délaminage
GIc 0.22 Nmm−1 [Soden et al., 1998]
GIIc,GIIIc 0.8 Nmm−1 supposé
σc

I,i 75 MPa [Wisnom et Chang, 2000]
ai 0.5 [Daghia et Ladevèze, 2013]

Splitting
GIc 0.17 Nmm−1 [Kortschot et al., 1991]
GIIc,GIIIc 0.493 Nmm−1 [Kortschot et al., 1991]
σc

I,s 75 MPa [Wisnom et Chang, 2000]
ai 0 calculé

1.2.1 Simulations numériques avec la version sans split du mésomodèle

Les simulations numériques sur les plaques croisées à double entailles avec la
version classique du mésomodèle mettent en évidence la faiblesse de cette dernière.
Concrètement, le mésomodèle classique peine à reproduire avec précision les zones de
localisation d’endommagement (splitting) conduisant à une mauvaise représentation de
l’effet de soulagement de contraintes associé au splitting à 0◦ ; par conséquent la rup-
ture finale des structures due à celle des fibres se produit numériquement de manière
prématurée. En effet, le mésomodèle basé sur la description homogène suppose que la
fissuration matricielle apparaı̂t comme un réseau de fissures localement quasi-périodique
caractérisé par une densité de fissuration sans dimension. Les variables d’endommage-
ment associées au phénomène de fissuration sont alors fonction de la densité de fissura-
tion par l’intermédiaire d’un processus d’homogénéisation [Ladevèze et Lubineau, 2001].
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Ces fonctions d’homogénéisation impliquent que les variables d’endommagement n’at-
teignent jamais la valeur critique égale à 1 même lors de la saturation.

Afin de ne pas toucher aux hypothèses fondamentales du mésomodèle, une nouvelle
stratégie a été proposée par [Ladevèze et al., 2017, Bainier, 2018]. L’idée est de détecter
l’apparition des fissures du splitting et de les modéliser en utilisant les éléments cohésifs.
La figure 3.2 présente les cartes de détection de splitting pour une éprouvette entaillée
[90/0]s au moment où le critère de splitting est vérifié pour la première fois. Sur ces
cartes, on représente un champ du ratio de la densité de fissuration en cisaillement sur la
densité de fissuration totale supérieure ou égale à 0.2. Rappelons que la densité est définie
sans dimension. Il est montré sur les cartes de détection que le ratio en question est nul
dans le pli à 90◦ et non nul en front de l’entaille en V dans le pli à 0◦.
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FIGURE 3.2: Calcul de détection de splitting [Le et al., 2018]

Par la suite, des éléments cohésifs sont introduits le long de la direction des fibres
dans le pli à 0◦ comme l’illustre la figure 3.2. Les éléments sont positionnés au front de
l’entaille en V et sont orthogonaux dans le plan du pli pour représenter précisément une
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fissure de splitting et son effet de relâchement de contraintes.
La figure 3.3 illustre l’ouverture de la fissure de splitting dans le pli à 0◦ à l’aide de

la visualisation de la variable d’endommagement associée au Mode I de l’interface. Cette
propagation va provoquer naturellement le délaminage sur l’interface 90◦/0◦.
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FIGURE 3.3: Illustration de la propagation de la fissure du splitting dans le pli à 0◦ pour
l’empilement [90/0]s [Le et al., 2018]

Le positionnement du split décelé par le critère de splitting est en concordance avec
l’expérience. Toutefois, pour les séquences d’empilement composées de plus de deux
couches, les essais de Kortschot et al. ne permettaient pas de révéler s’il y a des splits à
0◦ dans les plis à 0◦ extérieurs.

1.3 Version � split� du mésomodèle : confrontation avec l’expérience
La prédiction fiable de la contrainte à rupture nécessite de déterminer la bonne valeur

de la longueur caractéristique relative au gradient d’endommagement. Il est à rappeler que
le modèle d’endommagement avec gradient est implémenté dans le logiciel SAMCEF et
régit la rupture des fibres par la délocalisation de la force thermodynamique associée.
La figure 3.4 montre la variation de la contrainte à rupture en fonction des différentes
dimensions géométriques du stratifié [90/0]s et de la longueur caractéristique du gradient
de force thermodynamique sens fibre. Toutes les configurations dont le mode de rupture à
l’échelle structurale est dominé par la rupture des fibres permettent d’identifier la longueur
caractéristique à l’aide de simulations numériques. On considère cette longueur comme
étant une constante matériau. À partir des données sur la figure 3.4, la valeur de 0.35mm
est prise comme référence pour la longueur caractéristique. Cette valeur est utilisée pour
les calculs numériques de validation.
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FIGURE 3.4: Identification de la longueur caractéristique du gradient de contrainte à
l’aide de simulations numériques

Afin de démontrer la pertinence de la version split du mésomodèle, les courbes
contrainte/déformation issues des deux approches du mésodèles sont confrontées à la
contrainte à rupture obtenue expérimentalement pour une éprouvette [90/0]s à double
entailles de largeur de 20mm comme l’indique la figure 3.5. La courbe bleue correspond
à la version classique du mésomodèle et la courbe rouge est relative à la version split
du mésomodèle. La comparaison fait apparaı̂tre que l’ éprouvette entaillée qui intègre
le comportement de splitting tient plus longtemps les efforts dans des proportions non
négligeables, aux alentours de 30%. En plus, la contrainte à rupture issue de l’approche
split se trouve correctement dans l’intervalle de la contrainte à rupture obtenue par les
essais.
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FIGURE 3.5: Comparaison des deux approches pour la plaque [90/0]s à double entailles
de 20mm de large

2 Analyses des résultats

En vue du dimensionnement, il est important que le mésomodèle soit capable de re-
produire les effets d’échelle dans le plan de l’éprouvette et les effets dus aux différentes
séquences d’empilement. Dans [Kortschot et Beaumont, 1990a], il a été montré qu’il
existe un fort lien entre le dernier état de la zone d’endommagement et la contrainte à
rupture de la structure ; en conséquence on s’intéresse ici aux cartes d’endommagement
juste avant l’amorçage de la rupture des fibres.

2.1 Effets des dimensions dans le plan
• Contraintes à rupture
La figure 3.6 montre les valeurs des contraintes à rupture expérimentales et prédites

correspondantes aux stratifiés [90/0]s avec l’augmentation homothétique des dimensions
dans le plan (longueur, largueur et la taille de l’entaille) afin d’étudier les effets d’échelle
dans le plan. Les contraintes à rupture issues de la nouvelle approche � split � du
mésomodèle sont marquée par les croix en rouge alors que celles de l’approche clas-
sique du mésomodèle sont marquées par les croix en bleu. On peut constater une di-
minution des contraintes à rupture lors de l’augmentation des dimensions dans le plan.
Il est à noter que le rapport entre la taille de l’entaille et la largeur de l’éprouvette est
conservé constant, c’est-à-dire les propriétés de rupture ne dépendent que la taille de l’en-
taille selon la mécanique élastique linéaire de la rupture. La version split peut reproduire
précisément la diminution des contraintes à rupture qui se trouvent dans les intervalles de
l’expérience. Par contre, la contrainte à rupture pour la plaque de 2.5mm de large obtenue
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par l’approche classique ne s’inscrit pas dans la tendance de réduction de contraintes à
rupture lors de l’augmentation des dimensions dans le plan.
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FIGURE 3.6: Contraintes à rupture des deux approches du mésomodèle avec l’augmen-
tation homothétique bidimensionnelle de la taille de l’entaille du stratifié [90/0]s en com-

paraison avec l’expérience

• Évolution de l’endommagement
La figure 3.7 présente les cartes d’endommagement au voisinage de l’entaille en V

obtenues des simulations numériques par l’approche split du mésomodèle ; elles sont cor-
respondantes aux différentes tailles de l’entaille lors de l’augmentation homothétique des
dimensions dans le plan. Il est à noter que par manque de l’espace les cartes ne sont pas sur
la même échelle ; cependant elles sont comparables en normalisant les quantités d’intérêt
par rapport à la taille de l’entaille en V correspondante. L’ouverture de la fissure de split-
ting dans le pli à 0◦ est marquée par une ligne noire. Ces cartes sont confrontées aux pat-
terns d’endommagement obtenus expérimentalement par la technique de X-radiographie
réalisée dans les essais. On peut observer, sur les cartes d’endommagement numériques, la
reproduction des mécanismes d’endommagement tels que le splitting à 0◦, le délaminage
et la fissuration ; la description de la physique est donc respectée. Il est à noter qu’avec
la croissance homothétique des dimensions dans le plan, la zone extensive de l’endom-
magement devient plus faible, c’est-à-dire que le rapport de la longueur de la fissure de
splitting sur la taille de l’entaille diminue. En outre, avec l’augmentation de la taille de
l’entaille, la concentration des contraintes devient plus sévère. Le développement de l’en-
dommagement n’a pas eu le temps de se propager, ce qui entraı̂ne de manière plus rapide
l’intervention de la rupture des fibres et cela explique la réduction de la contrainte à rup-
ture au niveau structural lors de la montée en échelle. La simulation numérique reproduit
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donc avec précision l’évolution de l’endommagement observée dans les essais.
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<latexit sha1_base64="hF/uVtltuEVrhy3aow0gccR+KGw="></latexit>

Délaminage et le splitting à 0�
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FIGURE 3.7: Endommagements sous-crtitiques des deux approches du mésomodèle avec
l’augmentation homothétique bidimensionnelle de la taille de l’entaille du stratifié [90/0]s

en comparaison avec l’expérience

2.2 Effets dus à la séquence d’empilement

• Contraintes à rupture
On maintient les caractéristiques géométriques ; le comportement à rupture peut être

varié par le changement de séquences d’empilement. La figure 3.8 présente les valeurs des
contraintes à rupture expérimentales et numériques en fonction de différentes séquences
d’empilement. Les contraintes à rupture prédites issues de l’approche classique sont
marquées par les croix en bleu et ceux de l’approche split sont marquées par les croix
en rouge. Il est à rappeler que l’investigation de la détection des splits révèle la fissure de
splitting seulement dans le pli central à 0◦. En effet, la présence du splitting dans les plis
à 0◦ reste discutable. Dans [Kortschot et Beaumont, 1991], le protocole expérimental ne
permet pas de déterminer la présence ou non des splits dans chaque pli à 0◦ ; les auteurs se
sont contentés de postuler l’hypothèse que les splits de même longueur apparaissent dans
tous les plis 0◦. Ainsi, ce point ne peut faire l’objet de la validation. Par ce fait, l’insertion
des éléments d’interface associés au splitting ne se fait que dans le pli central à 0. Sur
la figure 3.8, on peut voir qu’à la différence de l’approche classique, l’approche split du
mésomodèle donne une bonne prédiction des contraintes à rupture par rapport aux essais.
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Contrainte à rupture moyenne σf avec barre d’erreur [Kortschot et al.,1990]
Version split du mésomodèle
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FIGURE 3.8: Contraintes à rupture des deux approches du mésomodèle pour les effets
dus aux séquences d’empilement en comparaison avec l’expérience

La séquence d’empilement symétrique [90/0]s est prise comme référence et on désigne
le sous-laminé par [90/0] ; il est la base des séquences d’empilement considérées ici. Lors-
qu’un stratifié se construit par répéter de manière symétrique les paquets du sous-laminé
dans l’épaisseur de l’éprouvette, la contrainte à rupture est réduite ; cela se traduit par
le fait que l’extension du splitting à 0◦ peine à se développer, l’effet de relâchement de
contrainte est alors plus faible. On étudiera ci-dessous ce phénomène par l’analyse des
cartes d’endommagement.
• Évolution de l’endommagement
Les analyses peuvent se décomposer en deux parties selon la mise en place des

séquences d’empilement :
– soit par répétition symétrique du sous-laminé de base ([90/0]) tout en conser-

vant l’épaisseur fine du pli ; les séquences d’empilement concernées sont [90/0]s,
[90/0]2s et [90/0]4s. Cette configuration permet de mettre en avant l’effet de l’aug-
mentation du nombre de plis sur le processus d’endommagement. Cet effet réduit
considérablement le développement des endommagements dont le splitting à 0◦

conduisant forcément à la diminution de la contrainte à rupture. Revenons sur la fi-
gure 3.8, on peut voir que la contrainte à rupture de l’empilement [90/0]s est la plus
élevée parmi les trois séquences considérées, puis l’empilement issu à la répétition
symétrique du sous-laminé [90/0] d’un facteur de 4 se rompt à la contrainte à rup-
ture la plus faible ; cela s’explique par la réduction de l’effet de relâchement de
contraintes associé au splitting à 0◦ lors de l’augmentation du nombre de plis.

– soit par épaississement de facteur de 2 pour les plis du paquet de base et
puis par répétition symétrique du nouveau sous-laminé ; les séquences d’empi-
lement concernées donc sont [90/0]s, [902/02]s et [902/02]2s. La mise en place de
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l’épaisseur plus épaisse favorise le processus de l’endommagement. C’est pour
cette raison la contrainte à rupture de l’empilement [902/02]s se retrouve, sur la
figure 3.8, la plus importante parmi les éprouvettes testées pour les effets dus
à la séquence d’empilement. Cependant, la répétition symétrique de l’empile-
ment [902/02]s met en avant l’effet contraignant de l’épaisseur ; ce qui réduit la
contrainte à rupture pour l’empilement [902/02]2s.

La figure 3.9 montre les cartes d’endommagement au voisinage de l’entaille pour la
répétition symétrique de 2 fois et 4 fois du sous-laminé [90/0] afin d’obtenir les empi-
lements [90/0]2s et [90/0]4s. Il est à rappeler que les caractéristiques géométriques sont
conservées constantes. Les cartes d’endommagement sont rendues sur la même échelle.
La simulation numérique est capable de reproduire la diminution de l’extension de l’en-
dommagement lors de la répétition du sous-laminé. Le rapport de la longueur du splitting
sur la taille de l’entaille est fortement plus faible que celui pour l’empilement de référence
[90/0]s.
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FIGURE 3.9: L’évolution des endommagements au voisinage de l’entaille pour la
répétition du sous-laminé [90/0] en comparaison avec l’expérience

La figure 3.10 présente les cartes d’endommagement au voisinage de l’entaille en V
pour l’empilement de référence [90/0]s et les deux autres empilements : [902/02]s corres-
pondant à l’épaississement des plis et [902/02]2s correspondant à la répétition du sous-
laminé après l’épaississement des plis. Par analogie avec la figure 3.9, les caractéristiques
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géométriques sont constantes et les cartes d’endommagement sont rendues sur la même
échelle. On peut constater qu’une intensité importante de l’endommagement sur les cartes
de l’empilement [902/02]s, ce qui est en concordance avec les essais et l’effet d’épaisseur
du pli. Cependant, après la répétition symétrique de la séquence [902/02], l’évolution de
l’endommagement réduit drastiquement ; la description numérique respecte rigoureuse-
ment la physique observée.
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Splitting à 0�(vue 3D)
<latexit sha1_base64="dbDmFBdksPlUBcV/ZngsEfzHUZQ="></latexit>

Expérience
<latexit sha1_base64="7DHbXI8Id78lr1ST/mge7h2BMIA="></latexit>

FIGURE 3.10: L’évolution des endommagements au voisinage de l’entaille pour
l’épaississement des plis ([902/02]s) et la répétition symétrique du sous-laminé [902/02]

en comparaison avec l’expérience

2.3 Analyse du gradient de contraintes

Dans cette partie, on analyse l’évolution de l’endommagement en fonction de la
contrainte pour s’assurer que les endommagements simulés sont en relation rigoureuse
avec ceux d’essais lors de l’évolution de la contrainte et pour comprendre comment le
splitting à 0◦ influence sur le gradient de contrainte sens fibres au front de l’entaille en V.

La figure 3.11 présente les principaux mécanismes d’endommagement dans un stra-
tifié à double entailles [90/0]s chargé en traction à 300MPa. L’ouverture du splitting à 0◦

est marquée par une ligne noire. Les endommagements simulés sont confrontés aux ceux
obtenus par la technique X-radiographique réalisée dans les essais. Sur la figure 3.11, on
peut constater la fissure de splitting dans le pli à 0◦, la fissuration transverse dans le pli à
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90◦ et le délaminage de l’interface 90◦/0◦. À 300MPa, la zone sombre sur la carte d’essais
est relativement faible : la longueur du splitting est à peu près de la taille de l’entaille et la
zone de forme triangulaire du délaminage est petite. Ces caractéristiques sont précisément
capturées par la simulation numérique avec la version split du mésomodèle.
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FIGURE 3.11: Les endommagements dans le stratifié [90/0]s chargé en traction à 300MPa

La figure 3.12 montre les endommagements lorsque le stratifié est chargé à 400MPa.
Sur la carte d’essais, la zone sombre d’endommagement devient nettement plus large. La
longueur de splitting à 0◦ se propage et atteint à peu près de la taille doublée de l’entaille
en V. La propagation du splitting est accompagnée par le délaminage de forme triangulaire
sur l’interface 90◦/0◦. En même temps, le délaminage se propage vers le centre du stratifié.
En plus, la fissuration dans le pli à 90◦ se développe de manière plus dense également vers
le centre de l’éprouvette.

La figure 3.13 présente le champ de contrainte sens fibre σ11 au front de l’entaille en
V. Les résultats montrent que contrairement au mésomodèle classique, le phénomène de
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relâchement de contraintes du à l’ouverture du splitting à 0◦ est correctement capturé par
la version split du mésomodèle.
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FIGURE 3.12: Les endommagements dans le stratifié [90/0]s chargé en traction à 400MPa
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Sens fibre

FIGURE 3.13: Relâchement du gradient de contraintes associé au splitting à 0◦
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traction : analyse et validation du mésomodèle

2.4 Propagation de la rupture des fibres
Cette partie présente des résultats relatifs à la propagation brutale de la rupture des

fibres afin de comprendre comment se comporte les autres endommagements vis-à-vis
ce type de rupture. Rappelons que l’initiation et la propagation de la rupture des fibres
conduisent, dans la majorité des cas, à la ruine totale des stratifiés. On s’intéresse ici trois
séquences d’empilement : [90/0]s, [902/02]2s et [90/0]4s pour observer la phase finale de
l’endommagement. Cette dernière se traduit par la redistribution de contraintes dans tout
le stratifié et cela se produit de manière fortement rapide. Le protocole expérimental mis
en place par [Kortschot et Beaumont, 1990a, Kortschot et Beaumont, 1991] ne permet pas
d’observer proprement la ruine finale des stratifiés. Cependant, cette phase catastrophique
peut être qualitativement interprétée par l’observation du faciès de rupture.

La figure 3.14 présente les cartes de la fissuration dans le pli à 90◦ et de la rupture des
fibres dans le pli à 0◦ lors de la ruine finale de l’éprouvette [90/0]s à double entailles en V
de 9.25mm de long.
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<latexit sha1_base64="Qusi1jkNu7R8Bo5TJGxMx4I8U3s="></latexit>

FIGURE 3.14: L’évolution des endommagements lors de la ruine totale du stratifié [90/0]s

Les cartes d’endommagement sont sorties en trois niveaux de la chute de charge res-
pectivement associés à l’initiation, à la propagation intermédiaire et à la propagation finale
de la rupture des fibres dans le pli à 0◦ comme il a été montré sur la figure 3.14. Une fois
l’initiation, la rupture des fibres se propage immédiatement de manière brutale conduisant
à la redistribution rapide de contraintes dans le stratifié. En conséquence, le pli à 90◦ su-
bissent la majorité du chargement appliqué, ce qui entraı̂ne la fissuration dans le pli à 90◦.
Au niveau intermédiaire de la chute de charge, on peut voir la fissuration transverse dans le
pli à 90◦ se propage brusquement selon la direction perpendiculaire à celle du chargement
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de traction. À la fin de la propagation de la rupture des fibres dans le pli à 0◦, le stratifié
se rompt totalement ; la fissuration dans le pli à 90◦ traverse entièrement la largeur du
stratifié et atteint la saturation. La modélisation homogène de la fissuration transverse ne
permet pas aux variables d’endommagement associées d’atteindre la valeur critique qui
vaut 1, voire à saturation. C’est pour cette raison que la courbe contrainte/déformation
globale n’arrive pas à l’annulation totale et elle a propension de reprendre le chargement.

La figure 3.15 concerne l’éprouvette [902/02]2s à double entailles en V de 5mm de
long. Elle présente les cartes de fissuration transverse dans les plis à 90◦ et de la rupture
des fibres dans les pli à 0◦ lors de la ruine totale du stratifié [902/02]2s. Les cartes sont
issues de la version � split � du mésomodèle. La rupture des fibres s’initie tout d’abord
dans le pli à 0◦ � extérieur �. Cette initiation entraı̂ne une petite chute de charge, et puis
la structure revient stable et continue à subir le chargement, ce qui entraı̂ne, au fur et à
mesure du chargement, la propagation de la rupture des fibres dans le pli à 0◦ � extérieur�.
Il est à noter que suite à la ruine totale du pli à 0◦ � extérieur �, les contraintes sont
redistribuées sur les autres plis restants dont les plis à 90◦ conduisent à la fissuration
d’une intensité intense au travers de la largeur entière du stratifié et donc au délaminage.
Ceci explique le faciès � rustique � de rupture. Lorsque le pli à 0◦ � extérieur � se rompt
totalement, la structure peut encore subir la charge jusqu’à un certain niveau du fait de la
redistribution de contraintes dans le stratifié. Enfin, l’initiation et la propagation brusque
de la rupture des fibres dans le pli à 0◦ central entraı̂ne la ruine totale de la structure.
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FIGURE 3.15: L’évolution des endommagement lors de la ruine totale du stratifié
[902/02]2s
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La figure 3.16 présente les cartes d’endommagement de la fissuration dans les plis
à 90◦ et de la rupture des fibres dans les pli à 0◦ lors de la propagation de la rupture
des fibres dans l’éprouvette [90/0]4s à double entailles en V de 5mm de long. Les cartes
d’endommagement sont sorties respectivement à l’initiation et la propagation finale de la
rupture des fibres. Par analogie avec l’éprouvette [902/02]2s, la rupture des fibres s’initie
en premier également dans le pli à 0◦ le plus proche de l’extérieur. Cette initiation est
immédiatement accompagnée par celle de tous les autres plis à 0◦. Ensuite, la propaga-
tion brusque se produit simultanément dans les plis à 0◦. Le support du chargement est
transfert sur les plis à 0◦, ce qui entraı̂ne la propagation brutale de la fissuration au travers
de la largeur des plis à 90◦.
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Déformation (%)

0

50

100

150

200

250

300

C
on

tr
ai
nt
e
(M

P
a)

df
<latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit>

df
<latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit>

df
<latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit>

df
<latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit>

df
<latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit><latexit sha1_base64="bLtPUionYB52E+emQuOdzKtkOdE="></latexit>

⇢
<latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit><latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit><latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit><latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit>

⇢
<latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit><latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit><latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit><latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit>

⇢
<latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit><latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit><latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit><latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit>

⇢
<latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit><latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit><latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit><latexit sha1_base64="oi9EiQH/2wis06Taz7Pa6kPGgvM="></latexit>

[90/0]4s
<latexit sha1_base64="RByAb1zia6m0eV+iUBPwfH0yQDM="></latexit><latexit sha1_base64="RByAb1zia6m0eV+iUBPwfH0yQDM="></latexit><latexit sha1_base64="RByAb1zia6m0eV+iUBPwfH0yQDM="></latexit><latexit sha1_base64="RByAb1zia6m0eV+iUBPwfH0yQDM="></latexit>

2714244121691896162413511078806533261-12
�11(MPa)

0° 0°

New split approach Classical mesomodel approach

Fibre direction

0.070 0.14 0.21 0.28 0.35 0.42 0.49 0.56 0.63 0.7

2714244121691896162413511078806533261-12
�11(MPa)

0° 0°

New split approach Classical mesomodel approach

Fibre direction

0.10 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1

0{1}
<latexit sha1_base64="Hz4hHd7nlt+4SVHQHQSjVMBYwmM="></latexit>

90{1}
<latexit sha1_base64="HZgUYUcLOM/Osm+AA7fDcM9Q53Q="></latexit>

90{2}
<latexit sha1_base64="eGvtEQtY2GNgVvxHPzPdNPny6T0="></latexit>

90{3}
<latexit sha1_base64="ZC+OlDHJsuqmIDtMu2PkxrJaycE="></latexit>

90{4}
<latexit sha1_base64="JqadJ30wJwBnCSnwtD3/eAMzCP8="></latexit>

0{2}
<latexit sha1_base64="VULLlzJVuSRe9si4mSmafPP73Sg="></latexit>

0{3}
<latexit sha1_base64="jRo8Ey+adJrgd1CxHvk3TPQFLO8="></latexit>

0{4}
<latexit sha1_base64="E5/y39OFhzpIPaNLKgV4xRtgUO8="></latexit>

Centre

FIGURE 3.16: L’évolution des endommagement lors de la ruine totale du stratifié [90/0]4s

3 Une première analyse du modèle non local de la rup-
ture des fibres

Dans cette section, on analyse l’influence de la longueur caractérisque `c en fonction
de la taille de l’entaille en V et de la séquence d’empilement. Il peut arriver qu’une petite
variation de la longueur caractéristique `c entraı̂ne une faible différence de contraintes à
rupture. Cependant, dans la plupart des situations, une petite variation de la longueur ca-
ractéristique `c conduit à la variation importante de la contrainte à rupture . La figure 3.17
présente la contrainte à rupture en fonction de la longueur caractéristique et de l’aug-
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mentation homothétique de la taille de l’entaille en V. Il est montré sur la figure 3.17
que la sensibilité de la contrainte à rupture à la longueur caractéristique est croissante
avec l’augmentation de la taille de l’entaille, c’est-à-dire lorsque la taille de l’entaille de-
vient plus grande, la contrainte à rupture est plus sensible à la variation de la longueur
caractéristique.
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Contrainte à rupture moyenne σf avec barre d’erreur [Kortschot et al.,1990]
ℓc = 0.25mm ≈ 2× he (he épaisseur élémentaire du pli)
ℓc = 0.35 mm (référence)
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ℓc = 0.88mm ≈ 7× he

FIGURE 3.17: La variation de la contrainte à rupture en fonction de la longueur ca-
ractéristique et de différentes tailles de l’entaille en V pour l’empilement [90/0]s

Il en résulte la nécessité de calculer proprement les champs sens fibres dans le pli à 0◦

en présence du phénomène de splitting juste avant l’initiation de la rupture des fibres, ce
qui est reporté sur la figure 3.18 pour l’empilement [90/0]s. Il est montré que le gradient de
contraintes devient plus fort lorsque la plaque est plus grande de manière homothétique.
C’est pourquoi l’effet de gradient est plus sensible à la longueur caractéristique. Le split-
ting à 0◦ a propension à lisser le champ de contrainte au niveau de la concentration
de contraintes. La plus petite éprouvette présente le plus grand ratio de la longueur du
splitting sur la taille de l’entaille. On peut constater que le gradient de contrainte a ten-
dance à atténuer et le champ de contrainte sens fibre devient plus homogène. Il est à
noter que le modèle d’endommagement avec gradient n’a aucun effet sur un champ de
contraintes homogène ; par conséquent, l’influence du gradient caractérisée par la lon-
gueur caractéristique diminue.

La figure 3.19 montre le champ de contraintes sens fibre dans les plis centraux
à 0◦ pour les deux empilements [90/0]s et [90/0]4s avec les mêmes caractéristiques
géométriques. Les cartes sont rendues sur la même échelle. L’ouverture du splitting à
0◦ est marquée par la ligne noire. On peut constater que le gradient de contrainte sens
fibre dans le pli à 0◦ pour l’empilement [90/0]4s est beaucoup plus fort que [90/0]s. Cela
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peut s’expliquer la diminution du processus d’endommagement du aux effets de l’aug-
mentation du nombre des plis qui sont étudiés profondément dans le chapitre 4. En effet,
la fissure de splitting de [90/0]s est plus longue que celle de [90/0]4s.
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FIGURE 3.18: Champ de la contrainte sens fibre dans le pli à 0◦ juste avant l’amorçage
de la rupture des fibres en fonction de la taille de l’entaille en V
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FIGURE 3.19: Champ de la contrainte sens fibre dans le pli à 0◦ juste avant l’amorçage
de la rupture des fibres pour les deux empilement [90/0]s et [90/0]4s
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Chapitre 4

Comportement et endommagements de
plaques trouées soumises à la traction :

analyse et validation du mésomodèle

Ce chapitre porte sur la validation de l’approche � splits � du
mésomodèle LMT de manière à confronter ses prédictions aux
relevés expérimentaux issus d’une campagne d’essais de
traction réalisée sur des plaques trouées dans la littérature.

Dans ce chapitre, on réalise une campagne numérique en lien rigoureux avec celle
d’essais réalisée dans [Green et al., 2007, Hallett et al., 2009b, Hallett et al., 2009c] à
l’aide de simulations numériques avec le mésomodèle. Par analogie avec le chapitre 3, la
version classique du mésomodèle est employée dans un premier temps pour la détection
de splitting dans le stratifié. Ensuite, la version split du mésomodèle est utilisée pour cap-
turer précisément la zone de forte localisation associée au splitting. Contrairement aux
éprouvettes étudiées dans le chapitre 3 dont la ruine est dominée par la rupture des fibres,
un nombre significatif des éprouvettes testées par [Green et al., 2007] se manifestent un
mode de rupture de type � délaminage �. La reproduction avec précision de ce mode de
rupture est l’objet majeur des études réalisées dans ce chapitre.
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1 Modélisation numérique

1.1 Maillages multi-échelles
La création de maillages et les simulations numériques sont effectuées avec le

code SAMCEF. Alors que la géométrie est symétrique, l’empilement ne l’est que dans
l’épaisseur ; par conséquent le modèle numérique ne peut se simplifier qu’en une moitié
de plaque trouée dans l’épaisseur avec les conditions aux limites illustrées sur la fi-
gure 4.1. Le schéma numérique employé est implicite. Le modèle d’éléments finis se
décompose en 3 zones : une zone centrale dite � endommageable � comportant le trou
et deux zones dites � homogènes � qui se situent aux deux bouts de la plaque (voir
la figure 4.1). Cette décomposition permet à la fois un gain de temps et de sauvegarde
des données car nous ne disposons pas de la licence SAMCEF pour réaliser les calculs
parallèles. La zone centrale est composée d’éléments finis hexaédriques du second de
degré du comportement endommageable. La taille des éléments est contrôlée à l’ordre
de grandeur de l’épaisseur du pli élémentaire ; chaque couche comporte un seul élément
dans son épaisseur. Les couches sont séparées par des interfaces cohésives d’épaisseur
nulle représentant le délaminage. Au cas de l’introduction du splitting, le concept est
de disposer les 3 noeuds en chaque point d’intersection entre l’interface et le split. De
cette manière, deux d’entre eux permettent de modéliser l’ouverture du splitting ; ils sont
reliés au noeud restant appartenant à l’autre couche par des éléments d’interface per-
mettant de réaliser naturellement le couplage splitting/délaminage. Cette technique a été
aussi utilisée par [Wisnom et Chang, 2000, Hallett et Wisnom, 2006, Hallett et al., 2008,
Hallett et al., 2009a, Wisnom, 2010, Xu et al., 2015] pour représenter le délaminage, le
splitting ainsi que leur couplage. Les deux zones aux extrémités de la plaque sont, quant
à elles, composées d’éléments élastiques et homogènes basés sur la théorie classique des
stratifiés.

Éléments élastiques & 
homogènes du stratifié

Éléments endommageables 
et interfaces

8D
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Z

Traction

FIGURE 4.1: Décomposition de différentes zones d’éléments finis

La majorité de degrés de liberté sont issues de la zone centrale où les mécanismes de
dégradation sont modélisés. La zone est caractérisée par une longueur de 8 fois le diamètre
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du trou. Cette longueur a été vérifiée comme étant suffisamment large pour reproduire les
endommagements d’une intensité importante. Toutefois, la zone centrale peut être réduite
si l’intensité de la dégradation n’est pas importante et l’endommagement est confiné aux
abords du trou (voir la figure 4.2a). Il s’agit du cas des plaques trouées appartenant à la
série à plis fins, notamment des grandes éprouvettes composées d’une trentaine de plis.
La mise en place de la décomposition du modèle numérique ne permettant pas de repro-
duire le délaminage recouvrant la totalité de la zone utile, on contente donc d’étudier la
première chute de charge associée à la propagation brutale du délaminage de la bordure
du trou vers les bords libres de la plaque. Un modèle entier du comportement endomma-
geable a été mis en place pour l’éprouvette composée de l’empilement [454/904/-454/04]s
et munie du plus petit diamètre du trou afin d’étudier le délaminage intense de l’inter-
face -45◦/0◦ après la première chute de charge (voir la figure 4.2b). Le temps de calcul
varie d’une vingtaine d’heures (1 CPU) pour les plus petites éprouvettes composées de
moins d’une dizaine de plis (≈ 150000 degrés de liberté) à un mois (1 CPU) pour les
plus grandes éprouvettes composées d’une trentaine de plis (≈ 400000 degrés de liberté).
Il est à noter que la taille des éléments finis à l’ordre de grandeur de l’épaisseur du pli
élémentaire n’est pas strictement respectée pour les plus grandes plaques munies d’un
trou dont le diamètre est de 12.7mm et 25.4mm. Le respect rigoureux de la taille des
éléments peut conduire à plus d’un million de degrés de liberté ; cela se répercute sur le
temps de calcul et la sauvegarde des données sur les disques de stockage.

4D
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FIGURE 4.2: a) Le maillage dont la zone centrale est réduite - b) Le maillage entier des
éléments endommageables
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Le modèle numérique a été conçu de sorte que les arêtes du certain nombre d’éléments
finis soient alignées avec les différentes orientations utilisées dans les empilements et les
éléments finis concernés sont positionnés de manière à ce que les premiers côtés soient
tangents au trou (voir la figure 4.3). Ce type de maillage dans la zone centrale est identique
pour toutes les couches permettant aux splits éventuels de se propager aux endroits où
les concentrations de contraintes sont les plus importantes une fois le critère de splitting
vérifié ; par conséquent le relâchement de contraintes peut être modélisé.

X (0°)

Y

Z

FIGURE 4.3: Le maillage aligné de différentes orientations : 0◦, 45◦, -45◦ afin de
représenter les splits éventuels

De plus, afin d’éviter le délaminage ou l’ouverture du splitting de manière parasite et
non physique, des éléments cohésifs représentant le délaminage et le splitting ne sont pas
introduits sur la première bande d’éléments finis tout à côté de la frontière entre la zone
centrale et la zone homogène comme il a été montré sur la figure 4.4.

Les éléments cohésifs ne sont pas introduits 
sur les deux bandes d’éléments à l’extrémité

FIGURE 4.4: Un exemple du délaminage dont les éléments cohésifs ne sont pas introduits
sur les deux bandes à chaque extrémité
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1.2 Paramètres matériau
Le matériau utilisé dans la campagne d’essais de traction est IM7/8552, les fibres IM7

sont en carbone et la matrice 8552 est une résine époxyde. Les paramètres matériau sont
reportés dans le tableau 4.1 pour le modèle du pli élémentaire. Les constantes d’élasticité
sont comnuniquées dans [Hallett et al., 2009b] dans le cadre de la campagne d’essais avec
l’hypothèse d’un comportement isotrope transverse. La majorité des paramètres d’en-
dommagement du mésomodèle se réfèrent à [Daghia et Ladevèze, 2013] pour le matériau
IM7/8552 dans le cadre du WWFE-III.

TABLE 4.1: Paramètres matériau du composite IM7/8552
pour le modèle du pli

Élasticité du pli
E◦1 161 GPa [Hallett et al., 2009b]
E◦2 ,E

◦
3 11.4 GPa [Hallett et al., 2009b]

G◦12,G
◦
13 5.17 GPa [Hallett et al., 2009b]

G◦23 3.98 GPa [Hallett et al., 2009b]
ν12,ν13 0.32 [Hallett et al., 2009b]
ν23 0.436 [Hallett et al., 2009b]

Endommagement diffus
Y◦ 0 MPa [Daghia et Ladevèze, 2013]
Yc 12 MPa [Daghia et Ladevèze, 2013]
b2 2.14 supposé
b3 0.5 [Daghia et Ladevèze, 2013]

Fissuration transverse
Gc

I 0.2 Nmm-1 [Daghia et Ladevèze, 2013]
Gc

II,G
c
III 0.8 Nmm-1 [Daghia et Ladevèze, 2013]

ρs 0.7 [Daghia et Ladevèze, 2013]
h 0.56 mm [Daghia et Ladevèze, 2013]

Endommagement des fibres
Y t

d f
21.7 MPa [Daghia et Ladevèze, 2013]

Y c
d f

8.7 MPa [Daghia et Ladevèze, 2013]
α+ 8 [Daghia et Ladevèze, 2013]
α− 11
k 0 supposé

Longueur caractéristique de la rupture de fibres
`c 0.35 supposé

Plasticité
R◦ 60 MPa [Daghia et Ladevèze, 2013]
Rp 1000 MPa [Daghia et Ladevèze, 2013]
α 0.54 MPa [Daghia et Ladevèze, 2013]
a 0.67 MPa [Daghia et Ladevèze, 2013]
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Le tableau 4.2 reporte les paramètres matériau IM7/8552 pour le modèle de l’in-
terface. Les taux de restitution d’énergie de l’interface se réfèrent à [Abisset, 2012,
Daghia et Ladevèze, 2013] dans lesquels on suppose que les taux de restitution d’énergie
critiques relatifs à une fissure matricielle intralaminaire (splitting ou fissuration trans-
verse) sont égaux à ceux de l’interface. Cependant, [Ladevèze et al., 2017] estime que les
taux de restitution d’énergie critiques intralaminaires sont à 80% de ceux de l’interface
du fait de leurs différents mécanismes physiques.

TABLE 4.2: Paramètres matériau du composite IM7/8552
pour le modèle de l’interface

Délaminage
GIc 0.2 Nmm-1 [Daghia et Ladevèze, 2013]
GIIc,GIIIc 0.8 Nmm-1 [Daghia et Ladevèze, 2013]
σc

I,i 50 MPa supposé
ai 0.5 [Daghia et Ladevèze, 2013]

Splitting
GIc 0.2 Nmm-1 supposé
GIIc,GIIIc 0.8 Nmm-1 supposé
σc

I,s 50 MPa supposé
ai 0 calculé

2 Positionnement de splits : comparaison avec
l’expérience

Les configurations réalisées dans les essais sont préalablement simulées avec le
mésomodèle classique afin de déceler les splits éventuellement initiés et leur position-
nement à l’aide du critère de splitting. Au vu du tableau présenté sur la figure 1.16, on
dispose de 18 configurations pour la famille de séquences d’empilement dont la forme
générale est [45m/90m/-45m/0m]ns avec les paramètres m et n = {1, 2, 4 ,8}. Cette fa-
mille se décompose en deux séries à plis fins (m fixé à 1 et n varié) et à plis épais
(m varié et n fixé à 1). Afin d’éviter de montrer les cartes de fissuration similaires, on
présente seulement la visualisation des stratifiés représentants des deux séries. Les stra-
tifiés représentants correspondent aux éprouvettes dont le diamètre du trou est le plus petit
et vaut 3.175mm.

– Pour la série à plis fins, les séquences d’empilement concernées sont
[45/90/-45/0]s, [45/90/-45/0]2s, [45/90/-45/0]4s, [45/90/-45/0]8s.
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– Quant à la série à plis épais, il s’agit de séquences d’empilement : [45/90/-45/0]s,
[452/902/-452/02]s, [454/904/-454/04]s, [458/908/-458/08]s. Toutefois, il apparaı̂t
que l’épaississement des plis donne des cartes de fissuration similaires ; par
conséquent seules les cartes de fissuration de l’empilement [45/90/-45/0]s sont
montrées en tant que représentant de la série à plis épais.
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FIGURE 4.5: Investigation numérique par le critère de splitting à l’aide du mésomodèle
classique pour le stratifié [45/90/-45/0]s muni d’un trou de diamètre de 3.175mm

La figure 4.5 concerne la plaque trouée de diamètre de 3.175mm et composée de
l’empilement [45/90/-45/0]s. Elle compare numériquement les cartes de fissuration due
au cisaillement avec les cartes de fissuration totale. On peut observer la fissuration due
au cisaillement seulement dans les plis à 0◦ et 45◦. La contribution des composantes de
cisaillement est à 100% dans les endroits où la direction de fibres est tangente au trou
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pour les plis à 0◦ et 45◦. Par contre, la contribution des composantes de cisaillement dans
les plis à 90◦ et -45◦ est nulle. La détection des splits à 0◦ et 45◦ est en concordance avec
les observations expérimentales. Les comparaisons des autres cartes de fissuration dans la
série à plis fins sont reportées dans l’annexe A.

Outre les deux séries ci-dessus, on considère les autres 4 configurations suite
à la permutation de l’ordre des plis qui peuvent se décomposer en 2 groupes :
[45/-45/90/0]s, [452/-452/902/02]s et [90/45/0/-45]s, [902/452/02/-452]s. Les configura-
tions ont été réalisées dans [Hallett et al., 2009b, Hallett et al., 2009c] et visent à étudier
les effets dus à la séquence d’empilement ainsi que les effets de l’épaisseur du pli.
Les éprouvettes composées de ces empilements sont munies d’un trou de 3.175mm de
diamètre.
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FIGURE 4.6: Investigation numérique par le critère de splitting à l’aide du mésomodèle
classique pour le stratifié [45/-45/90/0]s muni d’un trou de diamètre de 3.175mm
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La figure 4.6 concerne la plaque trouée de diamètre de 3.175mm et composée de
l’empilement [45/-45/90/0]s. Elle compare numériquement les cartes de fissuration due
au cisaillement avec les cartes de fissuration totale. On peut voir clairement que la contri-
bution due au cisaillement est à 100% dans les plis à 0◦ et 45◦ aux endroits où le sens des
fibres est tangent au trou, tandis que la contribution due au cisaillement est nulle dans les
plis à -45◦ et 90◦.
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FIGURE 4.7: Investigation numérique par le critère de splitting à l’aide du mésomodèle
classique pour le stratifié [452/-452/902/02]s muni d’un trou de diamètre de 3.175mm

La figure 4.7 concerne la plaque trouée de diamètre de 3.175mm et composée de
l’empilement [452/-452/902/02]s. Sur la confrontation des cartes de fissuration due au
cisaillement avec celles de fissuration totale de la figure 4.7, on peut constater que la
contribution due au cisaillement est à 100% dans les plis à 0◦, 45◦ et -45◦. À la différence
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de la figure 4.6, l’empilement [452/-452/902/02]s, qui est le résultat de l’épaississement de
l’empilement [45/-45/90/0]s, manifeste les endommagements d’une intensité plus élevée.
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FIGURE 4.8: Investigation numérique par le critère de splitting à l’aide du mésomodèle
classique pour le stratifié [90/45/0/-45]s muni d’un trou de diamètre de 3.175mm

La figure 4.8 concerne la plaque trouée de diamètre de 3.175mm et composée de
l’empilement [90/45/0/-45]s. Elle permet la confrontation des cartes de fissuration due au
cisaillement avec elles de fissuration totale. Sur la comparaison de la figure 4.8, la zone
d’endommagement est faible et confinée aux abords du trou dans les plis à 45◦, 0◦ et -45◦.
Cependant, on peut voir clairement la contribution à 100% due au cisaillement dans les
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plis à 0◦ et -45◦.
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FIGURE 4.9: Investigation numérique par le critère de splitting à l’aide du mésomodèle
classique pour le stratifié [902/452/02/-452]s muni d’un trou de diamètre de 3.175mm

La figure 4.9 concerne la plaque trouée de diamètre de 3.175mm et composée de
l’empilement [902/452/02/-452]s. Ce dernier est obtenu par épaississement de l’empile-
ment [90/45/0/-45]s d’un facteur de 2. L’intensité de l’endommagement est nettement plus
élevée que celle de l’empilement [90/45/0/-45]s dont l’épaisseur du pli est plus faible. Ba-
sant sur la confrontation des cartes de fissuration due au cisaillement à celles de fissuration
totale de la figure 4.9, la contribution 100 % due au cisaillement dans l’évolution de la
fissuration se retrouve dans les plis à -45◦, 0◦ et 45◦.

3 Validation de la version � split � du mésomodèle : effets
du dimensionnement

Cette section vise à étudier les trois effets élémentaires sur le processus de l’endom-
magement lors du dimensionnement des stratifiés :
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– les effets d’échelle des dimensions dans le plan observés lors de la mise en échelle
des dimensions dans le plan ;

– les effets dus à l’augmentation du nombre des plis de même épaisseur (ou plus
généralement les effets dus aux séquences d’empilement) observés lors de l’aug-
mentation du nombre de plis ou du changement de la séquence d’empilement ;

– les effets d’épaisseur du pli observés lors de l’épaississement des plis.
Les deux derniers effets sont liés à l’épaisseur du stratifié. Dans les essais de

[Green et al., 2007], la mise en échelle est effectuée en une dimension dans l’épaisseur
de l’éprouvette (en conservant les autres dimensions invariantes), en deux dimensions
dans le plan (en conservant l’épaisseur invariante) et en trois dimensions. Il est à remar-
quer que la mise en échelle en 2D et 3D est réalisée de manière homothétique. De plus, les
ratios du diamètre du trou sur la largeur et sur la longueur de l’éprouvette sont conservés
invariants pour mettre en évidence l’influence du développement d’endommagements
sous-critiques sur le comportement à rupture. Ces études résident dans la comparaison
détaillée des prédictions en termes de l’évolution des endommagements et la contrainte
à rupture aux résultats expérimentaux. Les deux séries de la famille de séquences d’em-
pilement [45m/90m/-45m/0m]ns (avec les paramètres m et n = {1, 2, 4 ,8}) sont étudiées.
Les analyses avec le critère de splitting révèlent que les splits s’initient et se propagent
seulement dans le pli central à 0◦ et le pli à 45◦ en surface de l’empilement. La mise en
place d’éléments cohésifs est effectuée uniquement dans les plis exposés à l’apparition du
splitting.

3.1 Couplage des effets dus à l’augmentation du nombre des plis et
effets des dimensions dans le plan

Cette partie porte sur les configurations à plis fins réalisées par [Green et al., 2007].
L’épaisseur élémentaire du pli est de 0.125mm. Dans un premier temps, on étudie seule-
ment les effets dus à l’augmentation du nombre des plis à l’aide de la montée en échelle
en 1D. Puis, les effets des dimensions dans le plan sont étudiés pour un cas de la série à
plis fins par la montée en échelle en 2D. Enfin, on étudie simultanément les deux types
d’effets avec la montée en échelle en 3D.

Montée en échelle en 1D Ce type de dimensionnement met en avant les effets dus à
l’augmentation du nombre des plis de même épaisseur. La montée en échelle en 1D est
réalisée par la répétition de la séquence de base d’un facteur n = {1, 2, 4, 8} sur la même
géométrie (figure 4.10). La figure 4.10 présente les contraintes à rupture obtenues à l’aide
de deux approches du mésomodèle. Les marqueurs en bleu désignent les contraintes à
rupture issues de la version classique alors que les marqueurs en rouge indiquent les
contraintes à rupture obtenues par la version split du mésomodèle. Les prédictions sont
comparées avec les résultats expérimentaux présentés dans [Green et al., 2007]. On peut
constater que les contraintes à rupture obtenues numériquement se retrouve correctement
dans l’intervalle des résultats expérimentaux. Le mésomodèle est donc capable de prédire
la propension de réduction des contraintes à rupture lors de l’augmentation du nombre
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des plis. Il est à noter que la différence de la contrainte à rupture entre les deux approches
� classique� et � split� du mésomodèle est faible ; cet écart diminue avec l’augmentation
du nombre des plis au moyen de la répétition symétrique de la séquence de base. Cela
s’explique par la diminution de l’intensité de l’endommagement. Cette intensité est loin
d’être suffisante pour provoquer l’effet de relâchement des contraintes, notamment à partir
de la répétition symétrique d’empilement d’un facteur de 2 comme l’indique la figure
4.10. Le rôle du splitting est donc réduit. C’est pour cette raison que la différence des
contraintes à rupture obtenues à l’aide des deux approches � classique � et � split � est
considérablement faible. Dans ce cas, le mésomodèle classique seul est suffisant pour
reproduire avec précision le comportement à rupture des éprouvettes.
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« Pull-out »

FIGURE 4.10: Contraintes à rupture issues de l’expérience et des deux approches du
mésomodèle au regard de la répétition symétrique de la séquence de base [45/90/-45/0]

pour les plaques trouées avec D = 3.175mm

En bref, ces effets dus à l’augmentation du nombre des plis réduisent
considérablement le développement d’endommagements sous-critiques ; par conséquent
les concentrations de contraintes ne sont pas atténuées et deviennent de plus en plus
sévères lors de l’augmentation du nombre des plis conduisant à une contrainte à rupture
plus faible.
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Montée en échelle en 2D Ce type de dimensionnement met en avant les effets d’échelle
des dimensions dans le plan. La montée en échelle en 2D est réalisée par augmentation
homothétique des dimensions dans le plan d’un facteur n = {1, 2, 4, 8} en conversant le
même empilement [45/90/-45/0]4s (figure 4.11). La figure 4.11 présente les contraintes à
rupture en fonction de l’augmentation homothétique des dimensions dans le plan pour les
éprouvettes composées de l’empilement [45/90/-45/0]4s. Il est à rappeler que les dimen-
sions dans le plan sont pilotées par le diamètre du trou car les ratios de la largeur et de
la longueur sur le diamètre du trou sont fixés (voir la figure 4.11). Les contraintes à rup-
ture sont issues des essais et simulations numériques. Concernant les plaques munies d’un
trou de 3.175mm et de 6.35mm, les simulations numériques avec les deux approches du
mésomodèle sont effectuées. En ce qui concerne les éprouvettes munies d’un grand trou
dont le diamètre est de 12.7mm et 25.4mm, seuls les calculs numériques avec la version
classique du mésomodèle sont réalisés pour un gain de temps. En plus, dans ce cas, la
différence des contraintes à rupture obtenues des deux approches est quasiment nulle du
fait que l’évolution d’endommagements sous-critiques est très faible. Il est à noter que
l’augmentation homothétique des dimensions dans le plan réduit l’intensité de l’endom-
magement aux abords du trou et ainsi l’effet de relâchement des contraintes n’est pas
prédominant dans les plis qui supportent la majorité du chargement.
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FIGURE 4.11: Contraintes à rupture issues de l’expérience et des deux approches du
mésomodèle en fonction de l’augmentation homothétique des dimensions planes en 2D

pour les éprouvettes composées de l’empilement [45/90/-45/0]4s
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Montée en échelle en 3D Il s’agit de la croissance homothétique des toutes les dimen-
sions du stratifié. L’augmentation de l’épaisseur du stratifié est assurée par la répétition de
la séquence de base ; donc l’épaisseur du pli est maintenue constante. Ce type de dimen-
sionnement met en avant les effets d’échelle et ceux de l’augmentation du nombre des plis.
Comme montré ci-dessus, les deux types d’effets ont un impact négatif sur l’évolution de
l’endommagement.
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Mésomodèle classique
Nouvelle approche du mésomodèle
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FIGURE 4.12: Contraintes à rupture issues de l’expérience et des deux approches du
mésomodèle par rapport à l’augmentation homothétique tridimensionnelle de facteurs de
2, 4 et 8. Le dimensionnement de l’épaisseur des éprouvettes considérées est effectué par

la répétition symétrique de la séquence de base.

La figure 4.12 présente les contraintes à rupture issues des résultats expérimentaux
et des deux approches du mésomodèle lors de la montée en échelle homothétique tri-
dimensionnelle. Les deux configurations à grandes tailles sont munies d’un trou de
diamètre de 12.7mm et 25.4mm et elles sont composée d’empilements de plus d’une
dizaine de plis : [45/90/-45/0]4s et [45/90/-45/0]8s. Le calcul numérique de ces deux confi-
gurations est fortement onéreux. Par ailleurs, du fait que les effets dus à l’augmentation
du nombre des plis et et l’augmentation des dimensions dans le plan sont tous mis en
avant dans ce type de dimensionnement, l’endommagement est fortement baissé. Il suffit
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donc d’utiliser la version classique du mésomodèle pour reproduire les essais de telles
configurations. Comme on peut le voir sur la figure 4.12, les marqueurs en bleu corres-
pondants à l’approche classique du mésomodèle pour les deux configurations à grandes
tailles donnent des contraintes à rupture proches des résultats expérimentaux.
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FIGURE 4.13: État de l’endommagement juste avant la ruine finale dans les plis à 45◦ et
90◦ en surface de structures par rapport à la montée en échelle à plis fins [45/90/-45/0]ns

Figure 4.13 présente l’état d’endommagements sous-critiques sur les deux plis à 45◦

et 90◦ en surface de l’empilement de manière superposée pour toutes les configurations
à plis fins. Les cartes d’endommagement sont visualisées au moment où la rupture des
fibres est à peine initiée dans un certain nombre de plis à 0◦. Les fissures de splitting
à 45◦ se trouvent dans le pli à 45◦ et sont marquées par des lignes en noir. La fissu-
ration dans le pli à 90◦ représentant un réseau quasi-périodique de fissures est quant à
elle modélisée de manière homogène avec la densité de fissuration qui varie de 0 à 0.7.
Lors de la montée en échelle à une dimension par répétition symétrique de la séquence
de base, le nombre de plis de même épaisseur augmente et l’intensité de l’endommage-
ment aux abords du trou est diminuée (voir la figure 4.13). Cela se traduit par la baisse
de la contrainte à rupture et la faible différence des contraintes à rupture issues des deux
approches du mésomodèle comme l’on peut le voir sur la figure 4.10. Lors de l’augmen-
tation homothétique des dimensions dans le plan, la zone d’endommagement est confinée
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aux abords du trou. La taille de la zone d’endommagement reste faible par rapport à
la celle des éprouvettes considérée. Des commentaires similaires peuvent être attribués
pour l’augmentation homothétique de toutes les dimensions. Une attention particulière
est portée sur la plus grande éprouvette dont la zone d’endommagement juste avant la
rupture des fibres est imperceptible sur la carte d’endommagement. En fait, cette zone est
confinée aux abords du trou et fortement petite par rapport à la taille de l’éprouvette.
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FIGURE 4.14: Rupture des fibres dans le stratifié [45/90/-45/0]2s avec D=6.35mm
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La figure 4.14 présente la ruine finale d’une configuration à plis fins. Cette dernière
correspond à une éprouvette munie d’un trou de 6.35mm de diamètre et composée de
l’empilement [45/90/-45/0]2s. Cet empilement est composé de 2 paquets de la séquence
de base. Les cartes d’endommagement de la rupture des fibres et de la fissuration sont
montrées en 3 niveaux de chute de charge. On peut constater que l’ouverture du splitting
ne se produit que dans le pli central à 0◦ et le pli à 45◦ en surface. La ruine du stratifié
commence par la rupture des fibres dans les deux plis à 0◦ comme il a été montré sur la
figure 4.14. Lors de la propagation de la rupture des fibres dans les plis à 0◦, ces derniers
ne peuvent plus supporter la majorité du chargement ; par conséquent, la redistribution de
contraintes se produit dans tout le stratifié et les autres plis tiennent le chargement. Ainsi,
la fissuration dans les plis à 90◦ et -45◦ et le splitting à 45◦ en surface se développent
rapidement. Au dernier niveau de la chute de charge sauvegardé, on peut constater la
propagation de la rupture des fibres dans le pli intérieur à 45◦ selon le sens orthogonal à
celui des fibres.

 

Pli à 0° central

Pli à 90° typique Pli à 45° typique

Splits à 0°

Splits à 0°

FIGURE 4.15: Comparaison entre les prédiction de la nouvelle approche et la tomogra-
phie (tous les plis superimposés) pour l’éprouvette [45/90/-45/0]4s avec D=3.175mm

La figure 4.15 concerne l’éprouvette munie d’un trou de D=3.175mm de diamètre et
composée de l’empilement [45/90/-45/0]4s. Les prédictions de la nouvelle approche sont
comparées avec la tomographie dont tous les plis sont superposés. La comparaison est
réalisée à 95% de la contrainte à rupture. Sur la carte de splitting du pli central à 0◦,
on voit clairement la propagation symétrique des 4 splits d’une longueur à peu près du
diamètre du trou. Ceci est en concordance avec la tomographie. Sur la tomographie de
la figure 4.15, on constate également des patterns de la fissuration transverse qui sont
correctement prédits sur la carte de fissuration associée au pli à 90◦.
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3.2 Couplages des effets d’épaisseur du pli et effets des dimensions
dans le plan

Cette partie porte sur les configurations à plis épais. Dans un premier temps, on
analyse seulement les effets d’épaisseur du pli sur le développement des endommage-
ments sous-critiques à l’aide de l’épaississement des plis (montée en échelle en 1D).
Puis, l’étude porte sur les effets des dimensions dans le plan d’une configuration à plis
épais ([454/904/-454/04]s) par l’intermédiaire de l’augmentation homothéthique des di-
mensions dans le plan (montée en échelle en 2D). Enfin, on étudie simultanément les deux
types d’effets à travers l’augmentation homothétique de toutes les dimensions (montée en
échelle en 3D).

La figure 4.16 montre les contraintes à rupture issues de l’expérience et des deux
approches du mésomodèle lors de l’épaississement des plis pour les éprouvettes conte-
nant un trou de 3.175mm de diamètre. La version split du mésomodèle est capable de
prédire la propension de diminution de contraintes à rupture due au délaminage intense
lors de l’augmentation de l’épaisseur du pli. Du point de vue physique, étant donné que
l’épaississement de l’épaisseur favorise le développement de l’endommagement, l’in-
tensité de l’endommagement devient de plus en plus intense avec l’augmentation de
l’épaisseur du pli. De ce fait, le délaminage sur l’interface -45◦/0◦ se propage plus ra-
pidement à travers la largeur entière pour l’épaisseur du pli plus importante conduisant à
la baisse de la contrainte à rupture due au grand délaminage de l’interface -45◦/0◦.
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 3.175  6.35  12.7  25.4
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à
ru
p
tu
re

(M
P
a)

Expérience
Nouvelle approche du mésomodèle
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FIGURE 4.16: Contraintes à rupture de l’expérience et des deux approches
du mésomodèle en fonction de l’épaississement des pliis sur l’empilement

[45m/90m/-45m/0m]s m={1,2,4,8} avec D=3.175mm
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La Figure 4.17 montre la comparaison en termes de contraintes à rupture entre
l’expérience et les deux approches du mésomodèle lors de la montée en échelle ho-
mothétique bi-dimensionnelle pour une configuration à plis épais composée de l’empi-
lement [454/904/-454/04]s. Les contraintes à rupture croissent avec la montée en échelle
bidimensionnelle. Cela s’explique par le fait que la montée en échelle bidimensionnelle a
un impact négatif sur l’évolution de l’endommagement. Il faut un niveau de chargement
plus élevé pour que le délaminage de l’interface -45◦/0◦ atteint les bords de l’éprouvette
considérée. C’est pour cette raison que la contrainte à rupture due au grand délaminage
augmente. En plus, il est à noter que dans [Green et al., 2007], pour la configuration la
plus grande, deux des 6 spécimens testés manifestent le mode de rupture de type � pul-
lout � (la ruine due à la rupture des fibres), c’est-à-dire qu’il y a une transition entre les
modes de rupture de type � pullout � et � délaminage � lorsque la taille du trou devient
assez grande par rapport à l’épaisseur du pli (figure 4.17).
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FIGURE 4.17: Contraintes à rupture issues de l’expérience et des deux approches du
mésomodèle en fonction de l’augmentation homothétique des dimensions planes en 2D

pour les éprouvettes composées de l’empilement [454/904/-454/04]s à plis épais.

La figure 4.18 montre la comparaison en termes de contraintes à rupture entre
l’expérience et les deux approches du mésomodèle lors de la montée en échelle ho-
mothétique tri-dimensionnelle. Il y a une compétition entre les deux effets : l’effet
d’épaisseur du pli qui favorise le développement de l’endommagement et l’effet des di-
mensions planes qui défavorise l’évolution de l’endommagement. Toutefois, l’effet de
l’épaisseur est dominant et les configurations à partir du diamètre de 6.35/,mm mani-
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festent la rupture due au grand délaminage. Il est à noter que l’écart entre l’expérience et
la simulation numérique est assez important pour les deux dernières configurations. Cela
fait l’objet des études dans la section 4.
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FIGURE 4.18: Contraintes à rupture issues de l’expérience et des deux approches
du mésomodèle en lien avec l’augmentation homothétique tridimensionnelle de fac-
teurs de 2, 4 et 8. Le dimensionnement de l’épaisseur des éprouvettes est effectué par

l’épaississement des plis.

La figure 4.19 montre l’état de l’endommagement lors de la première chute due au
délaminage intense de l’interface -45◦/0◦. Les cartes d’endommagement sont en concor-
dance avec les descriptions présentées dans [Green et al., 2007]. Concrètement, lors de
la première chute, les splits à 45◦ se propagent sur toute la largeur de l’éprouvette
considérée. La fissuration dans le pli à 90◦ se forme sous un réseau de fissures et évolue le
long des fissures de splitting à 45◦. On peut observer également une zone où se développe
le réseau de fissures dans le pli à -45◦. Enfin, les fissures à 0◦ se développent de manière
asymétrique et sont accompagnées par le grand délaminage de l’interface -45◦/0◦ qui se
propage jusqu’aux bords de l’éprouvette. Sur les cartes dénommées ρshear, on peut obser-
ver une zone faible de fissuration due au cisaillement dans le pli à -45◦.
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Rigidité initiale
Nouvelle approche avec splits

FIGURE 4.19: État de l’endommagement après la première chute de la charge au sein du
stratifié [452/902/−452/02]s avec D=3.175mm

La figure 4.20 montre la comparaison de la fissuration entre la simulation numérique
de la version split du mésomodèle et l’expérience pour l’éprouvette [45/90/-45/0]s avec
le diamètre du trou D=3.175mm. On peut y observer les fissures de splitting à 45◦ et à
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0◦ dans les plis à 45◦ et à 0◦, la fissuration transverse observée dans le pli à 90◦ suit les
fissures de splitting à 45◦. Le réseau de fissuration dans le pli à -45◦ se développe de
manière asymétrique dans la direction de la charge imposée.
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Ø Outstanding properties;
Ø High fatigue resistance;
Ø Design flexibility.

Ø Based on the mesomodel;
Ø Modeling isolated split by a 

discontinuous approach;
Ø Composed of two steps.

v New split approach  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Step 1 : detection of split location 
based on shear contribution

Step 2 : split propagation using 
interface elements

Comparison of damage between 
X-ray CT scan and computation 

at 80% failure load 

Comparison in terms of global behavior: significant load drops and causal damage mechanisms

v Computational results using the new split approach for a tensile [90/0]s double-edge-
notched carried out by [3]. (Fibre dominated failure)

Comparison in terms of global behavior between classical and new mesomodel 
approaches: significant load drop and causal damage mechanisms

Ø Based on damage mechanics;
Ø Enhanced for anisotropic 

damage mechanisms and 
micro-meso bridge;

Ø Including damage coupling 
between ply and interface by 
modeling the dependence of 
!", !"", !""" on crack density $.

[1] P. Ladevèze, D. Néron, H. Bainier, A Virtual Testing Approach for Laminated 
Composites Based on Micromechanics, in The Structural Integrity of Carbon Fiber 
Composites, Fifty Years of Progress and Achievement of the Science, Development, and 
Applications. Eds P.W.R. Beaumont, C. Soutis, A. Hodzic, 667-698, 2016.
[2] S. Hallett, B. Green, W. Jiang, M. R. Wisnom. An experimental and numerical 
investigation into the damage mechanisms in notched composites. Composites: Part A, 40 
613–624, 2009. 
[3] M. T. Kortschot, P. W. R. Beaumont. Damage mechanics of composite materials: I-
measurements of damage and strength. Composites Science and Technology, 39 289–301, 
1990.

Ø 45° and 0° splits modeled by 
interface elements are remarked 
by the red lines.

Ø Simulation for split detection increases computational cost;
Ø Mesh must be aligned with split path or XFEM should be used.

v Drawbacks

v Advantages

Ø Correct description of stress relaxation and split propagation thanks to using interface 
elements for modeling isolated split;

Ø Reduced computation time as homogenized representation is still appropriate for 
transverse cracking;

Ø Improved failure prediction.
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0° split modeled by interface elements

Ø Coupling with delamination 
via initially coincident nodes 
with interface.

Shear contribution in crack density in case of a 
tensile [45/90/-45/0]s open-hole

Objective: increase of virtual structural testing
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Fibre failure

Delamination

v Computational results using the 
new split approach for a tensile 
[454/904/-454/04]s open-hole with 
3.175 mm diameter conducted by 
[2]. (Matrix dominated failure)

Tomographie aux rayons X
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FIGURE 4.20: Comparaison de l’état de l’endommagement entre les résultats numériques
avec la version split du mésomodèle et l’expérience pour l’éprouvette [452/902/-452/02]s

avec D = 3.175mm

Il est important de confronter le comportement des endommagements et leur interac-
tion lors de la ruine due au délaminage intense sur l’interface -45◦/0◦ aux observations
expérimentales. La figure 4.21 concerne l’éprouvette [452/902/− 452/02]s munie d’un
trou de 6.35mm de diamètre. Elle présente les cartes de fissuration due au cisaillement
confrontées à celles de fissuration totale ainsi que les cartes de délaminage. Les splits sont
marqués par la ligne noire. Ces cartes sont visualisées aux 3 niveaux de chute du char-
gement. Juste avant la chute de charge, on peut constater que les endommagements dans
les plis à 45◦, 90◦ ainsi que le délaminage des interfaces 90◦/45◦ et -45◦/90◦ traversent
entièrement la largeur du stratifié. Au niveau intermédiaire de chute, le délaminage sur
l’interface -45◦/0◦ se propage de manière fortement rapide à travers la largeur du stra-
tifié ; il est accompagné par la propagation asymétrique des splits à 0◦. Au troisième ni-
veau de la chute de charge, le délaminage sur l’interface -45◦/0◦ se poursuit le long de la
longueur de l’éprouvette de manière asymétrique. Ces phénomènes sont numériquement
capturés par la version split du mésomodèle et ils sont conforme à la description de
[Green et al., 2007].

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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Comportement et endommagements de plaques trouées soumises à la traction : analyse et

validation du mésomodèle
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FIGURE 4.21: Évolution de l’endommagement et du délaminage lors de la première
chute de la charge pour l’éprouvette [452/902/− 452/02]s munie d’un trou de 6,35mm

de diamètre

La figure 4.22 concerne l’éprouvette composée de l’empilement [454/904/-454/04]s et
munie d’un trou de 3,175mm de diamètre. Elle montre les deux chutes importantes de
charge associées à la propagation du délaminage de l’interface -45◦/0◦. À la première
chute importante de charge qui est définie par [Green et al., 2007] comme étant une chute
de plus de 5 %, le délaminage sur l’interface -45◦/0◦ se propage de manière asymétrique
au travers de la largeur de l’éprouvette ; cet aspect est en concordance avec l’image obte-
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nue expérimentalement par la technique de X-radiographie qui montre une zone sombre
envahissant de manière asymétrique la zone utile de l’éprouvette. Puis, le délaminage
sur l’interface -45◦/0◦ se poursuit le long de la longueur de l’éprouvette jusqu’aux ta-
lons conduisant à la seconde chute importante de charge comme le montre la figure 4.22.
Cet aspect est totalement en accord avec la description de [Green et al., 2007]. De plus,
la contrainte maximale à la première chute se retrouve correctement dans l’intervalle de
la contrainte à rupture obtenue par les essais. Il est à noter qu’aucune rupture des fibres
n’est constatée jusqu’à la première chute. En raison de difficultés numériques dues aux
nombreux éléments endommagés, il est difficile de prolonger le calcul numérique jusqu’à
l’initiation de la rupture des fibres.
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Comparison with experiment
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Fibre failure

Delamination

Load drop and failure load for [454/904/-454/04]s 
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Délaminage (zone sombre)
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FIGURE 4.22: Validation de la nouvelle approche du mésomodèle pour le mode de rup-
ture de type � délaminage �

La figure 4.23 concerne l’interface 45◦/90◦. Elle permet la comparaison entre la to-
mographie � C-scanner � et les prédictions de la nouvelle approche. Le délaminage est
marqué par les zones en bleu sur la tomographie et en rouge sur la carte de délaminage
numérique. Les zones de délaminage interne (aux abords du trou) et externe (en bord
libre de l’éprouvette) sous forme triangulaire sont précisément reproduite par la nouvelle
approche du mésomodèle.
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validation du mésomodèle
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FIGURE 4.23: Reproduction du rapprochement des zones de délaminage interne et ex-
terne de l’interface 45◦/90◦ sous forme triangulaire (à gauche : C-scanner, à droite : si-

mulation numérique avec la nouvelle approche du mésomodèle)

3.3 Effets dus aux différentes séquences d’empilement

Dans cette partie, on analyse les effets dus à la séquence d’empilement sur l’évolution
des endommagements sous-critiques jusqu’à la rupture finale par le changement de l’ordre
des plis de la famille [45m/90m/-45m/0m]ns. Deux séries sont considérées. La première
série concerne les empilements [45/-45/90/0]s et [452/-452/902/02]s et la seconde com-
porte les empilements [90/45/0/-45]s et [902/452/02/-452]s. Les prédictions sont com-
parées avec les données expérimentales présentées dans [Hallett et al., 2009b].

3.3.1 Plis de faible épaisseur

D’après [Hallett et al., 2009b] la structure trouée de l’empilement [45/-45/90/0]s est
rompue par la rupture des fibres. La figure 4.24 montre les cartes d’endommagement de la
rupture des fibres, de la fissuration et du délaminage. La ligne noire indique la propagation
des splits. La contrainte à rupture est bien prédite par la simulation numérique. La rupture
des fibres dans le pli à 0◦ peut être numériquement observée sur les cartes de la rupture
des fibres, ce qui concorde avec le mode de rupture révélé par l’expérience. De plus, sur
le faciès de rupture d’une éprouvette, on peut constater des traces de fissures de splitting à
45◦ et 0◦. Ces observations sont reproduites par la simulation numérique avec la nouvelle
approche.

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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smallest difference between predicted fiber failure and delamination
stress. When the ply block thickness is increased to 0.25 mm, 2 mm
total laminate thickness, the delamination stress is significantly
reduced. This reduction is sufficient to bring it below the point at
which fiber failure was predicted to occur and therefore the predicted
failure mode changes to delamination. The overall effect was to
significantly reduce the laminate failure stress as thickness is
increased from 1 to 2 mm: 442 MPa compared with 641 MPa.

The second layup, !90= " 45=0=45#s, was one of the weakest at
1 mm, due to the limited amount of 0 deg splitting and hence notch
blunting, but had one of the largest differences between fiber failure
and delamination stress. The increase in thickness to 2 mm again
caused a reduction in predicted delamination stress. This reduction,
however, did not bring the stress below that predicted by theWeibull
criterion. In this case, the fiber failure prediction in fact occurs almost
simultaneously to the delamination prediction, unlike the 1mm case,
in which there is a clear separation. Here, the load has reached a local
maximum, and it is at this point that the Weibull criterion is
exceeded, before any significant reduction in load due to the
delamination. Figure 9 shows the sequence of damage growth. Each
row shows a plan view of the specimen, with the predicted damage at
an increasing applied extension. The stress is calculated from the
nodal reaction forces. Predicted delamination at each of the three
interfaces is shown separately. The dark colored areas indicate
completely failed interface elements. In areas far away from the hole,
this can appear as a series of lines or points instead of continuous
color, due to the coarser mesh used in these areas. The predicted
splitting in all plies is shown simultaneously in a single image at each
load, on the right-hand side. It was felt that in this case, because the
delamination had not extensively propagated, it should still be
classed as a fiber failure. In practice, because the failure stresses are
so close, only a small amount of delamination is likely to be
necessary to cause a local stress concentration and trigger fiber
failure.

IV. Experimental Validation
To validate the preceding analyses, specimens weremanufactured

from unidirectional carbon/epoxy prepreg (Hexply IM7/8552) with
dimensions as per Fig. 5. Large flat plates were laid up and cured
according to the manufacturers’ recommended cure cycle. From
these plates, the 16-mm-wide specimens were cut using a water-
cooled diamond cutting wheel. The holes were initially drilled
undersized and then reamed to the final 3.175 mm diameter. Glass/
epoxy end tabs were bonded on to the specimens to prevent any
damage from gripping in the test machines. The two stacking
sequences identified and modeled in Sec. III.B were used. The
nominal ply thickness was 0.125 mm, giving a baseline laminate
thickness of 1 mm in each case. Each stacking sequence was then
scaled in the thickness direction by doubling up the plies (ply-level
scaling), giving stacking sequences of !452= " 452=902=02#s and
!902=452=02= " 452#s, with a nominal laminate thickness of 2 mm.
For each layup, 8 specimens were tested in tension at a rate of
0:5 mm=min, and failurewas defined as a load drop greater than 5%.

Both of the 1-mm-thick layups failed by fiber failure with some
evidence of pullout of the off axis plies, as can be seen in Figs. 10a
and 10b. The !45= " 45=90=0#s laminate failed at an average stress of
563MPa, and the !90=45=0= " 45#s laminate failed at 481MPa. This
follows the same trend as predicted by the analysis, although the
exact strength values show some difference to the predicted 627 and
506 MPa strengths, respectively. The 2-mm-thick specimens of the
first stacking sequence, !452= " 452=902=02#s, showed a change in
failure mode from the fiber-dominated failure in the 1-mm-thick
specimens to delamination in the 2-mm-thick specimens. For this
failure mode, there is significant delamination that starts at the hole
and extends back to the grips, covering the entire gauge section (see
Fig. 10c). This event causes a load drop greater than 5%. Although
the 0 deg plies remain intact and can carry further tensile load, to all
intents and purposes, the specimen has lost all structural integrity
and is therefore deemed to have failed. The average failure load for
these laminates was 474 MPa, significantly below that of the 1-mm-
thick specimens. This matches well with the 442 MPa predicted by
the analysis, which also captured the change in failure mode to
delamination.

The second 2-mm-thick stacking sequence, !902=452=02=
"452#s, did not change failure mode with increased thickness.
Instead, it presented a fiber-dominated failure pattern (Fig. 10d) very
similar to the 1-mm-thick laminate for this same stacking sequence.
This resulted in an average failure stress of 499 MPa, slightly higher
than the thinner specimens and in very good agreement with the
512MPa predicted by the analysis. It was noted during the tests that a
large number of cracking sounds could be heard before final failure
that were not present in the 1-mm-thick tests. This gives further
credibility to the analysis result, which showed there to be significant

Fig. 9 Damage development sequence for 2-mm-thick !902= " 452=02=452#s stacking sequence.

Fig. 10 Photographs of failed specimens a) !"45=45=90=0#s,
b) !90= " 45=0=45#s showing fiber failure, c) !452= " 452=902=02#s
showing delamination failure, and d) !902= " 452=02=452#s showing fiber
failure.
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FIGURE 4.24: État de l’endommagement dans le stratifié [45/-45/90/0]s

Le commentaire est identique pour le stratifié [90/45/0/-45]s présentant le mode de
rupture dominée par la rupture des fibres d’après [Hallett et al., 2009b]. Dans cet empi-
lement, le pli à 0◦ n’est plus au centre et est remplacé par le pli à -45◦. Les fissures de
splitting sont détectées dans les trois plis à 0◦, 45◦ et -45◦ avec l’investigation sur la figure
4.8. La rupture des fibres au début de la chute de charge se trouve toujours dans le pli à
0◦. Sur le faciès de rupture, on peut voir clairement la rupture du plis externe à 90◦ et des
traces à 45◦ et -45◦. La trace du splitting à 0◦ est très petite.
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smallest difference between predicted fiber failure and delamination
stress. When the ply block thickness is increased to 0.25 mm, 2 mm
total laminate thickness, the delamination stress is significantly
reduced. This reduction is sufficient to bring it below the point at
which fiber failure was predicted to occur and therefore the predicted
failure mode changes to delamination. The overall effect was to
significantly reduce the laminate failure stress as thickness is
increased from 1 to 2 mm: 442 MPa compared with 641 MPa.

The second layup, !90= " 45=0=45#s, was one of the weakest at
1 mm, due to the limited amount of 0 deg splitting and hence notch
blunting, but had one of the largest differences between fiber failure
and delamination stress. The increase in thickness to 2 mm again
caused a reduction in predicted delamination stress. This reduction,
however, did not bring the stress below that predicted by theWeibull
criterion. In this case, the fiber failure prediction in fact occurs almost
simultaneously to the delamination prediction, unlike the 1mm case,
in which there is a clear separation. Here, the load has reached a local
maximum, and it is at this point that the Weibull criterion is
exceeded, before any significant reduction in load due to the
delamination. Figure 9 shows the sequence of damage growth. Each
row shows a plan view of the specimen, with the predicted damage at
an increasing applied extension. The stress is calculated from the
nodal reaction forces. Predicted delamination at each of the three
interfaces is shown separately. The dark colored areas indicate
completely failed interface elements. In areas far away from the hole,
this can appear as a series of lines or points instead of continuous
color, due to the coarser mesh used in these areas. The predicted
splitting in all plies is shown simultaneously in a single image at each
load, on the right-hand side. It was felt that in this case, because the
delamination had not extensively propagated, it should still be
classed as a fiber failure. In practice, because the failure stresses are
so close, only a small amount of delamination is likely to be
necessary to cause a local stress concentration and trigger fiber
failure.

IV. Experimental Validation
To validate the preceding analyses, specimens weremanufactured

from unidirectional carbon/epoxy prepreg (Hexply IM7/8552) with
dimensions as per Fig. 5. Large flat plates were laid up and cured
according to the manufacturers’ recommended cure cycle. From
these plates, the 16-mm-wide specimens were cut using a water-
cooled diamond cutting wheel. The holes were initially drilled
undersized and then reamed to the final 3.175 mm diameter. Glass/
epoxy end tabs were bonded on to the specimens to prevent any
damage from gripping in the test machines. The two stacking
sequences identified and modeled in Sec. III.B were used. The
nominal ply thickness was 0.125 mm, giving a baseline laminate
thickness of 1 mm in each case. Each stacking sequence was then
scaled in the thickness direction by doubling up the plies (ply-level
scaling), giving stacking sequences of !452= " 452=902=02#s and
!902=452=02= " 452#s, with a nominal laminate thickness of 2 mm.
For each layup, 8 specimens were tested in tension at a rate of
0:5 mm=min, and failurewas defined as a load drop greater than 5%.

Both of the 1-mm-thick layups failed by fiber failure with some
evidence of pullout of the off axis plies, as can be seen in Figs. 10a
and 10b. The !45= " 45=90=0#s laminate failed at an average stress of
563MPa, and the !90=45=0= " 45#s laminate failed at 481MPa. This
follows the same trend as predicted by the analysis, although the
exact strength values show some difference to the predicted 627 and
506 MPa strengths, respectively. The 2-mm-thick specimens of the
first stacking sequence, !452= " 452=902=02#s, showed a change in
failure mode from the fiber-dominated failure in the 1-mm-thick
specimens to delamination in the 2-mm-thick specimens. For this
failure mode, there is significant delamination that starts at the hole
and extends back to the grips, covering the entire gauge section (see
Fig. 10c). This event causes a load drop greater than 5%. Although
the 0 deg plies remain intact and can carry further tensile load, to all
intents and purposes, the specimen has lost all structural integrity
and is therefore deemed to have failed. The average failure load for
these laminates was 474 MPa, significantly below that of the 1-mm-
thick specimens. This matches well with the 442 MPa predicted by
the analysis, which also captured the change in failure mode to
delamination.

The second 2-mm-thick stacking sequence, !902=452=02=
"452#s, did not change failure mode with increased thickness.
Instead, it presented a fiber-dominated failure pattern (Fig. 10d) very
similar to the 1-mm-thick laminate for this same stacking sequence.
This resulted in an average failure stress of 499 MPa, slightly higher
than the thinner specimens and in very good agreement with the
512MPa predicted by the analysis. It was noted during the tests that a
large number of cracking sounds could be heard before final failure
that were not present in the 1-mm-thick tests. This gives further
credibility to the analysis result, which showed there to be significant

Fig. 9 Damage development sequence for 2-mm-thick !902= " 452=02=452#s stacking sequence.

Fig. 10 Photographs of failed specimens a) !"45=45=90=0#s,
b) !90= " 45=0=45#s showing fiber failure, c) !452= " 452=902=02#s
showing delamination failure, and d) !902= " 452=02=452#s showing fiber
failure.
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FIGURE 4.25: État de l’endommagement dans le stratifié [90/45/0/−45]s

3.3.2 Plis de forte épaisseur

Les mêmes séquences d’empilement présentées dans la section précédente sont
étudiées avec l’épaisseur du pli doublée : [452/-452/902/02]s et [902/452/02/-452]s.

D’après [Hallett et al., 2009b], la séquence d’empilement avec l’épaisseur doublée
[452/-452/902/02]s n’est plus rompue par la rupture des fibres mais par le grand
délaminage. La figure 4.26 montre les cartes d’endommagement. On peut y voir qu’il

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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n’y a aucune rupture des fibres dans tous les plis du stratifié à la chute de la charge ap-
pliquée. Le délaminage dans toutes les interfaces atteint les bords de la structure, surtout
un grand délaminage sur l’interface 90◦/0◦. En outre, les fissures de splitting à 45◦ et -45◦

traversent toute la largeur de la plaque trouée. Sur le faciès de rupture, on peut constater
nettement le décollement total de l’interface 90◦/0◦ qui est en accord avec les prédictions.
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smallest difference between predicted fiber failure and delamination
stress. When the ply block thickness is increased to 0.25 mm, 2 mm
total laminate thickness, the delamination stress is significantly
reduced. This reduction is sufficient to bring it below the point at
which fiber failure was predicted to occur and therefore the predicted
failure mode changes to delamination. The overall effect was to
significantly reduce the laminate failure stress as thickness is
increased from 1 to 2 mm: 442 MPa compared with 641 MPa.

The second layup, !90= " 45=0=45#s, was one of the weakest at
1 mm, due to the limited amount of 0 deg splitting and hence notch
blunting, but had one of the largest differences between fiber failure
and delamination stress. The increase in thickness to 2 mm again
caused a reduction in predicted delamination stress. This reduction,
however, did not bring the stress below that predicted by theWeibull
criterion. In this case, the fiber failure prediction in fact occurs almost
simultaneously to the delamination prediction, unlike the 1mm case,
in which there is a clear separation. Here, the load has reached a local
maximum, and it is at this point that the Weibull criterion is
exceeded, before any significant reduction in load due to the
delamination. Figure 9 shows the sequence of damage growth. Each
row shows a plan view of the specimen, with the predicted damage at
an increasing applied extension. The stress is calculated from the
nodal reaction forces. Predicted delamination at each of the three
interfaces is shown separately. The dark colored areas indicate
completely failed interface elements. In areas far away from the hole,
this can appear as a series of lines or points instead of continuous
color, due to the coarser mesh used in these areas. The predicted
splitting in all plies is shown simultaneously in a single image at each
load, on the right-hand side. It was felt that in this case, because the
delamination had not extensively propagated, it should still be
classed as a fiber failure. In practice, because the failure stresses are
so close, only a small amount of delamination is likely to be
necessary to cause a local stress concentration and trigger fiber
failure.

IV. Experimental Validation
To validate the preceding analyses, specimens weremanufactured

from unidirectional carbon/epoxy prepreg (Hexply IM7/8552) with
dimensions as per Fig. 5. Large flat plates were laid up and cured
according to the manufacturers’ recommended cure cycle. From
these plates, the 16-mm-wide specimens were cut using a water-
cooled diamond cutting wheel. The holes were initially drilled
undersized and then reamed to the final 3.175 mm diameter. Glass/
epoxy end tabs were bonded on to the specimens to prevent any
damage from gripping in the test machines. The two stacking
sequences identified and modeled in Sec. III.B were used. The
nominal ply thickness was 0.125 mm, giving a baseline laminate
thickness of 1 mm in each case. Each stacking sequence was then
scaled in the thickness direction by doubling up the plies (ply-level
scaling), giving stacking sequences of !452= " 452=902=02#s and
!902=452=02= " 452#s, with a nominal laminate thickness of 2 mm.
For each layup, 8 specimens were tested in tension at a rate of
0:5 mm=min, and failurewas defined as a load drop greater than 5%.

Both of the 1-mm-thick layups failed by fiber failure with some
evidence of pullout of the off axis plies, as can be seen in Figs. 10a
and 10b. The !45= " 45=90=0#s laminate failed at an average stress of
563MPa, and the !90=45=0= " 45#s laminate failed at 481MPa. This
follows the same trend as predicted by the analysis, although the
exact strength values show some difference to the predicted 627 and
506 MPa strengths, respectively. The 2-mm-thick specimens of the
first stacking sequence, !452= " 452=902=02#s, showed a change in
failure mode from the fiber-dominated failure in the 1-mm-thick
specimens to delamination in the 2-mm-thick specimens. For this
failure mode, there is significant delamination that starts at the hole
and extends back to the grips, covering the entire gauge section (see
Fig. 10c). This event causes a load drop greater than 5%. Although
the 0 deg plies remain intact and can carry further tensile load, to all
intents and purposes, the specimen has lost all structural integrity
and is therefore deemed to have failed. The average failure load for
these laminates was 474 MPa, significantly below that of the 1-mm-
thick specimens. This matches well with the 442 MPa predicted by
the analysis, which also captured the change in failure mode to
delamination.

The second 2-mm-thick stacking sequence, !902=452=02=
"452#s, did not change failure mode with increased thickness.
Instead, it presented a fiber-dominated failure pattern (Fig. 10d) very
similar to the 1-mm-thick laminate for this same stacking sequence.
This resulted in an average failure stress of 499 MPa, slightly higher
than the thinner specimens and in very good agreement with the
512MPa predicted by the analysis. It was noted during the tests that a
large number of cracking sounds could be heard before final failure
that were not present in the 1-mm-thick tests. This gives further
credibility to the analysis result, which showed there to be significant

Fig. 9 Damage development sequence for 2-mm-thick !902= " 452=02=452#s stacking sequence.

Fig. 10 Photographs of failed specimens a) !"45=45=90=0#s,
b) !90= " 45=0=45#s showing fiber failure, c) !452= " 452=902=02#s
showing delamination failure, and d) !902= " 452=02=452#s showing fiber
failure.
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FIGURE 4.26: État de l’endommagement dans le stratifié [452/-452/902/02]s

Contrairement au comportement de l’empilement [452/-452/902/02]s, la séquence
d’empilement [902/452/02/-452]s manifeste numériquement sur la figure 4.27 une ruine
dominée par la rupture des fibres tout comme l’expérience. On peut observer sur la figure
4.25 que les splits se propagent et le délaminage de toutes les interface n’atteint pas en-
core les bords de la plaque. La rupture des fibres s’initie en premier dans le pli 0◦. Sur le
faciès de rupture, les traces de splitting sont claires.

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés
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smallest difference between predicted fiber failure and delamination
stress. When the ply block thickness is increased to 0.25 mm, 2 mm
total laminate thickness, the delamination stress is significantly
reduced. This reduction is sufficient to bring it below the point at
which fiber failure was predicted to occur and therefore the predicted
failure mode changes to delamination. The overall effect was to
significantly reduce the laminate failure stress as thickness is
increased from 1 to 2 mm: 442 MPa compared with 641 MPa.

The second layup, !90= " 45=0=45#s, was one of the weakest at
1 mm, due to the limited amount of 0 deg splitting and hence notch
blunting, but had one of the largest differences between fiber failure
and delamination stress. The increase in thickness to 2 mm again
caused a reduction in predicted delamination stress. This reduction,
however, did not bring the stress below that predicted by theWeibull
criterion. In this case, the fiber failure prediction in fact occurs almost
simultaneously to the delamination prediction, unlike the 1mm case,
in which there is a clear separation. Here, the load has reached a local
maximum, and it is at this point that the Weibull criterion is
exceeded, before any significant reduction in load due to the
delamination. Figure 9 shows the sequence of damage growth. Each
row shows a plan view of the specimen, with the predicted damage at
an increasing applied extension. The stress is calculated from the
nodal reaction forces. Predicted delamination at each of the three
interfaces is shown separately. The dark colored areas indicate
completely failed interface elements. In areas far away from the hole,
this can appear as a series of lines or points instead of continuous
color, due to the coarser mesh used in these areas. The predicted
splitting in all plies is shown simultaneously in a single image at each
load, on the right-hand side. It was felt that in this case, because the
delamination had not extensively propagated, it should still be
classed as a fiber failure. In practice, because the failure stresses are
so close, only a small amount of delamination is likely to be
necessary to cause a local stress concentration and trigger fiber
failure.

IV. Experimental Validation
To validate the preceding analyses, specimens weremanufactured

from unidirectional carbon/epoxy prepreg (Hexply IM7/8552) with
dimensions as per Fig. 5. Large flat plates were laid up and cured
according to the manufacturers’ recommended cure cycle. From
these plates, the 16-mm-wide specimens were cut using a water-
cooled diamond cutting wheel. The holes were initially drilled
undersized and then reamed to the final 3.175 mm diameter. Glass/
epoxy end tabs were bonded on to the specimens to prevent any
damage from gripping in the test machines. The two stacking
sequences identified and modeled in Sec. III.B were used. The
nominal ply thickness was 0.125 mm, giving a baseline laminate
thickness of 1 mm in each case. Each stacking sequence was then
scaled in the thickness direction by doubling up the plies (ply-level
scaling), giving stacking sequences of !452= " 452=902=02#s and
!902=452=02= " 452#s, with a nominal laminate thickness of 2 mm.
For each layup, 8 specimens were tested in tension at a rate of
0:5 mm=min, and failurewas defined as a load drop greater than 5%.

Both of the 1-mm-thick layups failed by fiber failure with some
evidence of pullout of the off axis plies, as can be seen in Figs. 10a
and 10b. The !45= " 45=90=0#s laminate failed at an average stress of
563MPa, and the !90=45=0= " 45#s laminate failed at 481MPa. This
follows the same trend as predicted by the analysis, although the
exact strength values show some difference to the predicted 627 and
506 MPa strengths, respectively. The 2-mm-thick specimens of the
first stacking sequence, !452= " 452=902=02#s, showed a change in
failure mode from the fiber-dominated failure in the 1-mm-thick
specimens to delamination in the 2-mm-thick specimens. For this
failure mode, there is significant delamination that starts at the hole
and extends back to the grips, covering the entire gauge section (see
Fig. 10c). This event causes a load drop greater than 5%. Although
the 0 deg plies remain intact and can carry further tensile load, to all
intents and purposes, the specimen has lost all structural integrity
and is therefore deemed to have failed. The average failure load for
these laminates was 474 MPa, significantly below that of the 1-mm-
thick specimens. This matches well with the 442 MPa predicted by
the analysis, which also captured the change in failure mode to
delamination.

The second 2-mm-thick stacking sequence, !902=452=02=
"452#s, did not change failure mode with increased thickness.
Instead, it presented a fiber-dominated failure pattern (Fig. 10d) very
similar to the 1-mm-thick laminate for this same stacking sequence.
This resulted in an average failure stress of 499 MPa, slightly higher
than the thinner specimens and in very good agreement with the
512MPa predicted by the analysis. It was noted during the tests that a
large number of cracking sounds could be heard before final failure
that were not present in the 1-mm-thick tests. This gives further
credibility to the analysis result, which showed there to be significant

Fig. 9 Damage development sequence for 2-mm-thick !902= " 452=02=452#s stacking sequence.

Fig. 10 Photographs of failed specimens a) !"45=45=90=0#s,
b) !90= " 45=0=45#s showing fiber failure, c) !452= " 452=902=02#s
showing delamination failure, and d) !902= " 452=02=452#s showing fiber
failure.
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FIGURE 4.27: État de l’endommagement dans le stratifié [902/452/02/-452]s

4 Étude sur le comportement de fissuration matricielle

Les prédictions des éprouvettes présentant un mode de rupture de type
� délaminage � donnent des contraintes à rupture surestimées par rapport aux résultats
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d’essais, notamment dans le cas des grandes éprouvettes (figure 4.18). Ce problème
peut être lié à la modélisation du comportement de fissuration qui est retardé par
rapport à l’expérience. En effet, le comportement de fissuration est inhérent au
mésomodèle. Ce comportement est déduit d’une procédure d’homogénéisation réalisée
par [Ladevèze et Lubineau, 2001] pour le matériau carbone-époxy T700/M21 (figure 2.1).
Dans cette section, on étudie le comportement de fissuration du matériau IM7/8552 à
partir des données expérimentales réalisées par [Jalalvand et al., 2014]. Une nouvelle loi
d’évolution de la fissuration transverse est proposée pour ce type de matériau. L’applica-
tion donne des résultats au plus près des résultats expérimentaux pour les cas de stratifiés
présentant la ruine dominée par délaminage.

4.1 Comportement de fissuration pour le matériau IM7/8552

[Jalalvand et al., 2014] a mené les études sur le comportement matricielle du matériau
IM7/8552. Une plaque lisse composée de l’empilement [0/904]s est soumise à traction
uniaxiale. Les caractéristiques géométriques sont données sur la figure 4.28.
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Wisnom’s experiments (2014)
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�

<latexit sha1_base64="6aOtoKc+DdcFgP6F7UM/Y9v68PM="></latexit>
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FIGURE 4.28: Test de fissuration sur une plaque lisse [0/904]s [Jalalvand et al., 2014]

La comparaison entre la loi d’évolution de fissuration issue de l’expérience et celle
inhérente au mésomodèle (figure 2.1) en fonction de la déformation avec variation du taux
de restitution d’énergie critique est présentée sur la figure 4.29. La valeur de la ténacité
de référence est de 0.2Nm-1. Cette valeur a été utilisée pour les simulations numériques
ci-dessus. On peut voir sur la figure 4.29 que la fissuration observée expérimentalement
s’initie plus tôt que celle dans le mésomodèle. De plus, l’allure entre l’évolution de fis-
suration expérimentale et prédite est différente. La variation de la ténacité influence sur
l’initiation de la fissuration et elle n’a aucun impact sur l’allure de l’évolution de la densité
de fissuration.
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FIGURE 4.29: Comparaison du comportement de fissuration entre l’expérience et le cal-
cul numérique en variation de Gc

Sur la figure 4.30, on peut observer l’évolution prédite de la densité de fissuration du
mésomodèle en variation de l’épaisseur de transition. On peut constater que la variation
de l’épaisseur de transition fait changer l’allure de la courbe et l’initiation de fissuration
augmente avec la diminution de l’épaisseur de transition.
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Afin d’établir une analyse analytique du comportement de fissuration pour le matériau
IM7/8552, on suppose que les paramètres fiables sont les constantes d’élasticité. Or la
ténacité à la fissuration, l’épaisseur de transition et l’évolution de la fissuration en fonc-
tion de la densité (les relations (2.10)) restent discutable du fait de difficultés lors de
l’identification. L’objectif est de déterminer la dérivée de la variable d’endommagement
d22 par raport à la densité de fissuration ρ.

[Jalalvand et al., 2014] a réalisé les essais de traction sur 13 spécimens [0/904]s.
Chaque spécimen est chargé jusqu’à un certain niveau du chargement pour récupérer les
données sur la déformation, la contrainte et la densité moyenne de fissuration. À partir
des données de l’expérience [Jalalvand et al., 2014], on peut trouver la relation entre la
variable d’endommagement d22 et la déformation imposée à l’aide de la théorie clas-
sique des stratifiés avec prise en compte la non-linéarité dans le sens fibre. La formule est
donnée par :

[
2hE◦11 (1+8εnom)+8hE◦22

(
1−d22

)]
· εnom = 10h ·σnom (4.1)

L’hypothèse d’interface parfaite s’avère pertinente car aucun délaminage n’est observé.
En réarangant l’équation (4.1), on obtient la relation suivante :

d22 = 1− 1
8E◦22

[
10

σ

εnom
−2E◦11 (1+8εnom)

]
(4.2)

Le rapport σ/εnom est censé diminuer mais il n’est pas régulier. Il nécessite donc une
régularisation avant de calculer la variable d’endommagement d22 et puis sa dérivée par
rapport à la densité de fissuration à l’aide de la relation entre la déformation et la densité
moyenne de fissuration (figure 4.31).

but in specimens 10 and 11 loaded to higher strains, tiny oblique
cracks in addition to some curved transverse cracks can be distin-
guished. All of the specimens were carefully viewed but no delam-

ination was observed. It seems that the damage mode changes
from transverse cracking to oblique cracks at larger values of
applied strain. The oblique cracks occurring close to a straight
transverse crack have been selected for more experimental quanti-
fication as the second damage mode of the tested laminate.

Table 1
Maximum stress and strain of different samples in addition to the summary of the measured distances between transverse cracking.

Specimen
no.

Max. stress
(MPa)

Max. strain
(%)

Average crack spacing
(mm)

Standard deviation
(mm)

CV
(%)

Crack density (1/
mm)

Min. crack spacing
(mm)

Max. crack spacing
(mm)

1 0 0 – – – 0 – –
2 82.9 0.2 – – – 0 – –
3 106.4 0.25 – – – 0 – –
4 115.9 0.3 19.53 28.17 144 0.05 3.09 69.41
5 146.6 0.35 17.37 16.42 94 0.06 3.14 42.33
6 159 0.4 9.67 13.88 143 0.1 2.03 45.70
7 184.1 0.45 4.30 2.85 66 0.23 1.72 12.25
8 212.4 0.55 3.60 2.23 61 0.28 1.33 17.35
9 258.5 0.65 2.23 0.91 40 0.45 0.74 4.24

10 340.4 0.86 1.60 0.64 40 0.62 0.39 2.83
11 383.5 0.97 1.37 0.56 41 0.73 0.28 2.49
12 424 1.16 1.21 0.49 40 0.83 0.29 2.25
13 430.5 1.13 1.19 0.51 42 0.84 0.32 2.51
14 464.9 1.24 – – – – – –
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Fig. 2. Stress–strain curve of specimen number 14 and maximum stress and strain
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FIGURE 4.31: Relation entre l’espace des deux fissures (moyen, maximal, minimal) et la
déformation [Jalalvand et al., 2014]

Cette approche à la base de la théorie classique des stratifiés est numérotée 1 et la
dérivée de d22 par rapport à la densité de fissuration, dont la courbe est présentée sur la
figure 4.32, est prise comme référence.
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validation du mésomodèle

D’autre part, l’évolution de fissuration peut être décrite par le critère énergétique dans
le pli à 90◦.

Y22
∂ f22
∂ρ

Gc
I

+
Y13

∂ f13
∂ρ

Gc
II

+
Y23

∂ f23
∂ρ

Gc
III

= 1 (4.3)

Les termes de cisaillement sont nuls car les éprouvettes sous sollicitations de traction
uniaxiale. On en déduit alors que :

min
(
h90◦,h

) 〈σ22〉2+
2E◦22(1−d′)(1−d22)2

∂ f22
∂ρ

Gc
I

= 1 (4.4)

avec 〈σ22〉2+ =
[
(1− d̄22)E◦22εnom

]2. En supposant que l’influence de l’endommagement
diffus est faible, on obtient alors :

∂ f22

∂ρ
=

Gc
I

min(h̄,h90◦)0.5E◦22ε2
nom

(4.5)

L’approche à base de l’équation (4.5) est numéroté 2.
Vu que les paramètres Gc

I et h̄ restent encore discutable, on suppose que Gc
I = 0.1Nm-1

et l’épaisseur de transition h̄ = 0.63mm, soit 5 fois l’épaisseur élémentaire du pli, ce
qui est en concordance avec les propositions de [Dávila et al., 2005] pour les matériaux
carbone-époxy. Ainsi, la courbe de la dérivée de d22 par rapport à ρ obtenue de l’approche
énergétique (numéro 2) peut approcher celle de la théorie classique des stratifiés avec les
paramètres plus fiables (voir la figure 4.32).
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Approcher la dérivée calculée par une exponentille-Étape 2
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FIGURE 4.32: La fonction ∂d22/∂ρ obtenues des deux approches

La figure 4.33 montre la comparaison en termes d’évolution de la densité moyenne
des deux approches théorique des stratifiés (N◦1) en rouge et énergétique (N◦2) en bleu.
Il est montré sur la figure 4.33 que l’approche énergétique après le recalage colle au plus
près de l’essai. Ainsi, la fonction d22 obtenue avec l’approche énergétique (numéro 2) est
implémentée dans SAMCEF comme le nouveau comportement de fissuration.
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Comparaison de l’évolution de fissuration
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FIGURE 4.33: Définition du nouveau comportement de fissuration du matériau IM7/8552
obtenu de l’expérience

4.2 Application du nouveau comportement de fissuration
Après avoir identifié le comportement de fissuration spécifique au matériau IM7/8552,

une implémentation est réalisée dans l’algorithme SAMCEF via l’outil utilisateur. Les
configurations à plis épais sont calculées de nouveau avec la nouvelle loi de fissuration.
Le type d’empilement concerné est [45m/90m/-45m/0m]s avec m = {1, 2, 4, 8}.

La figure 4.34 montre les résultats numériques de la contrainte à rupture en concor-
dance avec les résultats expérimentaux lors de la montée en échelle en 1D. En comparant
avec la figure 4.16, les résultats avec la nouvelle loi de fissuration sont plus près des
résultats d’essais. Cependant, on peut remarquer que la différence de contraintes à rup-
ture pour la plus petite éprouvette est faible car elle est rompue par la ruine dominée par
la rupture des fibres ; par conséquent, la modification du comportement de fissuration n’a
aucun impact sur la contrainte à rupture.

 [45/90/-45/0]s  [452/902/-452/02]s  [454/904/-454/04]s  [458/908/-458/08]s
Séquence d’empilement

0

100

200

300

400

500

600

700

C
on

tr
ai
nt
e
à
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 [45/90/-45/0]s  [452/902/-452/02]s  [454/904/-454/04]s  [458/908/-458/08]s
Séquence d’empilement

0

100

200

300

400

500

600

700

C
on

tr
ai
nt
e
à
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FIGURE 4.34: Contraintes à rupture (par délaminage) pour la mise en échelle à 1D obte-
nues avec le nouveau comportement de fissuration
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La figure 4.35 montre les contraintes à rupture obtenues avec la nouvelle loi de fissura-
tion lors de la mise en échelle en 2D. On peut constater la baisse des contraintes à rupture
en comparaison avec 4.17 pour toutes les éprouvettes qui sont ruinée par le délaminage.
Les nouvelles contraintes à rupture sont proches de l’expérience.
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FIGURE 4.35: Contraintes à rupture (par délaminage) pour la mise en échelle à 2D obte-
nues avec le nouveau comportement de fissuration

La figure 4.36 montre les contraintes à rupture obtenues avec le nouveau comporte-
ment de fissuration lors de la mise en échelle en 3D. Sur la comparaison de la figure 4.36,
la différence de contraintes à rupture est faible pour la plus petite éprouvette ; la raison
est discutée sur la figure 4.34. Cependant, les trois autres éprouvettes, dont la ruine est
dominée par le délaminage, présentent une baisse de la contrainte à rupture en raison du
développement plus rapide des endommagements sous-critiques.
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FIGURE 4.36: Contraintes à rupture (par délaminage) pour la mise en échelle à 3D obte-
nues avec le nouveau comportement de fissuration
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4.3 Vers une étude sur les homothéties paramétrique et géométrique
Dans cette partie, on cherche à obtenir des résultats numériques d’une éprouvette à

grande taille à partir d’une géométrie dont les dimensions sont plus petites avec des pa-
ramètres matériau d’équivalence. Pour cela, il faut établir le lien entre les homothéties
paramétrique du matériau et géométrique de l’éprouvette. L’idée consiste à chercher des
paramètres matériau dépendant de la dimension de sorte qu’ils soit divisés par un facteur
homothétique identique à celui de la géométrie afin d’obtenir les mêmes résultats que la
simulation numérique de la géométrie d’origine. Cela permet un gain de temps en raison
de la diminution de degrés de liberté à résoudre. Dans un premier temps, cette étude ne
concerne que les configurations à plis épais du type d’empilement [45m/90m/-45m/0m]s
lors de la montée en échelle en 3D (le paramètre m = {1,2,4,8}). La dimension sur
l’épaisseur du stratifié est assurée par l’épaississement des plis.

D’un point de vue physique, l’épaisseur de l’interface est caractérisée par une
couche riche en résine et de très faible épaisseur. Il est à rappeler que dans
[Daudeville et al., 1995], le comportement de l’interface est considéré comme isotrope
transverse et ses raideurs sont le rapport des propriétés élastiques de l’interface sur
son épaisseur. Dans [Ladevèze et al., 2017], les forces thermodynamiques de l’interface
dépendent de son épaisseur et sont formulées par :

Y33 =
hI〈σ33〉2

2E◦(1−d33)2 ; Y13 =
hIσ

2
13

2G◦(1−d13)2 ; Y23 =
hIσ

2
23

2G◦(1−d23)2
(4.6)

où E◦ et G◦ sont propriété élastique de l’interface et hI l’épaisseur de l’interface. Y33, Y13
et Y23 sont les forces thermodynamiques respectivement associées aux Mode I, Mode II
et Mode III. La force thermodynamique réagissant l’évolution de l’endommagement pour
la mixité de mode est reportée dans l’équation (4.7) :

ȲI = sup
τ6t

[
Y33

GIc
+

Y13

GIIc

(
1−d13

1−d33

)2

+
Y23

GIIIc

(
1−d23

1−d33

)2
]

(4.7)

où GIc, GIIc, GIIIc sont la ténacité de l’interface en Mode I, II, III. En reportant l’équation
(4.6) dans (4.7), on obtient :

ȲI = sup
τ6t




〈σ33〉2
2E◦(1−d33)2

GcI

hI

+

σ2
13

2G◦(1−d13)2

GcII

hI

(
1−d13

1−d33

)2

+

σ2
23

2G◦(1−d23)2

GcIII

hI

(
1−d23

1−d33

)2




(4.8)
Par transformation homothétique des dimensions d’une géométrie d’un facteur m, on ob-
tient une géométrie réduite avec l’épaisseur de l’interface divisée par le facteur m. Afin de
s’assurer que le comportement de l’interface soit identique à celui de la géométrie d’ori-
gine, on maintient le rapport de la ténacité sur l’épaisseur de l’interface ; par conséquent
la ténacité de la géométrie réduite est divisée par le facteur m. Les arguments pour le
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seuil d’initiation du délaminage Y ◦ sont identiques pour la ténacité. Toutefois, il est im-
portant à noter que la diminution de la ténacité réduit la longueur de zone cohésive ; cela
augmente le nombre d’éléments finis et donc les coûts de calculs. En résume, les pa-
ramètres concernés par l’homothétie sont les ténacités de l’interface, le seuil d’initiation
du délaminage et l’épaisseur de l’interface.

La figure 4.37 montre les résultats obtenus pour deux plaques comportant un trou de
3.175mm et 6.35mm de diamètre avec le facteur d’homothétie géométrique égal à 2. Le
modèle de plaque troué de 3.175mm de diamètre est simulé avec les paramètres men-
tionné ci-dessus divisés par le facteur d’homothétie géométrique. Or le modèle de plaque
troué de 6.35mm est simulé à ses dimensions réelles avec les paramètres classiques.
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FIGURE 4.37: Comparaison entre les calculs paramétrique équivalent et réelle avec le
facteur de 2
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Les cartes de fissuration et du délaminage sont montrées sur la figure 4.37 avec les
lignes noires indiquant l’ouverture du splitting. Il est à noter que par souci de visibilité et
par manque d’espace, les cartes ne sont pas rendues sur la même échelle. On peut constater
que les patterns de l’endommagement sur la plaque trouée équivalente de 3.175mm de
diamètre sont similaires aux ceux de la plaque d’origine de 6.35mm de diamètre.
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FIGURE 4.38: Comparaison entre les calculs paramétrique équivalent et réelle avec le
facteur de 4
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La figure 4.38 montre les résultats avec le facteur de 4. Les cartes de fissuration et du
délaminage sont présentées pour la plaque d’équivalence comportant un trou de 3.175mm
de diamètre et la plaque d’origine avec un trou de 12.7mm. Les commentaires sont iden-
tiques avec la figure 4.37.
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FIGURE 4.39: Comparaison entre les calculs paramétrique équivalent et réelle avec le
facteur de 8

La figure 4.39 montre les résultats avec le facteur homothétique de 8. Les cartes de
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fissuration et du délaminage sont présentées pour la plaque d’équivalence comportant un
trou de 3.175mm de diamètre et la plaque d’origine avec un trou de 25.4mm. Il est à
noter que les ténacités sont réduites huit fois les valeurs d’origine. Le nombre d’éléments
d’interface nécessaire pour le bon calcul de la zone cohésive est donc augmenté 8 fois ; le
maillage devient fortement fin. Afin de réduire les coûts de calculs en utilisant le maillage
plus grossier, la technique de [Turon et al., 2005, Turon et al., 2007] est employé. Il s’agit
de diminuer la contrainte maximale d’interface. La baisse de cette dernière peut influencer
les résultats.

La figure 4.40 présente la comparaison des contraintes à rupture issues de calculs
numériques sur les géométries équivalente et réelle avec des résultats expérimentaux
donnés par [Green et al., 2007]. Il a été montré sur la figure 4.40 que les calculs des
géométries équivalentes sont capables de prédire correctement les contraintes à rupture
données par l’expérience.
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Géométrie réelle
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FIGURE 4.40: Comparaison en termes de contraintes à rupture entre les calculs
équivalent/réelle et les résultats expérimentaux de [Green et al., 2007]
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Conclusion

Cette thèse s’inscrit dans le cadre d’une collaboration avec SIEMENS/SAMTECH
sur l’exploitation de son logiciel de calculs éléments finis SAMCEF, en vue du trans-
fert de modèles et de méthodes de calculs pertinentes et robustes vers l’industrie. Le
caractère originale de cette thèse était de proposer une validation détaillée et complète de
la nouvelle méthodologie basée sur la version améliorée du mésomodèle classique afin de
promouvoir l’utilisation de ce modèle dans le cadre du � virtual testing �. Les capacités
du mésomodèle à prédire le comportement de l’endommagement et de la rupture ont été
montrées, que ce soit en termes d’évolution de l’endommagement mais également en ce
qui concerne le caractère brutal d’apparition des instabilités locales et de la rupture finale.

Les études ont porté sur les structures en composites stratifiés avec concentration de
contraintes, dans lesquelles la complexité des mécanismes d’endommagement est par-
ticulièrement importante. Notamment, la présence de fissures de splitting conduit au
relâchement de contraintes autour des singularités et à l’orientation du délaminage sur
les interfaces adjacentes. Les effets des dimensions dans le plan, de séquences d’empile-
ment (y compris les effets dus à l’augmentation du nombre de plis) et d’épaisseur du pli
ont aussi été simulés grâce le mésomodèle. Le principal rôle de ces effets est d’influer
sur l’évolution complexe de l’endommagement, ce qui rend crucial leur prise en compte
sur la montée de l’échelle laboratoire en échelle industrielle. Deux formes typiques de
concentration de contraintes ont été testées : les trous et les entailles.

Une des limitations soulevées par cette étude est le calcul numérique de problèmes
de très grandes tailles composés d’un empilement de plus d’une dizaine de plis. Cela
conduit à résoudre des problèmes à plusieurs millions de degrés de liberté. De plus, l’uti-
lisation de lois de comportement non linéaires dans de tels cas introduit des longueurs et
des temps caractéristiques très courts, qui imposent des discrétisations spatiales et tempo-
relles très fines. De ce fait, la puissance de calcul devient rapidement un facteur limitant.
Dans ces travaux, les maillages réduits composés de différents types d’éléments finis ont
été employés pour obtenir des gains en temps. Cependant, cela ne paraı̂t pas suffisamment
efficace pour les simulations numériques des plus grandes structures stratifiées compor-
tant un trou. D’autre pistes qui existent dans la littérature peuvent être utilisées comme
le calcul parallèle et les techniques multiéchelles ainsi que les techniques de réduction de
modèles.

L’introduction du critère de splitting de manière non intrusive et intrinsèque dans le
module de calculs de SAMCEF permet de suivre l’évolution du ratio des composantes de
cisaillement dans l’intégralité de la densité de fissuration et donc de prédire l’initiation de
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fissures de splitting. Toutefois, la mise en place d’éléments cohésifs est encore manuelle
et demande un nouveau lancement de calculs à partir de chargements nuls. La procédure
pour insérer de manière automatique les éléments cohésifs dès l’initiation du splitting
entraı̂nera une intervention plus profonde sur les codes sources de SAMCEF. Il est à
noter que l’initiation de splitting n’est pas a priori simultanée dans tous les plis pour
lesquels le critère est vérifié. En outre, il est possible que les splits puissent apparaı̂tre
plus tard dans d’autres plis restants et même les fissurations quasi-périodiques et isolées
sont simultanément existantes dans un pli. Une introduction automatique des splits dans
les modèles éléments finis est indispensable pour prédire plus précisément le processus
d’endommagement. Pour cela, on pourra faire appel à des modèles de zones cohésives,
ou à des modèles discrets comme XFEM et ses variantes.

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés



Annexe A

Investigations numériques des splits à
l’aide du mésomodèle classique

Les figures A.1 et A.2 montrent respectivement les cartes de fissuration totale et due
au cisaillement pour la détection de splits. Elles concernent l’éprouvette [45/90/-45/0]2s
munie d’un trou de 3.175mm de diamètre.
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FIGURE A.1: Observation numérique sur la fissuration totale à l’aide du mésomodèle
classique pour le stratifié [45/90/-45/0]2s avec D=3.175mm
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FIGURE A.2: Observation numérique sur la fissuration due au cisaillement à l’aide du
mésomodèle classique pour le stratifié [45/90/-45/0]2s avec D=3.175mm
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Les figures A.3 et A.4 montrent respectivement les cartes de fissuration totale et due
au cisaillement pour la détection de splits. Elles concernent l’éprouvette [45/90/-45/0]4s
munie d’un trou de 3.175mm de diamètre.
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FIGURE A.3: Observation numérique sur la fissuration totale à l’aide du mésomodèle
classique pour le stratifié [45/90/-45/0]4s avec D=3.175mm
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FIGURE A.4: Observation numérique sur la fissuration due au cisaillement à l’aide du
mésomodèle classique pour le stratifié [45/90/-45/0]4s D=3.175mm
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Les figures A.5 et A.6 montrent respectivement les cartes de fissuration totale et due
au cisaillement pour la détection de splits. Elles concernent l’éprouvette [45/90/-45/0]8s
munie d’un trou de 3.175mm de diamètre.
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FIGURE A.5: Observation numérique sur la fissuration totale à l’aide du mésomodèle
classique pour le stratifié [45/90/-45/0]8s avec D=3.175mm
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FIGURE A.6: Observation numérique sur la microfissuration due au cisaillement à l’aide
du mésomodèle classique pour le stratifié [45/90/-45/0]8s avec D=3.175mm
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tridimensionnels. Thèse de doctorat, École Nationale Supérieure d’Arts et Métiers.

[Chen et al., 2016] CHEN, B. Y., TAY, T. E., PINHO, S. T. et TAN, V. B. C. (2016). Model-
ling the tensile failure of composites with the floating node method. Comput. Methods
Appl. Mech. Engrg., 308:414–442.

[Cuvilliez, 2012] CUVILLIEZ, S. (2012). Passage d’un modèle d’endommagement
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la résistance résiduelle en compression. Thèse de doctorat, Institut Supérieur de
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(2006). A thermodynamically consistent damage model for advanced composites.
Technical Memorandum NASA/TM-2006-214282, NASA Langley Research Center,
Hampton, VA 23681-2199.

Modélisation et simulations des singularités dans les composites stratifiés



Bibliographie 155
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RING, S. M. (2008). Micromechanisms of damage in 0◦ splits in a [90/0]s compo-
site material using synchrotron radiation computed tomography. Scripta Materialia,
59:1043–1046.
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