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Introduction

L’usinage à grande vitesse est aujourd’hui largement utilisé dans toute l’industrie mé-
canique, particulièrement dans les secteurs de l’automobile, l’aéronautique et la fabrication
de moules pour la forge ou la fonderie. Le fait d’augmenter la vitesse de coupe permet de
réduire considérablement le temps d’usinage, d’apporter des gains de productivité impor-
tants et également la possibilité d’usiner certains matériaux innovants non-conventionnels.
Cependant, les problèmes vibratoires liés à l’usinage à grande vitesse peuvent conduire à
l’instabilité dynamique qui peut être néfaste à la qualité des pièces usinées, à la productivité
de l’usinage et à la durabilité des accessoires, etc. La maîtrise du comportement dynamique
du système couplé (machine-outil/broche/porte-outil/outil/pièce /porte-pièce) est la clé pri-
mordiale pour la réussite de l’usinage à grande vitesse.

Figure 1. Effets de vibrations sur l’état de surface usinée (travaux réalisés à l’ENIT,
Tarbes).

La thèse vise un double objectif. Le premier objectif est d’identifier le comportement
dynamique réel du système couplé pendant l’usinage. Le deuxième objectif est de proposer
une conception du support de pièce afin de rendre le comportement dynamique optimal
vis-à-vis de la stabilité de coupe.

On envisage dans le premier volet de la thèse d’appliquer des techniques existantes
d’identification modale opérationnelle et de proposer des nouvelles techniques d’identifica-
tion mieux adaptées en tenant compte des spécificités de l’usinage à savoir : la présence des
harmoniques très prépondérants, l’excitation aléatoire non contrôlée et non-mesurée, et les
réponses seules enregistrées.

Le deuxième volet de la thèse consiste à reconcevoir le système de support de pièce
avec utilisation de matériaux innovants. L’accent est mis sur le système de support de pièce
parce que son accès est le plus facile. En général, le système d’usinage est fabriqué avec
des matériaux métalliques comme l’acier ou l’aluminium. Ces métaux possèdent des rigi-
dités et résistances élevées mais ils ont des masses volumiques importantes ainsi que des
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capacités d’amortissement faibles. Pour améliorer les performances dynamiques du système
d’usinage, les matériaux composites se présentent comme des solutions alternatives. Pour
avoir une conception optimale du support de pièce, le nouveau matériau composite doit
avoir une raideur au moins égale à celle du matériau existant tout en ayant une capacité
d’amortissement plus élevée. Parmi les types de renforts, les fibres de carbone possèdent un
module d’élasticité élevé permettant la conception de pièces de grande rigidité mais elles ont
une faible capacité d’amortissement. Les fibres de lin, par contre, ont une faible densité, de
bonnes propriétés spécifiques et des caractéristiques d’amortissement élevées. Afin d’exploi-
ter le meilleur de chacune des deux types de fibre, un composite stratifié hybride à renfort
carbone-lin est alors proposé pour la conception optimale du support de pièce.

Pour atteindre les objectifs, les travaux de la thèse sont divisés en 6 chapitres :

• Le chapitre 1 présente tout d’abord un état de l’art sur la problématique des vibrations
en usinage. On montre ensuite les différentes stratégies pour maîtriser des vibrations en
usinage. Cela permet de positionner les travaux de la thèse dans le contexte actuel de
recherche. Deux approches sont étudiées dans la thèse : (i) optimisation des conditions de
coupe via l’identification modale opérationnelle et (ii) optimisation du système d’usinage
via la conception optimale du support de pièce. Enfin, on présente une synthèse biblio-
graphique sur deux sujets concernant : (i) l’identification modale, plus particulièrement
l’identification modale opérationnelle et (ii) les matériaux composites, leurs applications
dans les systèmes d’usinage, ce qui permet de fournir des connaissances de base pour
traiter les problèmes rencontrés au cours de la thèse.

• Le chapitre 2 est réservé à la nouvelle méthode d’identification modale opérationnelle
basée sur les fonctions de transmissibilité en présence des harmoniques. Un exemple nu-
mérique d’un système à deux degrés de liberté et un test expérimental de poutre sont
utilisés pour évaluer la performance de la technique d’identification modale basée sur les
fonctions de transmissibilité. L’étude permet de déterminer la performance de la méthode
proposée.

• Pour améliorer la méthode basée sur les fonctions de transmissibilité, le chapitre 3 se
concentre sur la distinction entre modes structuraux et composantes harmoniques. Dans
un premier temps, la technique existante basée sur les histogrammes et les valeurs de
Kurtosis est combinée avec la méthode de transmissibilité pour identifier des paramètres
modaux. Dans un deuxième temps, une nouvelle technique de distinction entre modes
structuraux et composantes harmoniques est développée en utilisant la fonction d’auto-
corrélation.

• Le chapitre 4 est consacré à la méthode d’identification modale opérationnelle basée sur
la technique de séparation aveugle de sources. En utilisant la séparation de sources, les
réponses aléatoires des modes peuvent être récupérées et utilisées ensuite par toutes les
méthodes classiques d’identification modale. On présente brièvement les généralités sur
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la séparation aveugle de sources. Ensuite, la performance de différentes techniques de sé-
paration de sources est évaluée. Cela permet de développer une méthode d’identification
modale opérationnelle basée sur une nouvelle approche de la séparation de sources.

• Le chapitre 5 porte sur la conception optimale du support de pièce en utilisant un nouveau
composite hybride carbone-lin pour augmenter la stabilité d’usinage. Une étude sur la pré-
diction de la stabilité d’usinage avec intégration du support de pièce est effectuée. Cela
permet d’évaluer l’influence des paramètres dynamiques du support de pièce sur la sta-
bilité d’usinage. Les matériaux constitutifs (résine époxy, renfort unidirectionnel à fibres
de lin et ceux à fibres de carbone) ainsi que la mise en œuvre des matériaux composites
sont décrits. Des plaques en composites stratifiés hybrides carbone-lin avec différentes sé-
quences d’empilement sont fabriquées puis découpées pour des essais de caractérisation.
Des essais quasi-statistiques en traction, de fluage en traction, d’identification modale ex-
périmentale sont mis en place afin d’identifier les propriétés statiques et dynamiques des
composites étudiés. Les résultats obtenus permettent de déterminer la conception opti-
male du système de support de pièce vis-à-vis de la stabilité de l’usinage.

• Le chapitre 6 est dédié à des essais de validation. Les tests d’identification modale sont
effectués sur une machine-outil, sur les systèmes de support de pièce en composite et
en aluminium. La connaissance du comportement dynamique du système de support de
pièce permet de prédire la stabilité d’usinage avec le diagramme des lobes de stabilité. Les
résultats des essais de validation avec le support de pièce existant et celui en composite
sont analysés et discutés.

Enfin, une conclusion générale récapitulant les contributions de ces travaux de recherche
ainsi que les perspectives envisageables sont présentées.

Publications et communications sur le sujet de la thèse :

Van-Dong Do, Thien-Phu Le, and Alexis Beakou, Transmissibility based operational
modal analysis in presence of harmonics, in Proceedings of the 4th Congrès International de
Géotechnique-Ouvrages-Structrures (CIGOS), October 2017, HCM-city, Vietnam.

Van-Dong Do, Alexis Beakou, Thien-Phu Le, Caractérisation du comportement viscoélas-
tique du comportement viscoélastique d’un composite hybride carbone-lin, 24ème Congrès
Français de Mécanique (CFM), Aout 2019, Brest, France.

Van-Dong Do, Thien-Phu Le, and Alexis Beakou, Blind source separation technique for
operational modal analysis in presence of harmonic excitation, Congrès International de
Géotechnique Ouvrages-Structrures (CIGOS), October 2019, Hanoi-city, Vietnam.

Van-Dong Do, Thien-Phu Le, and Alexis Beakou, Operational Modal Analysis of Me-
chanical Systems Using Transmissibility Functions in the Presence of Harmonics. Journal
of Science and Technology in Civil Engineering (STCE) - NUCE, Vol. 13, no. 3, Aug. 2019,
pp. 1-14.



Acronymes 21

Article en préparation :

Van-Dong Do, Thien-Phu Le, and Alexis Beakou, A hybrid method for operational modal
identication in the presence of harmonics, Mechanics Research Communications.

Van-Dong Do, Thien-Phu Le, and Alexis Beakou, Sparse component analysis for opera-
tional modal identication in presence of harmonic excitation, Measurement.

Van-Dong Do, Alexis Beakou, Thien-Phu Le, Gilles Dessein and Vincent Wagner De-
velopment of new carbon-flax hybrid composites for workpiece holder to improve chatter
stability in milling process, Journal of Materials Processing Technology.



Chapitre 1

Synthèse bibliographique et verrous
scientifiques

Sommaire
1.1 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 23
1.2 Analyse de vibrations en usinage . . . . . . . . . . . . . . . . . . 23

1.2.1 Broutement en usinage . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 24
1.2.2 Théorie des lobes de stabilité . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 25

1.3 Classification des stratégies pour la maîtrise des vibrations en
usinage . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 26

1.3.1 Optimisation des conditions de coupe . . . . . . . . . . . . . . . . 26
1.3.2 Optimisation du système d’usinage . . . . . . . . . . . . . . . . . . 29

1.4 Identification du comportement dynamique du système méca-
nique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 30

1.4.1 Analyse modale expérimentale . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 32
1.4.2 Analyse modale opérationnelle . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 36

1.5 Optimisation du support de pièce d’une machine-outil . . . . . 42
1.5.1 Généralités sur les composites . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 42
1.5.2 Application des matériaux composites dans les systèmes d’usinage 55
1.5.3 Support de pièce existant . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 56

1.6 Conclusions et objectifs de la thèse . . . . . . . . . . . . . . . . . 57



1.1 Introduction 23

1.1 Introduction

L’usinage à grande vitesse joue un rôle important dans toute l’industrie mécanique. Ce-
pendant, les phénomènes de vibrations en usinage peuvent entraîner plusieurs conséquences
négatives telles que : mauvaise qualité de surface usinée, usure accrue des outils, bruit ex-
cessif, etc. Ce premier chapitre aborde donc tout d’abord les différents types de vibrations
existants dans l’usinage et les stratégies principales pour les maîtriser. Deux approches ont
été étudiées dans la thèse : (i) optimisation des conditions de coupe via l’identification mo-
dale opérationnelle et (ii) optimisation du système d’usinage via la conception optimale du
support de pièce. En ce qui concerne l’identification du comportement dynamique des sys-
tèmes mécaniques, ce chapitre présente une bibliographie sur les techniques d’identification
modale avec les difficultés liées à l’usinage. Dans le but de proposer une conception optimale
du support de pièce d’une machine-outil avec utilisation de composites stratifiés hybrides à
renfort carbone-lin, un état de l’art sur les matériaux composites, leurs applications dans
les systèmes d’usinage et un système du support conventionnel à reconcevoir sont présentés.
Enfin, quelques conclusions et verrous scientifiques sont présentés.

1.2 Analyse de vibrations en usinage

De nombreuses opérations existantes en usinage sont toutes soumises aux problèmes des
vibrations d’usinage, que ce soit le fraisage, le tournage, le perçage, etc. Les processus de
coupe peuvent emmener trois types différents de vibrations mécaniques en raison de l’absence
de rigidité dynamique ou d’amortissement d’un ou de plusieurs éléments du système composé
de la machine-outil, du porte-outil, de l’outil et de la pièce. Ces trois types de vibrations
sont recensés comme des vibrations libres, des vibrations forcées et des vibrations auto-
entretenues.

Les vibrations libres caractérisent les vibrations d’un système en réponse à un choc ou
un lâcher. Ce type de vibrations ne se présente généralement pas durant l’usinage. Mais elles
sont utilisées afin de déterminer les caractéristiques dynamiques du système à l’arrêt sous
un choc de marteau par exemple.

Les vibrations forcées apparaissent en raison de la variation cyclique des efforts de coupe.
Elles peuvent être induites par un défaut d’excentricité de la chaîne cinématique (broche,
porte-outil, outil), par une excentration d’une dent de l’outil, ou encore par une hétérogénéité
de la matière usinée. La position relative de l’outil par rapport à la surface usinée est
constante à chaque passage de dent dans la direction normal à l’avance. Les vibrations sont
en phase avec la fréquence de passage des dents et l’influence de ces vibrations sur la qualité
de l’état de surface final peut être négligeable [3].

Les vibrations auto-entretenues ou vibrations régénératives sont également connues sous
le nom de « broutement » ou de « chatter » en anglais. Ces vibrations sont néfastes pour
l’usinage, car elles conduisent le système d’usinage à l’instabilité. Dès 1907, le broutement a
été signalé par Taylor [31] comme le problème le plus obscur et délicat auquel est confronté
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l’usineur. Jusqu’à présent, il est toujours un sujet si intéressant pour la recherche académique
et industrielle, car il est la plus indésirable et le moins contrôlable.

Figure 1.1. Facteurs influents sur le broutement en usinage [1].

1.2.1 Broutement en usinage

Le broutement est un phénomène extrêmement complexe qui dépend de la diversité des
éléments du système dynamique et de son comportement : la machine-outil, la broche, le
porte-outil, l’outil de coupe, la pièce à usiner et des conditions de coupe. La figure 1.1 montre
les principaux éléments influents sur le phénomène de broutement. De plus, le broutement
peut se produire dans différentes opérations d’usinage : fraisage [32], tournage [33], perçage
[34, 35, 36], forage [37, 38], brochage [39], polissage [40, 41]. En outre, le broutement peut
entraîner plusieurs conséquences négatives [1] :

— Mauvaise qualité de surface usinée.
— Précision inacceptable.
— Bruit excessif.
— Usure excessive des outils.
— Endommagement de la machine-outil.
— Baisse de la productivité.
— Augmentation des coûts.
— Gaspillage des matériaux.
— Gaspillage d’énergie.
— Impact environnemental en termes de matériaux et d’énergie.
— Coût de recyclage, de retraitement des pièces non validées.

Selon Faassen [42], le broutement est classé en deux catégories : primaire et secondaire. Le
broutement primaire, dit "broutement non-régénératif" peut se produire par un frottement
entre l’outil et la pièce [43], par des effets thermo-mécaniques ou par un couplage de mode
[44, 45]. Le broutement secondaire, dit "broutement régénératif" peut être causé par la
régénération de l’ondulation de la surface de la pièce usinée. Ce broutement régénératif a été
clairement explicité par Tobias [46] et Merrit [47]. En réalité, les vibrations auto-entretenues
sont majoritairement liées à la régénération de la surface. Dans ce travail, l’accent est donc
mis sur ce type de broutement.
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Les vibrations régénératives sont générées par la variation de l’épaisseur du coupeau en
deux passages des dents (Figure 1.2). En effet, le broutement régénératif est dû à une in-
teraction entre la dynamique du processus de coupe et la dynamique vibratoire du système
d’usinage [47]. Le mouvement vibratoire du système d’usinage, impliquant une première
ondulation de la surface usinée. Quand la dent suivante repasse sur cette surface ondulée,
l’épaisseur du copeau varie. L’outil est donc soumis à une variation d’efforts de coupe qui
va de nouveau entraîner un mouvement vibratoire du système d’usinage, produisant une
nouvelle surface ondulée. Ici, deux évolutions sont possibles pour l’amplitude des vibrations.
Si le déphasage entre le mouvement vibratoire du système et l’ondulation de la surface pré-
cédente est suffisamment faible, la section du copeau varie peu. L’amplitude des vibrations
diminue petit à petit et tend vers zéro puisque la variation d’efforts de coupe n’est donc
pas suffisante afin d’entretenir les vibrations au regard de la raideur et de l’amortissement
du système d’usinage. En revanche, si le déphasage est assez grand et si l’amortissement
ou la rigidité du système sont insuffisants, la variation importante de l’épaisseur du copeau
va entretenir et amplifier les vibrations jusqu’à ce que la coupe soit discontinue. En consé-
quence, la sortie de la matière implique généralement une forte dégradation de la qualité de
la surface usinée et une usure anormale de l’outil.

Figure 1.2. Phénomène de régénération de la surface [2].

1.2.2 Théorie des lobes de stabilité

La théorie des lobes de stabilité est basée sur un modèle d’efforts de coupe avec la
modélisation des vibrations régénératives. Le diagramme des lobes de stabilité (Figure 1.3)
vise à prédire dans quelles conditions de coupe (profondeur de coupe axiale Ap et vitesse de
rotation broche N) la coupe est instable (avec broutement) ou stable (sans broutement). Ce
diagramme permet donc de trouver des conditions de coupe optimales pour avoir un taux
maximum d’enlèvement de matière en assurant une stabilité d’usinage [46, 48].

Le calcul et le tracé du diagramme des lobes de stabilité nécessitent la détermination des
paramètres dynamiques du système d’usinage (fréquences propres, taux d’amortissement,
raideurs). Ces paramètres peuvent être déterminés expérimentalement par l’analyse modale
et l’identification de la fonction de transfert ou modélisés numériquement par un modèle des
éléments finis.
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Figure 1.3. Diagramme des lobes de stabilité [3].

1.3 Classification des stratégies pour la maîtrise des
vibrations en usinage

En considérant les facteurs qui influent sur le broutement en usinage (Figure 1.1), les
stratégies existantes pour la maîtrise des vibrations en usinage peuvent être classées en
deux groupes principaux : optimisation des conditions de coupe et optimisation du système
d’usinage.

• Optimisation des conditions de coupe : Le premier groupe est composé de toutes les
méthodes qui assurent une stabilité d’usinage avec un taux maximum d’enlèvement de ma-
tière en sélectionnant des paramètres de coupe optimaux avec l’utilisation du diagramme
des lobes de stabilité. Dans le premier groupe, une autre division peut être effectuée selon
le type d’identification du comportement dynamique du système d’usinage pour tracer le
diagramme de lobes de stabilité. Les conditions de coupe peuvent être déterminées par
identification à l’arrêt ou par identification opérationnelle.
• Optimisation du système d’usinage : Le deuxième groupe comprend les méthodes

qui évitent le broutement en modifiant le comportement du système et en modifiant la
frontière du diagramme des lobes de stabilité. Dans le deuxième groupe, il est possible
de distinguer les méthodes passives des méthodes actives [1]. La figure 1.4 présente les
principales stratégies pour la maîtrise des vibrations en usinage.

1.3.1 Optimisation des conditions de coupe

Ces axes de recherche visent à éviter les phénomènes de broutement sans modification
des caractéristiques du système d’usinage. Le principe de ces méthodes est de sélectionner les
paramètres de coupe optimaux dans les zones stables du diagramme des lobes de stabilité.
Comme expliqué dans la section 1.2.2, afin de construire le diagramme des lobes de stabilité,
le comportement dynamique du système d’usinage est notamment identifié par l’analyse
modale.
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Figure 1.4. Stratégies pour la maîtrise des vibrations en usinage.

1.3.1.1 Par identification à l’arrêt

Nous considérons le cas de l’optimisation des conditions de coupe par l’identification à
l’arrêt. La fonction de transfert d’un système à plusieurs degrés de liberté peut être identifiée
par un test dynamique réalisé à l’arrêt, c’est-à-dire avant usinage. Ce cas correspond à
l’analyse modale expérimentale (AME) par un test de marteau (Figure 1.5) ou un pot
vibrant. Ce test expérimental va être décrit avec plus de détail dans la section 1.4.1.

Figure 1.5. Test de marteau d’impact sur le robot d’usinage ABB 6660 [4].
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1.3.1.2 Par identification pendant l’usinage

Durant l’usinage, le changement des conditions aux limites et des configurations de la
machine-outil induit des variations du comportement dynamique du système d’usinage. En
conséquence, le diagramme des lobes de stabilité change continuellement pendant l’usinage.
Il est donc nécessaire d’identifier opérationnellement le comportement dynamique de la
structure pour prédire plus précisément la stabilité du procédé d’usinage. Dans la littérature,
Mejri et al. [5] ont amélioré la prédiction de stabilité d’usinage pour le robot d’usinage
ABB IRB 6660 (Figure 1.6). En effet, les auteurs ont proposé une méthode efficace pour
l’identification opérationnelle du comportement dynamique en bout de l’outil. Thevenot
et al. [6] ont proposé le diagramme de lobes de stabilité tridimensionnels pour étudier la
stabilité de coupe des pièces flexibles avec la prise en compte de l’influence du changement
de la position de l’outil pendant l’usinage (Figure 1.7). La technique d’identification modale
opérationnelle va être décrite plus en détail dans la section 1.4.2.

Figure 1.6. Dispositif de mesure des signaux durant l’usinage [5].

Figure 1.7. Diagramme des lobes de stabilité en trois-dimensions durant l’usinage [6].
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1.3.2 Optimisation du système d’usinage

Contrairement aux stratégies précédentes, le but de l’optimisation du système d’usinage
est d’élargir la zone stable du diagramme des lobes de stabilité en modifiant de manière
passive ou active le comportement dynamique du système.

1.3.2.1 Méthodes passives

Les méthodes passives incluent des stratégies basées sur la modification de certains élé-
ments de la machine-outil afin de modifier de manière passive le comportement du système
d’usinage (machine-outil, broche, porte-outil, outil de coupe, pièce usinée, porte-pièce). Elles
consistent à adapter la structure en modifiant ses caractéristiques dynamiques (masse, rai-
deur, amortissement) notamment durant la phase de conception.

(a) (b)

Figure 1.8. Absorbeurs passifs attachés : (a) sur l’outil, (b) sur la pièce [7]

Figure 1.9. Conception du porte-outil pour le tournage [8].

Certains auteurs [49, 50, 51, 7] ont appliqué des absorbeurs dynamiques accordés (ADAs
ou TMD en anglais) pour la réduction des vibrations en usinage. En effet, les ADAs sont des
dispositifs type « masse-ressort-amortisseur » dont le but est de dissiper l’énergie associée
à un mode de vibration. Ils sont accordés sur une fréquence de résonance spécifique. Les
absorbeurs peuvent être collés sur l’outil de coupe (Figure 1.8.a) ou sur la pièce usinée
(Figure 1.8.b). L’inconvénient principal de l’utilisation des absorbeurs passifs provient de la
complexité de leur mise au point et de la grande variabilité des processus d’usinage.



1.4 Identification du comportement dynamique du système mécanique 30

Y. Liu et al. [52, 8] ont proposé d’utiliser un matériau viscoélastique, le PMMA (poly
méthacrylate de méthyle acrylique), dans la conception du porte-outil afin d’améliorer la
stabilité de coupe pour le fraisage [52] et le tournage [8]. Le porte-outil est reconçu de
manière à former une couche d’amortissement contrainte (CLD- constrained layer damping
en anglais). C’est-à-dire, le matériau amortisseur viscoélastique est pris en sandwich entre
deux couches de matériaux élastiques rigides comme montré dans la figure 1.9.

1.3.2.2 Méthodes actives

Ces méthodes actives reposent sur certains éléments du système d’usinage qui ont la
capacité de modifier de manière active les caractéristiques dynamiques (masse, raideur,
amortissement) ainsi que la possibilité d’introduire des efforts dynamiques dans le système
afin de supprimer ou d’atténuer le broutement. Dans ce cas, la machine-outil nécessite l’in-
tégration d’un système mécatronique complexe composé de actionneurs, de capteurs et de
contrôleurs. Par exemple, J. Monnin et al. [9] ont proposé la conception d’une broche ac-
tive (Figure 1.10). Des actionneurs piézo-électriques ont utilisés pour agir directement sur
le mouvement radial du palier.

Figure 1.10. Conception de la broche active [9].

1.4 Identification du comportement dynamique du sys-
tème mécanique

L’identification du comportement dynamique du système couplé est indispensable pour
la réussite de l’usinage à grande vitesse. La maîtrise du comportement dynamique permet
d’augmenter au maximum le taux d’enlèvement de matière tout en assurant la stabilité du
procédé d’usinage.

Le comportement dynamique d’un système linéaire peut être modélisé par trois différents
modèles : le modèle spatial, le modèle modal et le modèle de réponse [10]. Le modèle modal
est un modèle intermédiaire entre le modèle spatial et le modèle de réponse, comme montré
dans la Figure 1.11.
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Figure 1.11. Interrelation des modèles dynamiques pour un système non amorti [10].

• Modèle spatial : Considérons un système mécanique linéaire discret à Multiple Degrés
De Liberté (MDDL), la réponse vibratoire du système est gouvernée par l’équation de
mouvement :

Mẍ(t) + Cẋ(t) + Kx(t) = f(t) (1.1)
où des vecteurs x(t) et f(t) sont la réponse temporelle du déplacement et la force exté-
rieure. Les matrices structurelles M, C et K ∈ RN×N sont respectivement la matrice de
la masse, la matrice d’amortissement et la matrice de rigidité. Ces matrices représentent
la distribution spatiale des propriétés mécaniques du système et forment ce qu’on appelle,
le modèle spatial. Cette approche de modélisation contient la plupart des informations
intéressantes sur le système. Toutefois, les propriétés dynamiques (i.e., les matrices struc-
turelles) sont incorporées au sein des structures complexes et peuvent rapidement être
occultées pour les grands systèmes à MDDL. Pour la pratique d’ingénierie, ces propriétés
sont donc extraites par le modèle modal [53].

• Modèle modal : Le modèle modal est un modèle synthétisé qui résume les informa-
tions dynamiques en quelques paramètres, appelés paramètres modaux. Les paramètres
modaux incluent les fréquences propres f=[f1, ...fk, ...fN ]T , les taux d’amortissement
ξ= [ξ1, ...ξk, ...ξN ]T et les déformées modales Φ= [φ1, ...φk, ...φN ]. Les trois paramètres
modaux évalués à partir de différentes sources (expérimentalement ou théoriquement),
peuvent être facilement comparés. Le modèle modal est donc vraiment efficace pour l’ana-
lyse dynamique des structures. Pour un système non amorti, l’équation (1.1) devient

Mẍ(t) + Kx(t) = f(t). (1.2)

Les paramètres modaux peuvent être calculés à partir des matrices structurelles en résol-
vant le problème aux valeurs propres : (K − ωk2M)φk = 0. La récupération du modèle
spatial à partir des paramètres modaux est également possible grâce aux propriétés or-
thogonales de la matrice modale Φ, la relation entre les matrices structurelles et les
paramètres modaux est donnée par
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M = Φ−TΦ−1 et K = Φ−TΛΦ−1 (1.3)

où Λ = diag([. . . ω2
k . . .]) est la matrice diagonale qui contient les pulsations propres. Ce

processus devient compliqué pour un système amorti lorsque la matrice C est considérée.
On accepte souvent l’hypothèse d’amortissement proportionnel où la matrice C est une
combinaison linéaire de la matrice de masse M et de la matrice de rigidité K.

• Modèle de réponse : La réponse vibratoire dépend principalement de deux facteurs :
les caractéristiques dynamiques du système et l’excitation imposée. Par conséquent, le
système peut être complètement caractérisé en calculant sa réponse à une impulsion unité,
appelé aussi impulsion de Dirac. Il s’agit de la Fonction de Réponse Impulsionnelle (FRI),
notée h(t), qui joue un rôle très important en dynamique des structures. Une charge
impulsionnelle est une force extérieure très intense de courte durée. La réponse temporelle
d’un système linéaire à un chargement arbitraire f(t) peut être calculée par le produit de
convolution :

x(t) = h(t) ∗ f(t) (1.4)

Dans le domaine fréquentiel, cela conduit au concept de Fonction de Réponse en Fréquence
(FRF), noté H(ω). La FRF est la fonction de transfert du système en fréquence. Par la
transformation de Fourier, le produit de convolution (l’équation (1.4)) devient le produit
ordinaire :

X(ω) = H(ω)× F(ω) (1.5)

Le modèle de réponse peut être obtenu à partir des paramètres modaux en introduisant
une force sinusoïdale de la forme f(t) = F eiωt dans l’équation de mouvement (1.4). Pour
un système non amorti, la FRF est liée aux paramètres modaux par la formule suivante :

H(ω) = Φ[Λ− ω2I]−1ΦT =
N∑
k=1

φkφk
T

ωk2 − ω2 (1.6)

Le modèle modal peut être déduit à partir du modèle de réponse en utilisant des tech-
niques d’identification modale. Grâce à ces techniques, les paramètres modaux sont généra-
lement extraits à partir des données expérimentales (les réponses vibratoires seules ou avec
les excitations mesurées). Les techniques d’identification modale peuvent être donc divisées
en deux principales catégories : analyse modale expérimentale (AME) et analyse modale
opérationnelle (AMO).

1.4.1 Analyse modale expérimentale

Classiquement, les paramètres modaux sont extraits par une analyse modale expérimen-
tale lorsque la force d’excitation ainsi que sa réponse vibratoire sont mesurées. Ces tests
d’identification modale sont généralement effectués dans les conditions de laboratoire. La
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force d’excitation artificielle peut être générée par un choc de marteau ou par un pot vibrant.
L’estimation des paramètres modaux se base sur le traitement des fonctions de réponses en
fréquence (FRFs) en différents points de mesure. Une FRF est définie dans le domaine
fréquentiel comme le rapport de la réponse vibratoire divisée par la force d’excitation et
peut être représentée sous trois différents types en termes de déplacement, de vitesse ou
d’accélération comme indiqué dans le Tableau 1.1.

Tableau 1.1. Différents types de FRF

Définition Réponse Variables

Réceptance X(ω)
F (ω) Déplacement/Force

Mobilié Ẋ(ω)
F (ω) Vitesse/Force

Inertance Ẍ(ω)
F (ω) Accélération/Force

Figure 1.12. Système linéaire avec bruit de mesure en entrée et en sortie.

Lors d’une analyse modale expérimentale, le bruit peut être mélangé à la force d’exci-
tation et/ou à la réponse mesurée. Donc, la FRF ne peut pas être calculée directement par
la formule indiquée dans le Tableau 1.1. Il est nécessaire d’utiliser les densités spectrales et
inter-spectrales de puissance (DSP) en entrée et en sortie. L’estimation de la FRF peut être
effectuée par des estimateurs H1(ω) et H2(ω) :

H1(ω) = Sfx(ω)
Sff (ω) (1.7)

H2(ω) = Sxx(ω)
Sxf (ω) (1.8)

Avec :
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— Sxf : La fonction de DSP entre la réponse x(t) et la force d’excitation f(t) mesurées.
— Sxx : La fonction de DSP de la réponse mesurée x(t).
— Sff : La fonction de DSP de la force d’excitation mesurée f(t).

Les deux estimateurs H1(ω) et H2(ω) devraient donner le même résultat. Un indicateur
de la qualité de la FRF est donc proposé comme le rapport de ces deux estimateurs :

Γxf (ω) = H1(ω)
H2(ω) = Sfx(ω)Sxf (ω)

Sff (ω)Sxx(ω) (1.9)

où Γxf (ω) est la fonction de cohérence qui détermine le degré de linéarité en fréquence
entre le signal de sortie x(t) et le signal d’entrée f(t).

— si Γxf (ω) ∼= 1 : La réponse vibratoire mesurée est due seulement à la force d’excitation
appliquée.

— si Γxf (ω) << 1 : Des bruits sont présents dans les signaux mesurés et/ou la réponse
de sortie peut être causée par une autre force externe en plus ou le système n’est pas
vraiment linéaire.

Méthodes dans le domaine fréquentiel Méthodes dans le domaine  temporel

Méthodes d'identification modale

Méthodes indirectes Méthodes indirectesMéthodes directes Méthodes directes

1DDLMDDLMDDL

SISO

SIMO

MIMO

MDDLMDDL MDDLMDDL MDDLMDDL

SISO

MIMO

SISO

SIMO

MIMO

SISO

MIMO

SISO

MIMO

Figure 1.13. Classification des méthodes d’identification modale [10].

Une fois que les FRFs fiables sont estimées avec la valeur de la fonction de cohérence
est presque égale à 1 sur la bande fréquence choisie, les paramètres modaux du système
mécanique sont extraits en utilisant une des méthodes d’identification modale. Pour l’analyse
modale expérimentale, les méthodes d’identification modale peuvent être classées suivant le
domaine où les données sont traitées pour obtenir les paramètres modaux. Il s’agit des
méthodes dans le domaine temporel ou fréquentiel [10] :
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• Domaine temporel. La FRI de la structure est souvent obtenue à partir de la FRF
mesurée par la transformation de Fourier discrète inverse (IFFT) afin d’identifier les pa-
ramètres modaux. Mais cela pose le problème de fuite sur les signaux de longueur finie.
Pour éviter ce problème, certaines méthodes utilisent directement les données brutes de
la force et la réponse temporelles. En général, les méthodes dans le domaine temporel ont
tendance à donner les meilleurs résultats lorsqu’une large bande de fréquence ou plusieurs
modes existent dans les données. Pourtant, ces méthodes ont un inconvénient majeur, ils
ne peuvent estimer que les modes dans la gamme de fréquence d’analyse et ne prennent
pas en compte les effets résiduels des modes.
• Domaine fréquentiel. Les méthodes en fréquence sont basées sur le traitement de la

FRF expérimentale - H(ω). Contraire aux méthodes en temps, ces méthodes permettent
de se concentrer sur une plage de fréquence importante avec une limite de nombre de
modes. La précision du résultat peut être améliorée en tenant compte des effets résiduels.

Les méthodes en temps et en fréquence peuvent encore être classées en méthodes indirectes
et en méthodes directes :
• Méthodes indirectes. Le terme «indirect» signifie que l’identification est basée sur le

modèle modal, i.e., sur les paramètres modaux.
• Méthodes directes. Le mot direct indique que la procédure d’identification est directe-

ment basée sur le modèle spatial, i.e., sur l’équation matricielle d’équilibre.

Une distinction supplémentaire peut être faite selon le nombre de modes à analyser au
même instant :
• 1DDL. Dans l’analyse à un Degré de Liberté (1DDL), chaque mode est analysé sépa-

rément. L’analyse à 1DDL est uniquement utilisée pour les méthodes indirectes dans le
domaine fréquentiel.
• MDDL. Pour l’analyse à Multiples Degrés De Libertés (MDDL), plusieurs modes sont

extraits simultanément.

Lors d’un test modal expérimental, la structure est souvent excitée à chaque point sélec-
tionné et ses réponses sont enregistrées à plusieurs endroits le long de la structure, à partir
desquels, l’ensemble des FRFs sont déduites. Une autre division peut être effectuée selon le
nombre des FRFs utilisées pour l’analyse modale :
• SISO. Quelques techniques d’analyse modale qui s’appliquent à une seule FRF à la fois,

sont appelées méthodes à une FRF ou à une-entrée-une-sortie (SISO : single-input-single-
output en anglais)
• SIMO. Les méthodes appelées globales ou une-entrée-multiple-sortie (SIMO : single-

input-multi-output) permettent d’analyser simultanément quelques FRFs avec des ré-
ponses mesurées à plusieurs points de la structure, mais l’utilisation d’un seul point d’ex-
citation.
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• MIMO. Finalement, les méthodes plus complexes ont été mises en oeuvre afin de traiter
simultanément toutes les FRFs disponibles qui sont obtenues à partir de différents points
d’excitations et de réponses. Elles sont appelées polyréférence ou multiple-entrée-multiple-
sorties (MIMO :multi-input-multi-output).

Parmi les méthodes d’identification modale de type 1DDL, la méthode de demi-puissance,
appelée aussi la méthode -3 dB (domaine fréquentiel) et la méthode de décrément logarith-
mique (domaine temporel) sont encore couramment pratiquées car simples et rapides. Elles
donnent des résultats assez précis dans le cas où l’amortissement est faible et les modes
ont une séparation suffisante entre eux. Parmi les méthodes d’identification à MDDL, la
méthode PolyMAX dans le domaine fréquentiel et la méthode LSCE dans le domaine tem-
porel sont fortement répandues dans le secteur industriel. Elles ont été implémentées dans
le logiciel commercial LMS Test.Lab. En comparant les résultats de ces deux méthodes, la
méthode PolyMAX donne de meilleurs résultats avec une visualisation claire des pôles dans
le diagramme de stabilisation, permettant d’identifier les modes proches et les taux d’amor-
tissement élevés dans un environnement bruyant [54, 55]. La méthode PolyMAX est décrite
dans la section suivante.

1.4.2 Analyse modale opérationnelle

Contrairement à l’analyse modale expérimentale où l’excitation et sa réponse de la struc-
ture sont nécessaires, l’analyse modale opérationnelle est plus efficace pour l’identification
d’une structure réelle en raison de la simplicité des équipements, du faible coût, de la condi-
tion réelle, de l’identification de la structure en service. En effet, sous l’hypothèse d’excitation
de type bruit blanc, la technique d’identification modale opérationnelle est basée uniquement
sur la mesure des réponses de la structure. C’est pourquoi elle est extrêmement utile pour
les grandes structures en génie civil ou en génie mécanique, par exemple, la machine-outil
en cours d’usinage où l’excitation est difficile, voir impossible à mesurer.

1.4.2.1 Méthodes d’identification modale opérationnelle

Les méthodes d’analyse modale opérationnelle peuvent être classifiées en domaine tem-
porel, fréquentiel ou temps-fréquence.

Concernant les méthodes d’analyse modale opérationnelle dans le domaine temporel,
nous pouvons citer quelques méthodes classiques comme la méthode de décrément aléatoire
(RD)[56, 57], la méthode d’Ibrahim Time Domain (ITD)[58], la méthode de Natural Excita-
tion Technique (NExT)[59], la méthode d’Auto-Regressive Moving Average (ARMA)[60, 61],
la méthode de Least Square Complex Exponential (LSCE)[62] et la méthode d’identification
dans le sous-espace stochastique (SSI)[63, 64, 65].

Des méthodes d’identification modale opérationnelle dans le domaine temps-fréquence
ont été proposées à partir des années 90 telles que la méthode de transformation de la classe
de Cohen [66] et la méthode de transformation des ondelettes (CWT)[67, 68, 69].
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Les méthodes bien connues dans le domaine fréquentiel comprennent la méthode de
demi-puissance, la méthode de décomposition dans le domaine fréquentiel (FDD)[70], la
méthode de Poly-reference Least Squares Complex Frequency (PolyMAX)[71], etc. Pour la
suite, quelques méthodes les plus populaires sont décrites avec un peu plus de détails : la
méthode SSI en temps et les méthodes PolyMAX , FDD en fréquence.

• Méthode SSI. L’identification des paramètres modaux est réalisée avec la méthode SSI
dans le domaine temporel. Il s’agit du modèle espace d’état. En effet, l’équation différentielle
de second ordre précédente (1.1) peut être transformée en une équation de premier ordre
dans l’espace d’état :

{
ż(t) = Acz(t) + Bcf(t)
x(t) = Dz(t) (1.10)

où la première équation du système (1.10) est appelée équation d’état qui caractérise le
comportement dynamique du système et la deuxième équation est appelée équation d’ob-
servation. La définition des matrices Ac,Bc,D et du vecteur d’état z(t) est donnée par :


Ac =

[
0 I

−M−1K −M−1C

]
, Bc =

[
0

M−1

]
, D =

[
I 0

]
z(t) =

[
x(t)
ẋ(t)

] (1.11)

Les paramètres modaux peuvent être extraits à partir de la matrice d’état Ac en utilisant
la décomposition en valeurs propres (EVD) par la formule suivante :

Ac = ΨcΛcΨ−1
c (1.12)

Ψc et Λc ∈ C2N×2N sont respectivement les matrices des vecteurs propres complexes et des
valeurs propres complexes de la matrice Ac avec :

Λc =
[

Λ 0
0 Λ

]
, Ψc =

[
Φ Φ

ΦΛ Φ Λ

]
,

Λ = diag([. . . λk . . .]), Φ = [. . .φk . . .], k = 1, . . . , N
(1.13)

où (.) représente le conjugué complexe de l’entité (.). Dans l’équation (1.13), seules les
quantités Λ et Φ sont utiles pour caractériser les paramètres modaux, c’est-à-dire, le com-
portement modal de la structure. La déformée modale d’un mode k est représentée par φk.
La relation entre la pulsation propre ωk, le taux d’amortissement ξk et la valeur propre λk
est donnée par l’expression :

λk = −ξkωk + iωk
√

1− ξ2
k avec i =

√
−1. (1.14)

Dans le contexte de l’analyse modale opérationnelle, l’excitation et le bruit environ-
nemental sont inconnus. Par conséquent, ils peuvent être représentés par des composants
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stochastiques. Le système des équations (1.10) est converti en temps discret pour ajuster les
données mesurées :

{
zn+1 = Adzn + wn
xn = Dzn + vn

(1.15)

où xn = x(n∆t) est le vecteur de sortie échantillonné ; zn = z(n∆t) est le vecteur
d’état échantillonné ; n est un entier et ∆t est le temps d’échantillonnage ; wn et vn sont
respectivement les bruits dus à l’excitation inconnue de la structure et le bruit mesuré. Ils
sont tous supposés être de moyenne nulle, blanc, Gaussien ; Ad = eAc∆t est la matrice d’état
en temps discret. Les vecteurs propres de la matrice Ad coïncident avec ceux de la matrice
Ac en temps continu. Les valeurs propres en temps continu λk sont trouvées à partir des
valeurs propres en temps discret λd par :

λk = ln(λd)
∆t (1.16)

La matrice Ad peut être calculée à partir des réponses mesurées dans le temps discret
en utilisant les algorithmes d’identification de sous-espace [63, 72]. Une fois que Ad est
estimée, les paramètres modaux sont calculés à partir de l’équation (1.13),(1.14), et (1.16).
Les fréquences propres fk et les taux d’amortissement ξk sont identifiés comme suit :

fk = ωk
2π = |λk|2π et ξk = −<e(λk)

|λk|
(1.17)

• Méthode PolyMAX. Cette méthode est aussi appelée p-LSCF (Polyreference Least
Squares Complex Frequency domain), mais connue souvent sous le nom commercial Poly-
MAX et implémentée dans le logiciel commercial LMS Test.Lab. Elle est basée sur un modèle
paramétrique dans le domaine fréquentiel. Elle a d’abord été développée pour l’analyse mo-
dale expérimentale en utilisant les FRFs mesurées en tant que données primaires [73, 54, 74].
Sous l’hypothèse de l’excitation de bruit blanc, PolyMAX est ensuite appliquée à l’analyse
modale opérationnelle la première fois par Peeters et al. [71]. Lors d’une AMO, les fonc-
tions de densité spectrale de puissance (DSP) de réponses sont utilisées en tant que données
primaires au lieu des FRFs mesurées. Elle se base sur le modèle fractionnel de la matrice
droite :

Sxx(ω) = B(ω)A−1(ω) =
[ p∑
r=0

zr(ω)βr
] [ p∑

r=0
zr(ω)αr

]−1

(1.18)

où

— Sxx ∈ CN×N est la matrice DSP avec les réponses de N capteurs.
— A(ω) ∈ CN×N est la matrice du dénominateur polynomial.
— B(ω) ∈ CN×N est la matrice du numérateur polynomial.
— αr et βr ∈ RN×N sont respectivement des matrices de coefficients du dénominateur

et numérateur. Ils sont des paramètres du modèle à déterminer.
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— p est l’ordre du modèle qui doit être supérieur au nombre de modes prévus dans la
bande de fréquence étudiée.

— zr(ω) = e−iω∆tr est une fonction polynomiale de base formulée dans le domaine Z,
c’est-à-dire, une fonction du domaine fréquentiel issue d’une fonction du domaine
temporel discret avec le temps d’échantillonnage ∆t.

Les paramètres du modèle αr et βr peuvent être estimés en minimisant la différence entre
la matrice DSP calculée à partir des réponses mesurées SMxx(ω) et la matrice du modèle de
fraction de la matrice droite Sxx(ω) :

E(ω) =
[ p∑
r=0

e−iω∆trβr

] [ p∑
r=0

e−iω∆trαr

]−1

− SMxx(ω) (1.19)

où E(ω) est la matrice d’erreur à minimiser. Cependant, l’équation (1.19) conduit à
un problème de moindres carrés non linéaires. Afin de linéariser le problème, une nouvelle
matrice d’erreur EL(ω) est introduite en multipliant à droite l’équation précédente par
matrice A(ω) :

EL(ω) =
[ p∑
r=0

e−iω∆trβr

]
− SMxx(ω)

[ p∑
r=0

e−iω∆trαr

]
(1.20)

Les coefficients polynomiaux du dénominateur αr et du numérateur βr sont ainsi les
solutions aux moindres carrées de l’équation (1.20). Les pôles du modèle sont ensuite calculés
à partir de αr, en tant que valeurs propres de la matrice compagnon du dénominateur :

Acom =


−α−1

p αp−1 · · · −α−1
p α1 −α−1

p α0

IN 0 0 0
... . . . ... ...
0 · · · IN 0

 (1.21)

Étant donné que les pôles s’écrivent de la forme suivante pk = e−λk∆t, les valeurs propres
en temps continu λk sont déduites par λk = ln(pk)

∆t . Les fréquences propres fk et les taux
d’amortissement ξk sont calculés par l’équation (1.17).

•Méthode FDD. La méthode FDD est une méthode non paramétrique qui a été initiale-
ment introduite par Brincker et al. [70, 75, 76]. Cette méthode est basée sur la décomposition
en valeurs singulières (SVD) de la matrice de densité spectrale de puissance. Elle est ca-
pable d’identifier des modes proches avec une bonne précision. La procédure pratique de la
méthode FDD est composée des 4 étapes suivantes :

1. La première étape est de calculer la matrice DSP à partir des réponses mesurées x(t)
à N capteurs, x(t) = [x1(t), x2(t), · · · , xN ]T avec l’aide de la transformée de Fourier :

Sxx(ω) = X(ω)XH(ω) = H(ω)Sff (ω)HH(ω) (1.22)



1.4 Identification du comportement dynamique du système mécanique 40

où (.)H représente le transposé du conjugué complexe de l’entité (.) ; Sff est la matrice
DSP du signal d’entrée et Sxx est la matrice DSP du signal de sortie ;

2. La deuxième étape consiste à calculer la SVD de la matrice Sxx(ω) par l’algorithme
suivant :

Sxx(ω) = U(ω)S(ω)VH(ω) (1.23)

où U(ω) contient N vecteurs singuliers ui : U(ω) = [u1(ω),u2(ω), · · · ,uN(ω)]T et la
matrice diagonale S(ω) contient N valeurs singulières σ1(ω) ≥ σ2(ω) · · · ≥ σN(ω) ≥
0. La courbe σ1(ω) présente les pics correspondant aux fréquences propres. À une
fréquence propre fk, le premier vecteur singulier est utilisé pour estimer la déformée
modale correspondante :

φk = u1(ωk) (1.24)

3. La troisième étape est de filtrer le mode k sur la courbe σ1(ω) en sélectionnant un in-
tervalle autour du pic fk avec l’utilisation du critère MAC (Modal Assurance Criterion
en anglais). Cette portion filtrée du mode k est ensuite transformée dans le domaine
temporel en utilisant la transformée de Fourier inverse. Ce résultat donne la pseudo-
autocorrélation proportionnelle à la réponse impulsionnelle du mode k. Le critère MAC
mesure la corrélation entre deux déformées modales φk et φl par l’expression :

MACk,l =

∣∣∣φHk φl∣∣∣2
(φHk φk)(φHl φl)

(1.25)

La valeur de MACk,l varie de 0 à 1 ; MACk,l = 0 indique que les deux modes sont
orthogonaux et MACk,l = 1 indique qu’il y a une corrélation parfaite entre les deux
modes.

4. La quatrième étape est d’estimer la fréquence propre fk et le taux d’amortissement ξk.
Ils sont identifiés par régression linéaire du nombre de passages à zéro de la fonction
pseudo-autocorrélation précédente et de son décrément logarithmique :

ξk = δk√
δ2
k + 4π2

(1.26)

où δk est le décrément logarithmique

fk = fd√
1− ξ2

k

(1.27)

où fd est la fréquence propre amortie.

1.4.2.2 Identification modale opérationnelle en présence des harmoniques

L’analyse modale opérationnelle (AMO) possède beaucoup d’avantages, car elle nécessite
seulement des réponses enregistrées. Cependant, l’excitation opérationnelle peut contenir
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le vent, le bruit et le chargement d’exploitation qui ne sont pas contrôlés et mesurés en
AMO. Dans la plupart des méthodes d’AMO, l’excitation est toujours supposée comme
l’excitation de type de bruit blanc [77]. En présence des harmoniques dans l’excitation, par
exemple dans les structures ayant des composants tournantes telles que des bâtiments avec
ventilateurs/climatiseurs, des barrages hydroélectriques comprenant des turbines ou bien des
machines d’usinage à grande vitesse avec rotation de la broche, l’hypothèse d’excitation de
type bruit blanc n’est plus valable. En conséquence, les composantes harmoniques cohabitent
avec les modes structuraux (Figure 1.14), la procédure d’identification modale devient donc
plus difficile, conduisant parfois à une estimation erronée des paramètres modaux. Un résumé
des effets négatifs provenant de la présence des harmoniques sur les techniques classiques
d’AMO peut être trouvé dans la référence [78].

Figure 1.14. Présence d’harmonique dans la réponse mesurée.

Afin de distinguer les fréquences harmoniques des modes structuraux, plusieurs indica-
teurs ont été proposés avec utilisation du taux d’amortissement, du critère MAC, des valeurs
de kurtosis et des histogrammes [76, 78, 22]. Agneni et al. [79] ont utilisé un paramètre sta-
tistique appelé "entropie" pour trouver la présence possible des harmoniques mélangés à des
réponses mesurées. Modak et al. [80] ont proposé une distinction basée sur la fonction de
décrément aléatoire.

En usinage, la présence des harmoniques est très prépondérante. Araùjo et al. [81]
montrent que les techniques de transmissibilité sont capables d’identifier des paramètres
modaux en présence du bruit coloré. Donc, cela mérite d’investiguer plus en usinage et de
déterminer les limites et si possible, proposer des améliorations. Cette méthode sera étudiée
dans le deuxième et troisième chapitres de la thèse.

Les excitations en usinage peuvent être considérées comme un bruit blanc mélangé avec
des harmoniques très prépondérants. Comme ils sont d’origines différentes, ils sont considérés
comme indépendants. Si nous arrivons à séparer les réponses provenant de deux sources,
nous pouvons appliquer toutes les méthodes d’AMO sur les réponses dues au bruit blanc.
Les réponses provenant de deux sources peuvent être séparées en utilisant les techniques
de séparation aveugle des sources [82]. Cette direction de recherche sera investiguée dans le
quatrième chapitre de la thèse.
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1.5 Optimisation du support de pièce d’une machine-
outil

1.5.1 Généralités sur les composites

1.5.1.1 Définition

Un matériau composite ou composite est un assemblage d’au moins deux matériaux non
miscibles. Un matériau composite se constitue dans le cas général d’une ou plusieurs phases
discontinues réparties dans une phase continue, appelée matrice. La phase discontinue est
appelée le renfort ou matériau renforçant (Figure 1.15). Dans le cas plusieurs renforts de
natures différentes, le composite est dit hybride [11]. Le renfort, qui constitue l’ossature du
matériau, apporte au matériau composite la tenue mécanique, tandis que la matrice de faible
résistance mécanique, assure à la fois la protection, le maintien de la disposition géométrique
du renfort et le transfert des sollicitations mécaniques extérieures.

Figure 1.15. Matériau composite.

Les matériaux composites peuvent être classés suivant la nature des matrices ou suivant
la forme des renforts utilisés. Selon la nature de la matrice, les matériaux composites sont
classés suivant des composites à matrice organique, à matrice métallique ou à matrice mi-
nérale. En fonction de la forme des renforts, les composites sont classées en deux grandes
classes : composites à particules et composites à fibres. Dans le cadre de cette thèse, on se
limite au cas du composite à fibres avec sa matrice organique qui est une résine.

1.5.1.2 Architecture des matériaux composites

Les composites sont essentiellement employés sous forme de corps bidimensionnels, plaques
ou coques, constituées de plusieurs couches différentes, qui sont de deux groupes principaux :
stratifiés et composites sandwiches.

• Stratifiés. Les composites stratifiés sont obtenus par empilement de couches successives
(appelées aussi plis) de renforts (fils, stratifils, mats, tissus, etc.) imprégnés de résine. Les plis
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Figure 1.16. Constitution d’un stratifié [11].

peuvent être de même renfort et orientés de façon différente, ou de renforts différents dans
le cas d’un stratifié hybride. L’architecture des stratifiés en termes de disposition des plis est
très variée (orientation des renforts, empilement symétrique ou antisymétrique, répétition
de séquence, stratifiés hybrides). Le choix du type de renfort et d’architecture des stratifiés
dépend donc de l’utilisation du matériau composite en l’adaptant au mieux au champ des
contraintes imposés [11] :

— Les couches unidirectionnelles ont de bonnes performances mécaniques dans la direc-
tion des fibres.

— Les mats sont peu résistants en traction et devront être réservés aux zones de com-
pression.

— La stratification croisée est sensible au délaminage interlaminaire.
— La stratification avec au moins trois directions de fibres est nécessaire pour avoir une

pseudo-isotropie dans le plan du stratifié.
— La stratification symétrique garantit généralement une bonne planéité du stratifié

après démoulage.

Les stratifiés hybrides permettent d’être plus performants en profitant au mieux des
propriétés des diverses fibres disponibles. Il existe différents types d’hybridation (Figure
1.17) :

Figure 1.17. Trois configurations d’hybridation : (a) Hybrides inter-couches ; (b) Hybrides
intra-couches ; (c) Hybrides intra-fils [12].

— Hybrides inter-couches : Chaque couche est constituée d’un seul type de renfort. Il
suffit d’alterner les couches des deux différents types de renfort.

— Hybrides intra-couches : Toutes les couches sont identiques, chaque couche étant
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constituée de renforts différents. Les différentes fibres sont alternées lors du tissage
(tissu hybride).

— Hybrides intra-fils : Les deux types de fibres sont mélangés au niveau de la mèche.

• Composites sandwiches. Les composites sandwiches sont des composites particuliers,
généralement formés d’une âme souple et épaisse (constituée d’un matériau ou d’une struc-
ture légère possédant de bonnes propriétés en compression), enveloppée par deux peaux
beaucoup plus minces et rigides (possédant de bonnes caractéristiques en traction). Cette
configuration confère à la structure résultante à la fois une extrême légèreté et une bonne
rigidité. L’adhésion entre l’âme et les peaux doit être la plus parfaite possible et se fait,
le plus souvent, par collage à l’aide de résines compatibles avec les matériaux en présence
(Figure 1.18).

Figure 1.18. Une structure en sandwich [13].

Généralement, le choix des matériaux est fait avec pour objectif initial d’avoir une masse
minimale en tenant compte ensuite des conditions d’utilisation (conditions thermiques ou
phoniques, corrosion, prix, etc.).

Il existe une large sélection de matériaux et des architectures diverses destinées à consti-
tuer l’âme d’un sandwich. Les types d’âmes sont : âme pleines (le balsa ou bois cellulaire,
diverses mousses cellulaires, mousses syntactiques, etc.), âmes creuses (essentiellement nid
d’abeilles et profilés des alliages métalliques légers, du papier kraft, du papier polyamide,
etc.), âmes mixtes. Les peaux sont le plus souvent des stratifiés (verre, carbone, Kevlar) ou
des feuilles d’alliages légers [11].

Les structures sandwiches sont de plus en plus employées dans des secteurs industriels
de pointe tels que le domaine des transports où l’allègement des structures constitue un
enjeu majeur. Cependant, ces matériaux sont sensibles aux chargements de compression
prédominante, du fait la présence d’éléments minces (les peaux), au point que le flambement
par instabilité géométrique, conduisant dans la plupart des cas à la ruine, s’avère être leur
principale faiblesse [83, 84].

1.5.1.3 Matériaux composites à fibres

Un matériau composite à fibres possède un renfort sous forme de fibres. Les fibres utili-
sées peuvent être soit des fibres synthétiques ou soit des fibres naturelles.
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• Fibres synthétiques. Il existe plusieurs types de fibres synthétiques telles que fibres de
verre, fibres de carbone, fibres de bore, fibres d’aramide, fibres de céramique, etc... Parmi
elles, les fibres de carbone et les fibres de verre sont les plus répandues. Nous présentons
ci-après les caractéristiques générales de quelques fibres synthétiques qui sont étudiées dans
cette thèse.

◦ Fibres de Carbone : L’utilisation des fibres de carbone s’est développée dans les com-
posites utilisés comme matériaux à hautes performances. Les fibres de carbone sont généra-
lement classées selon leurs propriétés mécaniques, les plus importantes étant les propriétés
en traction. En fonction du module d’élasticité (ou d’Young, E) en traction, la classification
des fibres de carbone se fait en cinq catégories suivantes [24] :

— UG : Usage général ou pour applications thermiques, E <200 GPa.
— HR : Haute résistance, 200 GPa < E <250 GPa.
— IM : Module intermédiaire, 250 GPa < E <350 GPa.
— HM : Haut module, 350 GPa < E <500 GPa.
— THM : Très haut module, E > 550 GPa.

Tableau 1.2. Propriétés mécaniques de fibres de carbone en traction [24].

Fabricant Nom Classe Module d’Young Résistance à la Allongement à
commercial (GPa) rupture (MPa) la rupture(%)

Kure Chemical Kureca T-101 UG 33 800 2.4

Hexcel Magnamite AS-4 HR 228 4278 1.8
Magnamite IM-6 IM 280 5590 2.0

Toray, Soficar T 300 HR 230 3530 1.5
et CFA T 800 H IM 294 5490 1.9

M 60 J HM 588 3920 0.7

Cytec Thornel P-55 S HM 380 1900 0.5
Thornel P-120 S THM 825 2410 0.3

Les fibres de carbone possèdent non seulement une forte résistance mécanique, un mo-
dule d’élasticité élevé, une bonne résistance chimique, une excellente tenue à la température,
une bonne conduction électrique mais aussi une faible densité (1.43 - 2 g/cm3). Leurs résis-
tances spécifiques et modules spécifiques sont beaucoup plus grands que ceux des métaux
[85, 86, 14]. Le Tableau 1.2 présente des propriétés mécaniques de certaines fibres de carbone.

◦ Fibres de Verre : Les fibres de verre sont largement utilisées pour le renforcement
du composite grâce à leurs propriétés spécifiques : très bonne résistance mécanique, forte
résistivité électrique, inertie thermique et chimique. Le classement des différents types de
fibres de verre se fait à l’aide d’une initiale E, D, A... se référant à la propriété majeure
apportée par la fibre [25] :
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— E : Usage général ou pour applications électroniques.
— E-CR : Usage en milieu acide.
— D : Propriétés diélectriques améliorées.
— A : Forte teneur en alcalins.
— C : Bonne résistance en milieu acide.
— R, S et S2 et H, HiPer-tex, HS : Haute résistance mécanique.
— AR : Bonne résistance en milieu acide et basiques.

Tableau 1.3. Propriétés mécaniques de fibres de verre en traction [25].

Fibres Densité Module d’Young Résistance à la Allongement à
(g/cm3) (GPa) rupture (MPa) la rupture(%)

E 2.54 - 2.61 72 - 73 3200 - 3400 4.6 - 4.8
D 2.14 55 2500 4.5
A 2.45 71 3100 4.4
C 2.49 70.3 3300 4.8
R 2.55 86 4400 5.2
S 2.49 87 4600 5.4
AR 2.68 76 3700 4.9
E-CR 2.70 - 2.72 72 - 73 3200 - 3400 4.6 - 4.8

Les propriétés mécaniques de certaines fibres de verre sont présentées dans le Tableau
1.3. Il est à noter que l’élongation maximum des fibres de verre à la rupture varie de 4.4
% à 5.2 %. Les fibres de verre présentent un ratio élevé résistance/poids, donc elles sont
intéressantes pour les applications où une résistance importante et un poids minimum sont
nécessaires. Elles sont utilisées dans les domaines aéronautiques (renfort des pales d’héli-
coptères, etc.), dans l’éolien (allongement des pales d’éoliennes pour champs éoliens, etc.)
mais aussi dans l’industrie chimique (séparateur de batterie, etc.)[25].

En résume, les fibres synthétiques présentent de bonnes propriétés mécaniques, chimiques
et thermiques. En particulier, les fibres de carbone possèdent une large gamme de module de
Young avec des valeurs très élevées. Cependant, elles ont une faible capacité d’amortissement.

• Composite à fibres synthétiques. Le Tableau 1.4 présente les propriétés mécaniques
des composites unidirectionnels (éprouvettes à 0◦) à base de résines époxydes renforcées
par différentes fibres de carbone et de verre avec le taux de fibres Vf = 60%. Nous pou-
vons remarquer que les composites de fibres synthétiques de carbone et verre possèdent en
général de bonnes propriétés mécaniques : des modules d’élasticité élevés, des résistances
importantes et des densités faibles. Les composites à fibres de carbone ont un niveau très
élevé des résistances et des modules en traction comparés aux composites à fibres de verre.
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Tableau 1.4. Propriétés mécaniques de composites à fibres synthétiques [24].

Fibres
Densité Traction 0◦ Compression 0◦ Résistance au

(g/cm3) Module d’Young Résistance Résistance cisaillement
(GPa) (MPa) (MPa) interlaminaire(MPa)

Carbone
T 300 1.53 125 1760 1370 100

T 800 H 1.56 150 2840 1570 100
M 60 J 1.64 340 1860 780 70

Verre
E 2.04 46 1400 910 70
R 2.01 52 1900 970 70

• Fibres naturelles. À côté des fibres synthétiques, les fibres naturelles, en particulier
les fibres végétales sont de plus en plus étudiées pour les éco-matériaux composites afin de
remplacer partiellement ou totalement les composites à fibres synthétiques qui sont souvent
non biodégradables et leur recyclage reste encore délicat.

Les fibres naturelles peuvent provenir de plusieurs origines (végétale, animale, minérale)
et sont présentes dans la nature sous différentes formes. Dans le cadre de ce travail, nous
allons nous limiter au cas des fibres végétales. Les fibres végétales sont extraites de 5 grandes
origines [29] :

— Graines : Coton, kapok
— Tiges : Lin, chanvre, jute, ramie, kénaf, bambou
— Feuilles : Sisal, abaca
— Fruit : Noix de coco.
— Racine : Rhectophyllum camerounaise.
Le Tableau 1.5 présente les avantages et les inconvénients des fibres végétales. Elles

possèdent un certain nombre de points faibles tels que l’absorption d’eau, la faible résistance
à haute température, la variation de qualité en fonction des conditions climatiques, du lieu
de croissance, des propriétés du sol, de la luminosité, la précipitation, etc. Pourtant, les fibres
végétales ont des propriétés spécifiques importantes. Elles possèdent des bonnes propriétés
mécaniques (Tableau 1.6), des grandes capacités d’amortissement des vibrations, un bon
bilan écologique ainsi que de faibles densités. Leurs densités sont plus faibles que celles des
fibres de verre et des fibres de carbone.

En comparaison d’autres fibres végétales, les fibres de lin et de chanvre (Figure 1.19)
possèdent plusieurs propriétés intéressantes. Leur rapport résistance/poids est très proche
de celui des fibres de verre et de l’acier. En outre, ces deux fibres sont les plus cultivées en
France et en Europe, ce qui limite notamment les impacts économiques et environnementaux
du transport dans le cas d’une production du composite en France [87]. La France, grâce à
la structure de ses filières lin et chanvre, occupe une place prépondérante en Europe pro-
duisant 80 % du volume total des fibres végétales (2001- 2008) [88]. Selon la Confédération
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Tableau 1.5. Principaux avantages et inconvénients des renforts végétales[26].

Avantages Inconvénients

- Faible coût - Absorption d’eau
- Biodégradabilité - Biodégradabilité
- Propriétés mécaniques spécifiques
importantes (résistance et rigidité)

- Tenue thermique limitée (200 à 230◦C
maximum)

- Non-abrasif pour les outillages - Fibres anisotropes
- Neutre pour l’émission de CO2 - Renfort discontinu
- Demande peu d’énergie pour pro-
duction

- Variation de qualité en fonction du lieu
de croissance, de la météo

- Pas d’irritation cutanée lors de la
manipulation des fibres

- Culture annuelle, demande la gestion
d’un stock

- Pas de résidus après incinération
- Ressource renouvelable

Tableau 1.6. Propriétés mécaniques de certaines fibres végétales en traction [26, 27, 28,
29, 30, 14].

Fibres Densité Module d’Young Résistance à la Allongement à
(g/cm3) (GPa) rupture (MPa) la rupture(%)

Lin 1.4-1.5 12 - 85 600 - 2000 1 - 4
Chanvre 1.07 35 389 1.6
Ramie 1.56 61.4 - 128 400 - 938 1.2 - 3.8
Jute 1.44 26.5 393 - 773 1.5 - 1.8
Sisal 1.45 9 - 21 350 - 700 3 - 7

Noix de coco 1.15 4 - 6 131 - 175 15 - 40
Coton 1.5 - 1.6 5.5 - 12.6 287 - 597 7 - 8
Bambou 0.6 - 1.1 11 - 17 140 - 230 -
Kénaf 1.4 53 930 1.6

Rhectophyllum 0.947 5.8 557 27.5

Européenne du Lin et du Chanvre (CELC), 80 % de la production mondiale actuelle de fibre
de lin teillé est d’origine européenne et la France en est le leader mondial (75%).

• Composites à fibres naturelles. Plusieurs types de composites à fibres végétales ont
fait l’objet de nombreux travaux de recherche [89, 90, 91, 92]. Le Tableau 1.7 présente les
propriétés de quelques composites unidirectionnels à fibres végétales en traction. Les compo-
sites à fibres végétales possèdent des densités faibles, de bonnes résistances et des modules
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(a) (b)

Figure 1.19. Fibres végétales : (a) Lin et fibres de lin, (b) Chanvre et fibres de chanvre.

d’élasticité modérés en comparaison avec les métaux ou les composites à fibres synthétiques.
En outre, comme le comportement des fibres végétales, le phénomène d’augmentation des
modules et des résistances sous les sollicitations de fatigue existe aussi dans les composites
à fibres végétales [93], ce qui entraîne donc une stabilité de la rigidité sous les chargements
de fatigue des structures en composites à fibres végétales. Malgré certains avantages, les
composites à fibres végétales possèdent des inconvénients tels que la faible stabilité ther-
mique, la faible résistance à l’humidité et la mauvaise compatibilité entre les fibres et les
matrices polymères. L’absorption d’humidité élevée de fibres végétales peut conduire à un
gonflement et la présence de vides à l’interface entre la fibre et la matrice, ce qui conduit à la
dégradation des propriétés mécaniques des matériaux composites. En général, la résistance
et la rigidité des composites à matrice polymère sont diminuées à des températures élevées
[94].

Tableau 1.7. Propriétés des composites unidirectionnels à fibres végétales [14].

Matériau Densité Module en Résistance à la Référence
(g/cm3) traction (GPa) rupture (MPa)

Lin/époxy (Vf=50%) 1.35 24 325 [89]
Chanvre/époxy (Vf=32%) - 12.7 106 [92]
Bamboo/époxy (Vf=65%) 1.16-1.25 3 - 15 87-165 [90]
Kénaf/époxy (Vf=40%) 1.12 18.2 164 [95]
Jute/vinylester (Vf=25%) - 14.6 113 [91]
Sisal/polyester (Vf=50%) 0.99 1.2 30 [96]

De nos jours, les composites à fibres végétales ont fait l’objet de nombreux travaux de
recherche non seulement pour des raisons écologiques, mais aussi pour améliorer certaines
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propriétés du composite comme l’amortissement. Grâce à leur capacité à amortir les vibra-
tions, les composites à fibres végétales sont de sérieux candidats dans différents secteurs tels
que : l’automobile, l’aéronautique et le sport [97].

1.5.1.4 Composites à renfort hybride

L’objectif de l’hybridation des fibres végétales et synthétiques dans un composite est
d’exploiter le meilleur de chacune des deux types de fibres ainsi que de compléter ce qui
manque à l’autre. En général, les fibres synthétiques ont des modules d’élasticité élevés, mais
d’une faible capacité d’amortissement tandis que les fibres végétales possèdent une faible
densité, de bonnes propriétés spécifiques et des caractéristiques d’amortissement élevées avec
les avantages environnementaux. Dans cette optique, plusieurs chercheurs se sont intéressés à
l’hybridation des fibres végétales avec des fibres synthétiques notamment des fibres de verre
ou des fibres de carbone : verre-kénaf [98, 30], verre-sisal [99], verre-jute [100], verre-chanvre
[101], verre-lin [102, 103, 104], carbone-jute [105], carbone-lin [106, 107].

Davoodi et al. [98] ont proposé d’utiliser un nouveau composite hybride kénaf/verre pour
application dans les pare-chocs de voiture. Le but est de trouver une solution alternative
à un matériau traditionnel (composite renforcé par des mats de verre) en tenant compte
des nouvelles réglementations de l’Union Européenne sur les véhicules en fin de vie (ELV)
qui obligent les constructeurs automobiles à considérer l’impact environnemental dans leur
production. Leurs résultats ont montré que certaines propriétés mécaniques telles que la
résistance à la traction, les modules en traction et en flexion, les résistances à la rupture en
traction et en flexion sont clairement supérieures à celles du matériau traditionnel. Cepen-
dant, la propriété d’impact est encore inférieure au niveau souhaité.

Fiore et al. [106] ont étudié l’influence d’une couche de carbone unidirectionnel sur les
performances mécaniques d’un composite stratifié hybride à renfort carbone-lin. Les auteurs
ont montré que la présence d’une seule couche externe de carbone dans le composite hybride
entraîne une augmentation remarquable de leurs propriétés mécaniques. Dhakal et al. [107]
ont montré aussi que l’hybridation des fibres de carbone avec des fibres végétales comme
le lin permet d’améliorer de manière significative le comportement d’absorption d’eau ainsi
que des performances environnementales, thermiques, et mécaniques des composites.

Les propriétés dynamiques des composites hybrides à renfort carbone-lin ont été étudiées
par quelques travaux de recherche [108, 109]. Les résultats obtenus ont indiqué que la ca-
pacité d’amortissement du matériau augmente avec l’augmentation du pourcentage de fibre
de lin. L’effet de la séquence d’empilement sur les propriétés d’amortissement de composites
hybrides à renfort lin-carbone a été analysé par Assarar et al. [108]. L’étude a montré que
les propriétés dynamiques et mécaniques des composites hybrides dépendent de la séquence
d’empilement des couches de lin et de carbone. En effet, l’ajout de couches de lin à l’extérieur
améliore considérablement son amortissement, mais diminue en même temps sa rigidité de
flexion.

Nguyen et al. [14] ont proposé une nouvelle conception pour les segments des bras du
robot 3CRS en utilisant le composite stratifié hybride carbone-lin (Figure 1.20). En compa-



1.5 Optimisation du support de pièce d’une machine-outil 51

raison avec le robot initial en aluminium, l’utilisation du composite hybride permet d’amé-
liorer légèrement la rigidité, les fréquences modales du robot et d’augmenter fortement sa
capacité d’amortissement.

Figure 1.20. Segment de bras robotique en composite stratifié hybride [14].

Dans un autre travail, Strohrmann et al. [110] ont étudié la capacité d’absorption d’éner-
gie d’une structure tubulaire en composite hybride carbone-lin en utilisant d’abord un test
quasi-statique (vitesse = 5 mm/s) et puis un test dynamique rapide (8 m/s). Le tube hybride
a montré un bon potentiel en termes d’allégement et d’absorption d’énergie spécifique. En
effet, le tube en composite hybride carbone-lin (24 % de fraction de masse pour les fibres de
lin) offre une capacité d’absorption d’énergie de 53 J/g soit seulement 15 % de moins que le
tube en composite à fibres de carbone. De plus, le tube hybride a montré un comportement
d’écrasement moins sensible à la vitesse d’impact par rapport à celui du tube en composite
à fibres de carbone, ce qui pourrait être bénéfique pour une large gamme d’applications de
résistance aux chocs.

1.5.1.5 Homogénéisation du composite

Afin d’estimer des propriétés du matériau composite, des méthodes numériques et ana-
lytiques sont généralement utilisées. La méthode numérique la plus utilisée est basée sur un
modèle des élément finis dans lequel la structure du composite est modélisée et les proprié-
tés des constituants sont insérées. Un modèle des éléments finis plus proche de la structure
du composite réel permet d’évaluer plus précisément les propriétés du composite, mais le
modèle sera plus compliqué et le coût de calcul sera élevé. La méthode simplifiée consiste
à modéliser un volume élémentaire représentatif (VER) au lieu d’une structure complète,
cette méthode présente évidemment un coût de calcul plus faible [14].

La démarche des méthodes analytiques d’homogénéisation d’un matériau composite com-
porte généralement deux échelles : microscopique et macroscopique.

• Homogénéisation à l’échelle microscopique. Ce niveau consiste à homogénéiser cha-
cun des plis séparément. Les sous-structures sont considérées comme des plis de composites
unidirectionnels. Le but de l’homogénéisation à ce niveau est de prédire la matrice de rigidité
des sous-structures (plis) dans le système de coordonnées local (1 2 3) avec l’utilisation des
micro-modèles tels que : la loi de mélanges [11], le modèle de Halpin-Tsai [111], le modèle
de Chamis [112], le modèle de Christensen [113], etc. Ces modèles utilisent une formule
similaire à la loi des mélanges pour la détermination du module d’Young longitudinal EL :
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EL = E11 = VfEf + (1− Vf )Em (1.28)

où Ef et Em sont respectivement le module d’Young des fibres et de la matrice, et Vf est le
taux de fibres.

• "Homogénéisation" à l’échelle macroscopique. Le composite est composé de sous-
structures homogènes différentes. Tout d’abord, les matrices de transformation sont utilisées
pour calculer la matrice de rigidité dans le système de coordonnées globale ( X Y Z). Ensuite,
une des méthodes de "macro-homogénéisation" (basée sur la théorie classique des stratifiés,
l’hypothèse d’iso-déformation, l’hypothèse d’iso-contrainte, etc.) est utilisée pour assembler
différentes sous-structures afin de trouver la matrice de rigidité globale [114].

La théorie classique des stratifiés [11] est généralement appliquée pour des composites
stratifiés sous la forme de plaques ou de coques minces dont l’épaisseur est petite en com-
paraison des deux autres dimensions. La Figure 1.21 présente le schéma de calcul dans le
cas de la théorie classique des stratifiés.

Figure 1.21. Théorie classique des stratifiés : (a) Efforts généralisés dans un stratifié et
état de contrainte d’un élément ; (b) Géométrie et empilement des couches.

La théorie des stratifiés utilise les mêmes hypothèses que la théorie générale des plaques.
La théorie élémentaire des plaques fait l’hypothèse que les contraintes normales σz sont
négligeables dans le volume de la plaque, par rapport aux autres composantes σx, σy, τxy
(Figure 1.21.a). Cette hypothèse est étendue à la théorie des stratifiés, soit σz = 0. La théorie
classique des stratifiés utilise un schéma de déformation du premier degré. Elle fait ensuite
une hypothèse supplémentaire qui consiste à négliger le cisaillement transverse. Dans ce
schéma, les déformations en cisaillement transverse sont donc nulles, soit γxz = 0 et γyz = 0.
En outre, les déformations dans le plan dans l’épaisseur du stratifié sont supposées varier
linéairement en fonction de la distance z par rapport au plan milieu du stratifié (Figure
1.21.b). La relation entre les contraintes et les déformations dans chaque pli est supposée
obéir à la loi de Hooke. L’équation du comportement mécanique d’un stratifié est de la
forme :
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(1.29)

où N et M sont les efforts et les moments généralisés, ε0 et χ sont les déformations de
membrane et les courbures. Les matrices A, B et D sont déterminés à partir des matrices
de rigidité et la position des interfaces des plis du stratifié.

1.5.1.6 Amortissement de la structure et du matériau composite

L’utilisation de matériaux viscoélastiques dans un système mécanique permet d’améliorer
la capacité d’amortissement de la structure. Les composites possèdent de bonnes proprié-
tés d’amortissement qui proviennent du comportement viscoélastique de la matrice et/ou
du renfort, de l’amortissement thermoélastique du flux de chaleur circulant de la région en
contrainte de compression vers la région en contrainte de traction, du frottement de glisse-
ment aux interfaces fibre/matrice pas bien adhérées, la dissipation survenant sur les sites
de fissures ou de délaminage [115]. Les propriétés d’amortissement des matériaux viscoélas-
tiques sont définies de plusieurs façons :

La première est basée sur l’approche énergétique introduite par Ungar et al. [116] depuis
1962. Le facteur d’amortissement η du composite est défini comme le rapport entre l’énergie
dissipée par cycle ∆U divisée par l’énergie élastique stockée U dans le matériau. Il peut être
aussi exprimé en fonction des éléments constitutifs de la structure du composite :

η = ∆U
2πU =

∑N
i=1 ηiUi

2π∑N
i=1 Ui

(1.30)

où ηi est le facteur d’amortissement de l’élément i et Ui l’énergie stockée dans l’élément i.
L’application de cette relation à un composite de fibres permet d’exprimer l’amortissement
du composite en fonction de l’amortissement des fibres et de l’amortissement de la matrice
[117]. L’équation (1.30) est aussi appliquée dans l’analyse numérique en combinaison avec la
méthode des éléments finis pour déterminer le coefficient d’amortissement et/ou optimiser
la structure du composite [118, 119, 120, 14].

Figure 1.22. Comportement d’un matériau viscoélastique [15].

La deuxième façon de définir l’amortissement est basée sur la tangente de l’angle de
déphasage entre la sollicitation et la réponse. En effet, lorsqu’un matériau viscoélastique est
soumis à une déformation sinusoïdale ε(t) = ε0sin(ωt) et en régime stationnaire, la contrainte
résultante est également sinusoïdale, de même fréquence mais en déphasage d’un angle δ,
σ(t) = σ0sin(ωt+ δ) (Figure 1.22). Le facteur d’amortissement peut être écrit par :
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η(ω) = tg δ(ω) (1.31)

En introduisant le module complexe du matériau composite E∗ = E
′(ω) + iE

′′(ω), le
facteur d’amortissement de la structure est donc calculé comme le rapport entre la partie
imaginaire E ′′(ω) et la partie réelle E ′(ω) par :

η(ω) = E
′′(ω)

E ′(ω) = tg δ(ω) (1.32)

(a)

(b)

Figure 1.23. Courbe caractéristique de : (a) fluage, (b) relaxation [16].

Afin de déterminer expérimentalement les propriétés d’amortissement du matériau com-
posite, plusieurs méthodes peuvent être utilisées. Nous pouvons d’abord citer les méthodes
d’identification par des essais quasi-statiques : le fluage et la relaxation de contrainte. Un es-
sai de fluage consiste à imposer une contrainte uniaxiale maintenue constante à l’éprouvette
de composite initialement non chargée et à mesurer la déformation résultante en fonction
de temps (Figure 1.23.a). Inversement, pour un essai de relaxation, une sollicitation uni-
axiale en déformation constante est imposée à l’éprouvette et la relaxation de la contrainte
résultante est mesurée en fonction de temps (Figure 1.23.b). En combinant avec des mo-
dèles rhéologiques tels que le modèle Kelvin-Voigt, le modèle Kelvin-Voigt généralisé, le
modèle de Maxwell, le modèle de Maxwell généralisé, Modèle de Zener, etc... les propriétés
d’amortissement du composite viscoélastique peuvent être déduites.

Nous pouvons citer quelques exemples de méthodes d’analyse dynamique expérimentale
permettant d’évaluer les propriétés d’amortissement du composite : l’analyse mécanique
dynamique (AMD), l’analyse ultrasonore ou l’analyse modale expérimentale (Section 1.4.1).
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1.5.2 Application des matériaux composites dans les systèmes
d’usinage

Une grande variété de matériaux peut être trouvée dans les systèmes d’usinage, allant
de matériaux métalliques aux composites à fibres [19]. Les systèmes d’usinage sont générale-
ment fabriqués avec des matériaux métalliques qui possèdent des rigidités élevées, mais leurs
inconvénients tels que la densité importante et la faible capacité d’amortissement des vibra-
tions limitent la performance des machines-outils et robots d’usinage. Grâce aux nombreux
avantages tels que la densité faible, les résistances et rigidités élevées, la grande capacité
d’amortissement, etc., les composites ont tendance à être appliqués dans les systèmes d’usi-
nage. Nous pouvons mentionner ici quelques exemples.

En 1985, Lee et al. [121] ont introduit une broche en composite à renfort de graphite avec
une matrice d’époxy pour une machine-outil dans le but d’augmenter la stabilité dynamique
dans le tournage. D’après les résultats obtenus, la stabilité du procédé de coupe a été consi-
dérablement améliorée par rapport à la broche initiale en acier avec une augmentation de
23 % pour la profondeur de coupe axiale. En 2003, Lee et al. [17] ont utilisé des composites
à fibres de carbone pour reconcevoir le porte-outil pour le forage. Avec le porte-outil recon-
çue en composite, la fréquence propre fondamentale, le taux d’amortissement, la rigidité et
la stabilité de coupe, ont été augmenté respectivement de 72 %, 168 %, 28 % et 33 % en
comparaison avec les valeurs du porte-outil conventionnel en tungstène.

Figure 1.24. Configuration du porte-outil en composite fibre de carbone [17].

Dans l’étude de Lee et al. [18], les glissières verticales (X-glissière) et horizontales (Y-
glissière) d’une machine-outil fraiseuse à grande vitesse ont été reconçues avec un matériau de
structure sandwich hybride (Figure 1.25). Des plaques composites et des poutres sandwiches
ont été liées à des structures soudées en acier à l’aide d’adhésifs et de boulons. Des fibres de
carbone unidirectionnels à haut module et des tissus de verre ont été utilisés pour les peaux
des sandwichs et les plaques composites tandis que des fibres d’aramide en forme de nid
d’abeille ont été utilisées pour l’âme des sandwichs. Les rigidités des structures hybrides ont
été calculées égales à celles des structures conventionnelles en acier. Les résultats de l’étude
montrent que les poids de la X-glissière hybride et de l’Y-glissière hybride ont été réduits
respectivement de 34% et 26%, et les taux d’amortissement ont été augmentés de 1,5 à 5,7
fois par rapport à ceux des structures conventionnelles.
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Figure 1.25. (a) Machine-outil fraiseuse à grande vitesse Daewoo F500 ; (b) X-glissière
hybride [18].

Dans un autre travail, E.Abele [19] a aussi proposé une nouvelle conception de l’axe X-
glissière en utilisant des composites à fibres de carbone (Figure 1.26). Les résultats montrent
une réduction de 60 % pour la masse et une économie de 70% pour la consommation d’énergie
par rapport à la conception conventionnelle.

Figure 1.26. Substitution de la structure conventionnelle par composite à fibres de carbone
[PTW, Darmstadt, Germany [19]].

1.5.3 Support de pièce existant

Dans la deuxième partie de la thèse, nous proposons une conception optimale du support
de pièce afin d’augmenter la stabilité dynamique durant l’usinage. Le support de pièce va
être reconçue de façon optimale avec utilisation de matériaux composites stratifiés hybrides
à renfort carbone-lin. Le système du support de pièce en aluminium qui a été fait l’objet de
recherche dans le travail de L.Arnaud et G.Dessein [20], est choisi en raison de sa simplicité
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pour le calcul du diagramme des lobes de stabilité et pour la fabrication. En effet, avec utili-
sation de la configuration de deux parois fines parallèles surmontées d’un bloc d’aluminium,
nous pouvons limiter les mouvements de la pièce à un seul degré de liberté (Figure 1.27.a).
Un système du support de pièce similaire (Figure 1.27.b) peut être trouvé dans le travail de
Huang et al. [21]. L’étude a été faite pour étudier l’influence de conditions de coupe dans le
fraisage en utilisant ce système du support de pièce à 1 DDL. Pour ce travail de thèse, les
deux parois fines parallèles dans la Figure 1.27.a vont être fabriquées en composite hybride
carbone-lin, et l’impact de cette nouvelle conception sur la stabilité d’usinage sera analysé.

(a) (b)

Figure 1.27. (a) Support de pièce conventionnel [20] ; (b) Système similaire [21].

1.6 Conclusions et objectifs de la thèse

Ce premier chapitre a présenté tout d’abord les différents types de vibrations dans l’usi-
nage. Parmi ceux-ci, le broutement est une vibration auto-entretenue qui conduit le système
d’usinage à l’instabilité et il peut entraîner plusieurs conséquences négatives. Le diagramme
des lobes de stabilité est un outil efficace pour prédire et contrôler le phénomène du broute-
ment. Pour le calcul des lobes de stabilité, l’identification du comportement dynamique du
système d’usinage est indispensable.

Un aperçu des stratégies pour la maîtrise des vibrations en usinage a été présenté. En ce
qui concerne les méthodes basées sur l’optimisation des conditions de coupe, l’identification
du comportement dynamique réel pendant l’usinage permet d’améliorer la prédiction de la
stabilité d’usinage. C’est la raison pour laquelle, le premier objectif de la thèse est consacré
à développer les techniques d’identification modale opérationnelle en tenant compte des
difficultés liées à l’usinage.

Ainsi, ce chapitre s’est concentré ensuite sur les méthodes d’identification par analyse
modale et plus particulièrement l’analyse modale opérationnelle (AMO). Un état de l’art
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des méthodes d’AMO a été présenté. En introduisant la contrainte comme la présence des
harmoniques associées à l’usinage, les techniques d’identification modale basées sur les fonc-
tions de transmissibilité et la séparation de sources, sont prometteuses mais méritent d’être
approfondies.

Afin d’augmenter la stabilité d’usinage en agrandissant la zone stable dans le diagramme
des lobes de stabilité, nous souhaitons ici utiliser un matériau composite pour reconcevoir
le système du support de pièce d’une machine-outil, ce qui constitue le deuxième objectif
de la thèse. La Figure 1.28 présente le lien entre les objectifs de la thèse avec les stratégies
pour la maîtrise des vibrations en usinage.

Stratégies pour la maîtrise 

des vibrations en usinage 

Optimisation des 

conditions de coupe

Optimisation du 

système d'usinage

Par identification 

pendant l'usinage

Par identification à 

l'arrêt

Méthodes passives 

Méthodes actives 

- Premier objectif

- Deuxième objectif

Identification modale 

operationnelle en présence

des harmoniques

 Optimisation de la stabilité 

 d'usinage par reconception du

 support de pièce en composite 

 hybride

Figure 1.28. Positionnement des travaux de la thèse .

Les matériaux composites ont été déjà appliqués dans les systèmes d’usinage, mais ce sont
surtout des composites à fibres synthétiques, en particulier, les fibres de carbone en raison
de leur module de Young et leur résistance élevée. Mais les composites à fibres synthétiques
ont un mauvais impact pour l’environnement, ils sont souvent non biodégradables et leur
recyclage est encore délicat. Par ailleurs, les composites à fibres végétales possèdent de
faibles densités, de grandes capacités d’amortissement et des avantages environnementaux.
Cependant, les modules d’Young des composites à fibres végétales ne sont pas suffisamment
élevés par rapport aux besoins dans les systèmes d’usinage. Un composite hybride à fibres
synthétiques et végétales peut allier les avantages des deux types de fibres. Donc, le système
du support de pièce d’une machine outil sera reconçu en utilisant un composite hybride
carbone-lin pour avoir une meilleure performance d’usinage, ce qui, à notre connaissance,
n’a fait l’objet, pour l’instant, d’aucune étude dans la littérature.
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2.1 Introduction

Ce chapitre porte sur l’identification modale basée sur les fonctions de transmissibilité.
L’hypothèse de bruit blanc Gaussien est commune pour toutes les techniques de l’AMO. Or,
cette hypothèse n’est pas souvent vérifiée, en particulier en usinage à grande vitesse avec la
présence des harmoniques prépondérants. Dans le but d’éviter cette hypothèse, Devriendt et
Guillaume [122, 123] ont proposé d’utiliser les fonctions de transmissibilité. Ils montrent que
cette technique est indépendante de la nature de l’excitation aux pôles du système [123] et
peut identifier les fréquences propres en présence des harmoniques en considérant plusieurs
cas de chargement [124].

Yan and Ren [125] ont proposé la méthode de transmissibilité de la densité spectrale de
puissance pour l’identification modale en utilisant un seul cas de chargement. Cependant,
les auteurs ont seulement utilisé l’excitation de bruit blanc pour la validation. Récemment,
Araujo et Laier [81] ont proposé d’utiliser la décomposition en valeurs singulières des ma-
trices de transmissibilité de la densité spectrale de puissance (PSDTM-SVD) avec un seul cas
de chargement pour l’identification des paramètres modaux. Ils ont obtenu un bon résultat
lors de l’excitation du type de bruit coloré. Le but de ce chapitre est donc de vérifier la per-
formance de la technique d’identification modale basée sur les fonctions de transmissibilité
en présence d’harmonique, via la méthode PSDTM-SVD.

Par souci d’exhaustivité et de clarté, la première partie de ce chapitre présente brièvement
des définitions et des propriétés les plus pertinentes des fonctions/matrices de transmissi-
bilité. La procédure d’identification modale par la méthode classique de transmissibilité est
expliquée. La deuxième partie est consacrée à la présentation de la méthode alternative
PSDTM-SVD. Les étapes pour obtenir des paramètres modaux à partir des valeurs singu-
lières sont aussi montrées. La troisième partie est réservée aux applications avec des exemples
numériques d’un système à 2 DDL et un test expérimental d’une poutre en console. Enfin,
la performance des méthodes basées sur les fonctions de transmissibilité est commentée dans
la dernière partie dans ce chapitre.

2.2 Bases théoriques des fonctions de transmissibilité

La réponse vibratoire d’une structure linéaire de N degrés de liberté est notée par le
vecteur x(t) = [x1(t), x2(t), · · · , xN(t)]T dans le domaine temporel et par le vecteur X(ω) =
[X1(ω), X2(ω), · · · , XN(ω)]T dans le domaine fréquentiel. Une fonction de transmissibilité
Tij(ω) est définie dans le domaine fréquentiel comme suivante [123] :

Tij(ω) = Xi(ω)
Xj(ω) (2.1)

où Xi(ω) et Xj(ω) sont respectivement les réponses vibratoires aux DDL i et j. En général,
la fonction de transmissibilité dépend de l’excitation (localisation, direction et amplitude)
et il n’est donc pas possible de l’utiliser directement pour identifier des paramètres modaux.
Cependant, Devriendt et Guillaume [123] notent qu’aux pôles du système, les fonctions
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de transmissibilité sont indépendantes de l’excitation et convergent vers le rapport de la
déformée modale correspondante :

lim
ω→ωm

Tij(ω) = φim
φjm

(2.2)

où ωm est la pulsation propre du mème mode, φim et φjm sont les composantes de la déformée
modale de ce mode correspondant aux DDL i et j. En considérant les deux différents cas de
chargement k et l, une nouvelle fonction ∆T klij (ω) est proposée :

∆T klij (ω) = T kij(ω)− T lij(ω) (2.3)

lim
ω→ωm

∆T klij (ω) = lim
ω→ωm

(T kij(ω)− T lij(ω)) = φim
φjm
− φim
φjm

= 0 (2.4)

où les fonctions de transmissibilité T kij(ω) et T lij(ω) correspondent respectivement aux cas
de chargement k et l. L’équation (2.4) montre que les pôles du système sont des zéros de
la fonction rationnelle ∆T klij (ω). Par conséquent, les pôles du système sont les pôles de la
fonction ∆−1T klij (ω) définie par :

∆−1T klij (ω) = 1
∆T klij (ω) . (2.5)

lim
ω→ωm

∆−1T klij (ω) =∞. (2.6)

En utilisant ∆−1T klij (ω) comme les données primaires, il est possible d’appliquer les mé-
thodes classiques d’identification modale telles que la méthode LSCF ou la méthode Po-
lyMAX [54] afin d’extraire des paramètres modaux. Puisque la fonction ∆−1T klij (ω) peut
contenir plus de pôles que le système, le choix des pôles physiques est donc effectué par
le rang d’une matrice des fonctions de transmissibilité composée à partir de trois cas de
chargement :

Tr(ω) =


T 1

1r(ω) T 2
1r(ω) T 3

1r(ω)
T 1

2r(ω) T 2
2r(ω) T 3

2r(ω)
... ... ...
1 1 1

 (2.7)

Les vecteurs singuliers dans les colonnes de la matrice Ur(ω) et les valeurs singulières
dans la diagonale de la matrice Sr(ω) sont déduites par l’algorithme de décomposition en
valeurs singulières :

Tr(ω) = Ur(ω)Sr(ω)VH
r (ω) (2.8)

Les trois valeurs singulières sont organisées par ordre décroissant σ1(ω) ≥ σ2(ω) ≥
σ3(ω) ≥ 0. Aux pôles du système, la matrice Tr(ω) est de rang 1, donc la deuxième valeur
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singulière σ2(ω) converge vers zéro. La courbe 1
σ2(ω) présente donc les pics aux fréquences

propres du système mécanique.

2.3 Méthode PSDTM-SVD

La technique initiale précédente a besoin de trois cas différents de chargement. En pra-
tique, elle n’est pas simple à mettre en œuvre même si chaque cas de chargement peut être
différent par la localisation, la direction ou l’amplitude. Araùjo et Laier [81] ont proposé une
méthode alternative en utilisant les réponses d’un seul cas de chargement.

La méthode est notée par PSDTM-SVD, basée sur la décomposition en valeurs singulières
des matrices de transmissibilité de la densité spectrale de puissance avec les différentes
références. À partir des réponses opérationnelles, une fonction de transmissibilité entre deux
réponses xi(t) et xj(t) avec la référence à la réponse xr(t) est définie par

T
(r)
ij (ω) = Sxixr(ω)

Sxjxr(ω) (2.9)

où Sxixr(ω) est la fonction de densité spectrale de puissance croisée de xi(t) et xr(t). Il
est possible de prouver qu’aux pôles du système, la fonction de transmissibilité de la densité
spectrale de puissance T (r)

ij (ω) converge aussi vers le même rapport de la déformée modale
pour les différentes références xr(t) et xq(t), soumis à un seul cas de chargement

lim
ω→ωm

T
(r)
ij (ω) = lim

ω→ωm

Sxixr(ω)
Sxjxr(ω) = φim

φjm
(2.10)

lim
ω→ωm

T
(q)
ij (ω) = lim

ω→ωm

Sxixq(ω)
Sxjxq(ω) = φim

φjm
(2.11)

En supposant que les réponses sont mesurées aux L capteurs, il est donc possible d’établir
L matrices Tj(ω), j = 1 . . . L, par

Tj(ω) =


T 1

1j(ω) T 2
1j(ω) · · · TL1j(ω)

T 1
2j(ω) T 2

2j(ω) · · · TL2j(ω)
... ... ... ...

T 1
Lj(ω) T 2

Lj(ω) · · · TLLj(ω)

 (2.12)

Araùjo et Laier [81] ont montré que les colonnes de Tj(ω) sont linéairement dépendantes
aux fréquences propres ωm. Cela signifie que le rang de la matrice est égale à 1. En utilisant
la décomposition en valeurs singulières de la matrice Tj(ω), Tj(ω) = Uj(ω)Sj(ω)(Vj(ω))H ,
les valeurs singulières à partir de la deuxième à la Lème convergent vers zéros. L’inverse
de ces valeurs singulières peut être utilisé pour évaluer les fréquences propres du système.
Puisqu’il y a L matrices Tj(ω), les auteurs ont donc proposé deux étapes pour identifier les
fréquences propres :
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1. La première étape est de calculer la moyenne des valeurs singulières à partir de la
deuxième à la Lème, σ(j)

k , (k = 2 . . . L) obtenues avec L matrices Tj(ω)

1
σ̂k(ω) = 1

L

L∑
j=1

1
σ

(j)
k (ω)

, avec k = 2 . . . L (2.13)

où σ(j)
k (ω) est la kième valeur singulière de Tj(ω).

2. Dans la deuxième étape, la courbe π(ω) est obtenue par le produit des valeurs singu-
lières moyennées

π(ω) =
L∏
k=2

1
σ̂k(ω) (2.14)

Les fréquences propres sont indiquées par les pics dans la courbe π(ω).

À une pulsation propre estimée ωm, la déformée modale correspondante φm peut être
extraite en utilisant le premier vecteur singulier uj1(ωm) dans la première colonne de la
matrice Uj(ω)

φm = 1
L

L∑
j=1
uj1(ωm) (2.15)

2.4 Applications

2.4.1 Exemple numérique

Un système à 2 DDL est utilisé pour la validation numérique. Il est illustré dans la Figure
2.1 avec ses propriétés mécaniques. La méthode PSDTM-SVD est appliquée pour identifier
des paramètres modaux du système. Les fonctions de la densité spectrale de puissance sont
estimées avec le fenêtrage de 2048 points et 75% chevauchement.

c1 k1

m1

c2 k2

m2

6

x2(t) 6

x1(t)

m1 = m2 = 1 kg
c1 = 1 Ns/m

k1 = 10000 N/m
k2 = 15000 N/m

f2(t)

f1(t)

6

6

c2 = 1.5 Ns/m

Figure 2.1. Sytème à 2 DDL

Afin d’évaluer la performance de la méthode PSDTM-SVD, trois cas de chargement
sont considérés. Le cas de chargement 1 est l’excitation avec un bruit blanc gaussien pur.
Le cas de chargement 2 correspond à l’excitation du bruit blanc gaussien mélangée à une
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excitation harmonique amortie. Le cas de chargement 3 indique l’excitation du bruit blanc
gaussien ajoutée par une excitation harmonique pure. Les trois cas de chargement sont
analysés séparément. Dans les trois cas, la force d’excitation est située au deuxième DDL,
soit f1(t) = 0, f2(t) 6= 0. Le logiciel Matlab [126] est utilisé pour résoudre les réponses
vibratoires du système. Les réponses en déplacement sont obtenues par l’algorithme de
Runge-Kutta, avec 50000 points et le pas de temps ∆t = 0.002 s.

2.4.1.1 Cas de chargement 1 : Excitation de bruit blanc
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Figure 2.2. [Système à 2DLL, chargement 1] réponses simulées

Tableau 2.1. [Système à 2DLL, chargement 1] paramètres identifiés et valeurs exactes

Paramètres modaux Valeurs exactes PSDTM-SVD

f1(Hz) 10.30 10.25
f2(Hz) 30.12 30.03

Mode 1 1.00 1.00
1.39 1.39

Mode 2 1.00 1.00
-0.72 -0.71

Dans le premier cas de chargement, l’excitation de bruit blanc Gaussien a une moyenne
nulle et un écart-type δ = 1. La Figure 2.2 présente les réponses en déplacement corres-
pondant au cas de chargement 1. En utilisant les réponses, les deux modes du système sont
facilement identifiés par la méthode PSDTM-SVD. Dans la Figure 2.3, les deux pics de ces
modes sont clairement montrés sur la courbe π(ω). Les valeurs identifiées des fréquences
propres et des déformées modales pour le cas de chargement 1 sont donnés dans le Tableau
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Figure 2.3. [Système à 2DLL, chargement 1] Méthode PSDTM-SVD.

2.1. Elles sont cohérentes avec les valeurs exactes.
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Figure 2.4. [Système à 2DLL, chargement 2] Méthode PSDTM-SVD.
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Tableau 2.2. [Système à 2DLL, chargement 2] paramètres identifiés et valeurs exactes

Paramètres Valeurs exactes PSDTM-SVD PSDTM-SVD PSDTM-SVD
modaux A = 10, ξ = 0.5% A = 50, ξ = 0.5% A = 10, ξ = 0.1%

f1(Hz) 10.30 10.25 10.25 10.25
f2(Hz) 30.12 30.03 30.03 30.03
f3(Hz) 50.00 – 50.04 50.04

Mode 1 1.00 1.00 1.00 1.00
1.39 1.39 1.39 1.39

Mode 2 1.00 1.00 1.00 1.00
-0.72 -0.71 -0.70 -0.70

Mode 3 – – 1.00 1.00
– – -4.96 -4.70

2.4.1.2 Cas de chargement 2 : Excitation de bruit blanc en présence d’une
excitation harmonique atténuée

Pour le deuxième cas de chargement, la même excitation de bruit blanc dans le premier
cas est utilisée, i.e., la moyenne nulle et l’écart-type δ = 1. Cependant, l’excitation harmo-
nique amortie de la forme Ae−ξ2πf0t sin(2πf0t) est ajoutée à l’excitation de bruit blanc. Ce
cas est similaire au travail de Araújo et Laier [81] qui ont traité l’excitation de bruit coloré.
Dans ce cas-là, la fréquence de l’excitation harmonique amortie est de 50 Hz. Les différentes
valeurs sont prises en compte pour l’amplitude A et pour le coefficient d’amortissement ξ.
La courbe π(.) obtenue par la méthode PSDTM-SVD, est présentée dans la Figure 2.4. Il est
à noter que quand A = 10 N et ξ = 0.5%, les deux modes propres sont facilement identifiés
à partir de la courbe π(.) et le pic de 50 Hz (composante harmonique) est éliminé. Mais
quand l’amplitude A est augmentée à 50 N et le coefficient d’amortissement est resté à 0.5%,
le pic de 50 Hz est visible sur la courbe π(.). Ce pic est aussi visible quand l’amplitude A
est de 10 N et le coefficient d’amortissement ξ est diminué à 0.1%. En effet, l’augmentation
de A ou la diminution de ξ fait augmenter le poids (rapport d’énergie relatif) de l’excitation
harmonique dans le chargement. Quand l’excitation harmonique est importante, le processus
d’identification devient plus difficile. Le Tableau 2.2 présente les valeurs identifiées pour le
cas de chargement 2. En dehors de la composante harmonique qui peut être prise pour un
mode structurel, les paramètres modaux identifiés sont très proches de leurs valeurs exactes.
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2.4.1.3 Cas de chargement 3 : Excitation de bruit blanc en présence d’une
excitation harmonique pure

Dans le troisième cas de chargement, l’excitation de bruit blanc Gaussien a une moyenne
nulle et un écart-type modifiable δw tandis que l’excitation harmonique a la forme de
A sin(2πf0t). Le poids relatif entre l’excitation harmonique et l’excitation de bruit blanc
est mesuré par le rapport signal sur bruit (SNR - Signal to Noise Ratio en anglais) en dB,
défini par

SNR = 20 log10

(
δw
δh

)
(2.16)
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Figure 2.5. [Système à 2DLL, chargement 3] Méthode PSDTM-SVD.

où δh = A√
2
est l’écart-type de l’excitation harmonique. Dans cet exemple, la composante

harmonique est restée constante avec A = 10 et f0 = 50 Hz alors que l’excitation de bruit
blanc est prise en compte avec différentes valeurs de δw afin de simuler les différents niveaux
de SNR. L’équation (2.16) montre que plus la valeur de SNR est élevée, moindre est le poids
de l’excitation harmonique présente dans le chargement. La performance de la méthode
PSDTM-SVD est vérifiée avec les différentes valeurs de SNR. Les courbes π(.) sont tracées
dans la Figure 2.5.

Quand SNR ≥ 8 dB, les deux modes du système sont facilement identifiés parce que la
courbe π(.) en ligne bleu continue dans la Figure 2.5, présente deux pics et la composante
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Figure 2.6. [Système à 2DLL, chargement 3 (SNR = 8)] Méthode FDD.

Tableau 2.3. [Système à 2DLL, chargement 3] paramètres identifiés et valeurs exactes

Paramètres Valeurs exactes PSDTM-SVD PSDTM-SVD FDD
modaux SNR=8 dB SNR=0 dB SNR=8 dB

f1(Hz) 10.30 10.25 10.25 10.25
f2(Hz) 30.12 30.03 30.03 30.03
f3(Hz) 50.00 – 50.04 50.04

Mode 1 1.00 1.00 1.00 1.00
1.39 1.39 1.39 1.39

Mode 2 1.00 1.00 1.00 1.00
-0.72 -0.72 -0.72 -0.70

Mode 3 – – 1.00 1.00
– – -4.85 -5.52

harmonique de 50 Hz est réduite. Pour la comparaison, la méthode FDD [76, 78] est éga-
lement appliquée aux réponses vibratoires et le résultat correspondant est présenté dans la
Figure 2.6. Il est à constater que le pic de 50 Hz correspondant à la fréquence harmonique
est encore bien visible dans la méthode FDD, tandis que ce pic est presque éliminé dans la
méthode PSDTM-SVD.
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Quand le poids de l’excitation harmonique devient plus important dans le chargement,
i.e., la valeur de SNR diminue, le pic de 50 Hz devient bien visible dans la courbe π(.)
et cela rend le processus d’identification plus compliqué. La ligne rouge pointillée dans la
Figure 2.5 présente la courbe π(.) lorsque l’excitation harmonique et le bruit blanc sont du
même ordre (e.g. SNR = 0 dB). Malheureusement, la méthode PSDTM-SVD peut identifier
le pic harmonique de 50 Hz comme un mode structural. Le Tableau 2.3 montre les valeurs
identifiées des paramètres modaux pour le cas de chargement 3 et elles sont bien cohérentes
avec leurs valeurs exactes sauf la présence de la composante harmonique.

2.4.2 Test expérimental

Afin d’évaluer l’efficacité de l’approche basée sur les fonctions de transmissibilité, un
test expérimental est réalisé avec une poutre de matériau Dural. La Figure 2.7 montre une
illustration du test. La poutre a une longueur de 850 mm et une section rectangulaire de
40 mm x 4.5 mm. Le matériau Dural a un module d’Young de 74 GPa et une densité de
2790 kg/m3. La poutre est encastrée sur son côté gauche. À 700 mm, elle est connectée à
un pot-vibrant LDS 201 qui est suspendu par des câbles en acier avec un support. Dans
cette configuration, il ne s’agit pas d’une poutre enscastrée-libre mais plutôt d’une poutre
encastrée avec un appui élastique où le pot-vibrant peut transmettre l’excitation aléatoire.
Les réponses temporelles sont enregistrées par trois accéléromètres situés à 150 mm, 500
mm et 830 mm du côté encastré de la poutre. Deux cas de chargement sont considérés :

— Cas de chargement 1 : Il y a seulement une excitation de bruit blanc générée par le
pot-vibrant.

— Cas de chargement 2 : L’excitation harmonique est ajoutée à l’excitation de bruit
blanc par la rotation d’une masse d’un moteur situé à 315 mm du côté gauche. La
masse en rotation est de 0.0162 kg avec une excentricité de 10 mm.

Figure 2.7. [Test expérimental] Poutre instrumentée.

Pour le cas de chargement 1, les réponses sous l’excitation de bruit blanc sont présentées
dans la Figure 2.8. Les réponses temporelles de 192 000 points sont échantillonnées avec
une période de 0.00125 s. Afin de calculer la densité spectrale de puissance, les signaux sont
divisés en des segments de 2048 points avec 75 % de chevauchement. Les trois premiers
modes de la poutre sont facilement identifiés par la méthode PSDTM-SVD dans ce cas. La
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Figure 2.8. [Test expérimental, cas 1] : réponses enregistrées.

Figure 2.9.a montre clairement trois pics de ces modes sur la courbe π(.).

Pour le cas de chargement 2, il y a des pics supplémentaires dans la courbe π(.) de la
méthode PSDTM-SVD dans la Figure 2.9.b. Particulièrement, la prédominance du premier
pic à 13.28 Hz qui vient la rotation de 800 rpm de la masse excentrique du moteur. Le
premier mode de la poutre de 19.73 Hz est donc complètement caché par ce pic d’harmo-
nique. Les valeurs des fréquences et des déformées modales qui sont identifiées à partir des
trois pics dominants dans la courbe π(.) pour le cas de chargement 1 et 2, sont données
dans le Tableau 2.4. Il est à noter que les valeurs sont presque identiques entre la méthode
PSDTM-SVD et la méthode FDD pour le cas de chargement 1. En présence de l’excitation
harmonique dans le deuxième cas de chargement, la première fréquence identifiée par la
méthode PSDTM-SVD correspond probablement à la composante harmonique et ne corres-
pond pas au premier mode propre de la structure. La Figure 2.10 montre la corrélation entre
les déformées modales identifiées par la méthode PSDTM-SVD, des cas de chargement 1 et
2 via la matrice de critères d’assurance modale (MAC). Les valeurs élevées des termes non-
diagonaux dans la matrice MAC, soulignent la possibilité d’un mode non-structurel associé
au premier pic du cas de charge 2.

Afin de réduire l’influence de la composante harmonique, les deux cas de chargement
sont utilisés ensemble pour la méthode classique de transmissibilité dans la section 2.2. La
matrice Tr(ω) dans l’équation (2.17) est établie avec deux cas de chargement au lieu de trois
dans l’équation (2.7). L’inverse de sa deuxième valeur singulière est présenté dans la Figure
2.11. Le pic correspondant à la fréquence harmonique est beaucoup réduit. Cependant, le
premier mode structural est encore difficile à identifier.
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Figure 2.9. [Test expérimental] Méthode PSDTM-SVD : (a) Cas 1, (b) Cas 2.

Tr(ω) =


T 1

12(ω) T 2
12(ω)

T 1
32(ω) T 2

32(ω)
1 1

 (2.17)
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Figure 2.10. [Test expérimental] Méthode PSDTM-SVD : MAC entre les déformées mo-
dales identifiées.

Tableau 2.4. [Test expérimental] Paramètres identifiés.

Paramètres FDD PSDTM-SVD

modaux Cas 1 Cas 1 Cas 2

f1(Hz) 19.73 19.73 13.28
f2(Hz) 63.48 63.48 63.48
f3(Hz) 112.50 112.50 112.50

Mode 1
1.00 1.00 1.00
2.00 1.96 2.14
-2.04 -1.96 -1.79

Mode 2 1.00 1.00 1.00
-2.22 -2.22 -2.26
6.07 6.08 5.99

Mode 3 1.00 1.00 1.00
-1.54 -1.54 -1.55
-2.22 -2.21 -2.21
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deux cas de chargement 1 et 2

2.5 Conclusions

La performance de la technique d’identification basée sur les fonctions de transmissibilité
via la méthode PSDTM-SVD est étudiée dans ce chapitre lorsque l’excitation harmonique
et l’excitation du bruit blanc existent ensemble. La méthode alternative PSDTM-SVD est
choisie car elle exige un seul cas de chargement. Un exemple numérique du système à 2 DDL
et un test expérimental de la poutre sont utilisés pour tester son efficacité.

Les résultats de l’exemple numérique montrent que la méthode PSDTM-SVD est per-
formante, i.e., les fréquences structurales sont bien identifiées lorsque l’excitation du bruit
blanc est plus dominante que l’excitation harmonique (e.g. SNR ≥ 8 dB). Les pics struc-
turaux sont clairement visibles sur la courbe π(.) tandis que les pics harmoniques sont très
réduits. À noter que si l’on utilise la méthode FDD, dans la même situation, le pic harmo-
nique est toujours présent dans la méthode FDD basée sur la densité spectrale de puissance
des réponses. Quand le poids de l’excitation harmonique devient important (e.g. SNR = 0
dB), le pic de l’excitation harmonique cohabite avec les modes structuraux. Le processus
d’identification modale devient alors difficile.

Pour le test expérimental, la méthode PSDTM-SVD donne de bons résultats s’il n’y
a que l’excitation de bruit blanc dans le chargement. Lorsque l’excitation harmonique est
ajoutée à l’excitation de bruit blanc, la prédominance de la composante harmonique parmi
les pics complique la distinction entre les pics structurels et harmoniques. La prédominance
est réduite lorsque les deux cas de chargement disponibles sont utilisés ensemble pour la
méthode classique de transmissibilité. Cependant, le premier mode structural qui est proche
de la composante harmonique est encore difficile à identifier.
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3.1 Introduction

Les limites de la méthode de transmissibilité PSDTM-SVD ont été montrées dans le
chapitre précédent. Lorsque le poids de l’excitation harmonique devient importante, les
composantes harmoniques cohabitent avec les modes structuraux. Il est donc nécessaire de
séparer les fréquences harmoniques. Dans un premier temps, la technique existante basée sur
les histogrammes et les valeurs kurtosis [22, 76, 78, 127, 128] est proposée comme une étape
de post-traitement de la méthode PSDTM-SVD. Dans un deuxième temps, dans ce chapitre,
une nouvelle technique de distinction entre modes structuraux et composantes harmoniques
est proposée en utilisant la fonction d’autocorrélation. La méthode est basée sur le travail
de Modak et al [129, 80]. Les bases théoriques ainsi que les procédures pratiques de ces deux
techniques sont expliquées. Le même exemple numérique du système à 2 DDL et le même
test expérimental sont réutilisés pour vérifier l’efficacité des méthodes proposées.

3.2 Histogrammes et valeurs de kurtosis

3.2.1 Bases théoriques

La mise en évidence d’une composante harmonique peut être réalisée à l’aide de différents
indicateurs. Le et Argoul [22] ont proposé d’utiliser les histogrammes et les valeurs de kur-
tosis pour distinguer les fréquences harmoniques. La distinction est basée sur les différentes
propriétés statistiques d’un mode structural et d’une composante harmonique.

En effet, la réponse d’un système linéaire à une excitation aléatoire stationnaire gaus-
sienne est également gaussienne [130] et sera prédominante aux fréquences propres cor-
respondantes aux modes structuraux. La réponse due à l’excitation harmonique est aussi
harmonique et sera prédominante aux fréquences des harmoniques.

D’un côté, une réponse aléatoire gaussienne a la fonction de densité de probabilité (PDF)
caractérisée par

pX(x;µ, δ) = 1
δ
√

2π
exp

[
−(x− µ)2

2δ2

]
(3.1)

où µ et δ sont respectivement la moyenne et l’écart type. Quand la réponse possède une
moyenne nulle, la PDF devient

pX(x; δ) = 1
δ
√

2π
exp

[
− x2

2δ2

]
(3.2)

La ligne bleue continue dans la Figure 3.1 illustre la forme de sa PDF avec µ = 0 et
δ = 1. Il est à constater que la distribution possède une forme de "cloche". De plus, la valeur
de kurtosis γ d’une réponse aléatoire gaussienne avec la moyenne nulle est de 3.

D’un autre côté, une composante harmonique lie à une réponse aléatoire sinusoïdale qui
peut être modélisée sous la forme de X = A sin(ϕ) où A est son amplitude constante et ϕ
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est sa phase. Elle est uniformément distribuée dans l’intervalle [−π
2
π
2 ]. La fonction de densité

de probabilité de la réponse aléatoire sinusoïdale possède la forme suivante :
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Figure 3.1. Fonction de distribution de probabilité d’une réponse gaussienne et d’une ré-
ponse sinusoïdale[22].

pX(x;A) =


0 si |x| > A

1
πA cos

(
arcsin

(
x
A

)) = 1

πA

√
1−

(
x
A

)2
si |x| ≤ A (3.3)

La ligne rouge pointillée dans la Figure 3.1 montre la forme de la PDF correspondant
à une réponse aléatoire sinusoïdale avec A = 1. Sa distribution possède deux pics aux
extrémités et sa valeur de kurtosis est de γ = 1.5.

Puisque l’histogramme montre la différence entre les deux distributions gaussienne et
harmonique des réponses, les modes structuraux et les composantes harmoniques peut être
donc séparés grâce à la différence de leurs histogrammes. De plus, la valeur de kurtosis
d’une réponse aléatoire structurelle est égale à 3 tandis que cette valeur est de 1.5 pour une
réponse sinusoïdale. Dans ce travail, les valeurs de kurtosis et les histogrammes sont donc
utilisées avec la méthode PSDTM-SVD pour la distinction entre des modes structuraux et
des composantes harmoniques.
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3.2.2 Procédure pratique

À partir de la courbe π(.) de la méthode PSDTM-SVD dans le domaine fréquentiel,
il est possible d’identifier les pics visibles qui peuvent être des modes structuraux ou des
composantes harmoniques. La distinction entre un mode structural et une composante har-
monique peut être réalisée en utilisant les histogrammes et valeurs kurtosis, et par les étapes
suivantes :

— Étape 1 : Estimer des réponses filtrées xki (t) autour d’un pic fk à partir des réponses
mesurées xi(t), i = 1 . . . L. Dans cette étude, une fonction rectangulaire simple a été
choisie pour un filtre passe-bande autour de fk.

— Étape 2 : Normaliser xki (t) pour obtenir x̃ki (t) ayant une moyenne nulle et ayant un
écart type unitaire :

x̃ki (t) = xki (t)− E(xki (t))
std(xki (t))

(3.4)

— Étape 3 : Tracer les histogrammes des réponses x̃ki (t) et calculer leurs valeurs de
Kurtosis :

γki = E[(x̃ki (t)− µ)4]
δ4 = E(x̃ki (t)4). (3.5)

Si la valeur de kurtosis est proche de 3 et l’histogramme ressemble à une forme de cloche,
le pic fk correspond à un mode structural. Cependant, si la valeur de kurtosis est proche
de 1.5 et l’histogramme présente deux pics symétriques aux extrémités, le pic fk est d’une
composante harmonique. La procédure pratique de la distinction est illustrée dans la Figure
3.2.

3.2.3 Applications

Dans le chapitre précédent, le pic harmonique est visible sur la courbe π(.) de la méthode
PSDTM-SVD pour le système à 2 ddl quand SNR = 0 dB. Une étape supplémentaire
de post-traitement est nécessaire pour distinguer la composante harmonique et les modes
structuraux. Les valeurs de kurtosis et les histogrammes sont donc utilisées avec la méthode
PSDTM-SVD.

Tous les trois pics sur la courbe π(.) de la méthode PSDTM-SVD sont filtrés avec 10%
autour du pic et puis les valeurs de kurtosis sont calculées et reportées dans le Tableau 3.1
avec les valeurs exactes entre parenthèses. La Figure 3.3 illustre les histogrammes correspon-
dants à ces trois pics. Les histogrammes du premier et du deuxième pic ont la forme d’une
cloche et l’histogramme du troisième pic possède deux pics. En plus, les valeurs de kurtosis
sont respectivement de 3.21-3.21 ; 3.07-3.05 et 1.61-1.61 pour le premier, le deuxième et le
troisième pic. Ces résultats confirment que les deux premiers pics sont les modes structuraux
et le dernier pic correspond à une composante harmonique.

Les valeurs de kurtosis et les histogrammes sont aussi appliqués avec la méthode PSDTM-
SVD pour le test expérimental de la poutre dans le cas de chargement 2, quand la composante
harmonique cohabite avec les modes structuraux. Les trois pics dominants sont filtrés avec
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Figure 3.2. Procédure pratique de la distinction harmonique par les histogrammes et les
valeurs de kurtosis.

Tableau 3.1. [2 DDL, chargement 3 (SNR = 0 dB)] Valeurs de kurtosis

Caractéristiques modales Pic 1 Pic 2 Pic 3

Fréquence (Hz) 10.25 30.03 50.04

Valeurs de Kurtosis 3.21 (3.00) 3.07 (3.00) 1.61 (1.50)
3.21 (3.00) 3.05 (3.00) 1.61 (1.50)

Conclusion Structural Structural Harmonique

10% autour de pic sur la courbe π(.). Les valeurs de kurtosis sont données dans le Tableau
3.2 et les histogrammes sont montrés dans la Figure 3.4. L’histogramme du premier mode
a deux pics et ses valeurs de kurtosis sont proches de 1.5. Il est à conclure que le premier
mode est une composante harmonique. Les histogrammes du deuxième et du troisième mode
présentent clairement la forme de cloche, et leurs valeurs de kurtosis sont très proches de 3.
Le deuxième et troisième mode sont donc les modes structuraux.
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Figure 3.3. [2 DDL] Histogrammes de (a) pic 1 ; (b) pic 2 ; (c) pic 3

Tableau 3.2. [Test expérimental, chargement 2] Valeurs de kurtosis

Caractéristiques modales Pic 1 Pic 2 Pic 3

Fréquence (Hz) 13.28 63.48 112.50

valeurs de kurtosis
1.56 2.94 2.92
1.55 3.03 2.91
1.52 2.97 2.95

Conclusion Harmonique Structural Structural
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Figure 3.4. [Test expérimental] Histogrammes de (a) pic 1 ; (b) pic 2 ; (c) pic 3

3.3 Fonctions d’autocorrélation

3.3.1 Bases théoriques

Dans cette partie, une nouvelle méthode pour la séparation des modes structuraux et
des composantes harmoniques est développée. La nouvelle technique est basée sur l’idée
de Modak et al. [80]. Les auteurs dans cette référence ont utilisé la fonction de décrément
aléatoire pour la distinction entre les fréquences harmoniques et les fréquences propres de
la structure. La signature de décrément aléatoire (Randomdec en anglais) dans le domaine
temporel est calculée et puis divisée en deux blocs. Ensuite, ces deux blocs sont transformés
dans le domaine fréquentiel par FFT. L’amplitude du pic correspondant à une composante
harmonique, reste constant pour les deux blocs de Randomdec tandis que celle d’un mode
structural diminue illustrant ainsi le principe de séparation. En fait, la base de la technique
de décrément aléatoire consiste à sélectionner un grand nombre de segments temporels de
la réponse avec la même condition initiale et à les calculer en moyenne. Contrairement à
la fonction de décrément aléatoire, la fonction d’autocorrélation ne prend pas en compte
la condition initiale, elle est donc plus simple en calcul dans ce contexte. Par la suite, la
fonction d’autocorrélation sera utilisée au lieu de la fonction de décrément aléatoire pour la
nouvelle technique de séparation.
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Figure 3.5. [Système à 1 DDL] (a) Réponse impulsionnelle h(t)) ; (b) Autocorrélation de
h(t) ; (c) Division de l’autocorrélation en 2 blocs dans le domaine temporel et
(d) dans le domaine fréquentiel.

La fonction d’autocorrélation Rxx(τ) de la réponse x(t) est définie par :

Rxx(τ) = E
[
x(t+ τ)xT (t)

]
(3.6)

où E[.] et τ sont respectivement l’espérance mathématique et le décalage temporel. En effet,
chaque mode de la structure peut être considéré comme un système à 1 DDL. Considérons
un système à 1 DDL ayant une masse m, un coefficient d’amortissement c et une raideur k,
la fonction de réponse impulsionnelle est exprimée par :

h(t) = 1
mω̃

e−ω0ξt sin(ω̃t) (3.7)

où ω0, ω̃ et ξ are respectivement la pulsation propre, la pulsation propre amortie et le
coefficient d’amortissement. Sous l’excitation de bruit blanc, l’autocorrélation de la réponse
du système à 1 DDL peut être donnée par l’expression analytique suivante [131] :

Rxx(τ) = πωS0

2k2ξ
e−ω0ξ(|τ |)

(
cos ω̃(|τ |) + ξ√

1− ξ2 sin ω̃ |τ |
)
avec −∞ < τ <∞ (3.8)
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où S0 est l’intensité constante de la DSP du bruit blanc. Il est à noter que la valeur d’auto-
corrélation Rxx(τ) dans l’équation (3.8) s’amortit avec le temps en raison du taux d’amor-
tissement ξ dans la terme e−ω0ξ(|τ |) quand |τ | > 0.
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Figure 3.6. (a) Réponse harmonique ; (b) Fonction d’autocorrélation de la réponse harmo-
nique ; (c) Division de l’autocorrélation en 2 blocs dans le domaine temporel
et (d) dans le domaine fréquentiel.

Considérons un système à 1 DDL avec les détails suivants : m = 1 kg ; k = 10000 N/m ;
c = 1 Ns/m, la réponse impulsionnelle et sa fonction d’autocorrélation sont respectivement
illustrées dans les Figures 3.5.a et 3.5.b. Les valeurs de la fonction d’autocorrélation sont
calculées numériquement par la fonction xcorr avec l’option unbiased dans Matlab. Il est
à constater que l’autocorrélation de la réponse impulsionnelle diminue vers zéro pour τ > 0.
Puisque la fonction d’autocorrélation est symétrique, les valeurs du décalage temporel négatif
qui ne sont pas utiles et elles sont enlevées. L’autocorrélation du décalage temporel positif
est divisée en deux blocs comme présentée dans la Figure 3.5.c. La FFT de ces deux blocs
est présentée dans la Figure 3.5.d. On peut remarquer que l’amplitude du pic correspondant
à la fréquence propre diminue clairement entre les deux blocs dans le domaine fréquentiel.

Une réponse harmonique de la forme de A sin(2πf0t) est maintenant considérée. Dans
cet exemple, les composantes harmoniques sont prises avec A = 0.002 et f0 = 20 Hz.
De la même façon, les résultats obtenus pour le cas d’une réponse harmonique sont illustrés
dans la Figure 3.6. Il est à constater que l’autocorrélation d’une réponse sinusoïdale est aussi
sinusoïdale d’amplitude constante quelque soit le temps τ . L’amplitude du pic correspondant
à la fréquence harmonique est donc constante entre deux blocs.
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Figure 3.7. (a) Somme d’une réponse impulsionnelle unitaire et d’une réponse harmo-
nique ; (b) Sa fonction d’autocorrélation ; (c) Division de l’autocorrélation en
2 blocs dans le domaine temporel et (d) dans le domaine fréquentiel.

La somme de la réponse impulsionnelle unitaire et de la réponse harmonique est présentée
dans la Figure 3.7.a. Il est à constater qu’il y a des perturbations aux deux bords de la fonc-
tion d’autocorrélation dans la Figure 3.7.b. Cet effet de bord est enlevé et l’autocorrélation
divisé en 2 blocs dans la Figure 3.7.c. L’amplitude du pic correspond à la composante har-
monique de 20 Hz reste constante alors que l’amplitude du pic correspondant à la fréquence
propre diminue dans la Figure 3.7.d.

Sur la base des observations ci-dessus, la nouvelle technique pour la séparation des modes
structuraux et des composants harmoniques est développée. La fréquence dont l’amplitude
du pic reste constante en deux blocs du FFT de l’autocorrélation, correspond à une compo-
sante harmonique tandis que celle dont l’amplitude décroît, est associé à un mode structural.

3.3.2 Procédure pratique

À partir de la courbe π(.) de la méthode PSDTM-SVD dans le domaine fréquentiel, la
distinction des modes structuraux et des composantes harmoniques basée sur la fonction de
l’autocorrélation peut être réalisée par les 4 étapes suivantes :

— Étape 1 : Estimer des réponses filtrées xki (t) autour d’un pic fk à partir des réponses
mesurées xi(t), i = 1 . . . L. La même fonction rectangulaire simple a été choisie pour
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un filtre passe-bande autour de fk.
— Étape 2 : Normaliser xki (t) pour obtenir x̃ki (t) ayant une moyenne nulle et un écart

type unitaire :

x̃ki (t) = xki (t)− E(xki (t))
std(xki (t))

(3.9)

— Étape 3 : Calculer des fonctions de l’autocorrélation Rx̃ki x̃
k
i
(τ), enlever l’effet de bord

et puis les diviser en 2 blocs

Rx̃ki x̃
k
i
(τ) = E

[
x̃ki (t+ τ)x̃ki (t)

]
. (3.10)

On note que la fonction d’autocorrélation est estimée par le fenêtrage.
— Étape 4 : Comparer l’amplitude du pic en calculant un rapport α entre deux blocs

dans le domaine fréquentiel.

Si la valeur du rapport α = 1, i.e., l’amplitude du pic de la FFT de l’autocorrélation reste
constante entre 2 blocs, ce pic correspond donc à une composante harmonique. Cependant, si
l’amplitude du pic diminue ou le rapport α < 1, ce pic est un mode structural. La procédure
pratique pour la distinction harmonique par la fonction d’autocorrélation est illustrée dans
la Figure 3.8.

Figure 3.8. Procédure pratique de la distinction harmonique par la fonction d’autocorréla-
tion.
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3.3.3 Applications

La nouvelle technique proposée est appliquée avec la méthode PSDTM-SVD pour l’iden-
tification modale opérationnelle en présence des harmoniques. Pour le système à 2 DDL du
cas de chargement 3, SNR = 0 dB décrit à la section 2.4.1.3, les trois pics visibles sur la
courbe π(.) sont filtrés avec 10% autour du pic. Les fonctions d’autocorrélation sont estimées
avec le fenêtrage de 4096 points et 75% de chevauchement. Les résultats des trois pics sont
illustrés dans la Figure 3.9 et reportés dans le Tableau 3.3. Il est à constater que l’auto-
corrélation du premier et du deuxième pic tend vers zéro avec le temps tandis qu’elle reste
presque constante pour le troisième pic. En plus, les rapports de l’amplitude dans la FFT
de l’autocorrélation entre 2 blocs sont respectivement 0.71 0.71 ; 0.17 0.13 et 1.00 1.00 pour
le premier, deuxième et troisième pic. Ces résultats confirment que les deux premiers pics
correspondent aux modes structuraux et que le troisième pic correspond à une fréquence
harmonique.
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Figure 3.9. [Système à 2 DDL] Autocorrélation du (a) Pic 1 ; (b) Pic 2 ; (c) Pic 3
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Tableau 3.3. [Système à 2 DDL, chargement 3 (SNR = 0 dB)] Comparaison de l’amplitude
des pics dans la FFT de l’autocorrélation

Caractéristiques modales Pic 1 Pic 2 Pic 3

Fréquence (Hz) 10.25 30.03 50.04

Rapport α (bloc 2/1) : capteurs 1,2 0.71 0.17 1.00
0.71 0.13 1.00

Conclusion Structural Structural Harmonique
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Figure 3.10. [Test expérimental] Autocorrélation du (a) Pic 1 ; (b) Pic 2 ; (c) Pic 3

De la même manière, la nouvelle technique de distinction basée sur la fonction d’autocor-
rélation est appliquée comme une étape de post-traitement de la méthode de transmissibilité
PSDTM-SVD pour le test expérimental du cas de chargement 2 déjà présenté à la section
2.4.2. Les trois premiers pics sont filtrés avec 10% autour du pic. La fonction d’autocorré-
lation est estimée avec le fenêtrage de 1024 points et 75% de chevauchement. Les résultats
obtenus pour les trois premiers pics sur la courbe π(.) sont montrés dans le Tableau 3.4 et
dans la Figure 3.10. L’autocorrélation du premier mode reste constante et les rapports entre
deux blocs sont égaux à 1.00. Il est à noter que le premier mode correspond à une fréquence
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harmonique. Cependant, l’autocorrélation du deuxième et troisième mode diminue claire-
ment vers zéro, et leurs rapports sont largement inférieurs à 1.00. Les deux derniers pics
sont donc les modes structuraux.

Tableau 3.4. [Test expérimental, chargement 2] Comparaison de l’amplitude des pics dans
la FFT de l’autocorrélation

Caractéristiques modales Pic 1 Pic 2 Pic 3

Fréquence (Hz) 13.28 63.48 112.50

Rapport α (bloc 2/1) : capteurs 1,2,3
1.00 0.36 0.30
1.00 0.33 0.30
1.00 0.44 0.30

Conclusion Harmonique Structural Structural

3.4 Conclusions

Les techniques de distinction des modes structuraux et des composantes harmoniques
sont étudiées dans ce chapitre lors de l’identification modale opérationnelle en présence
des harmoniques. Les techniques de distinction sont utilisées comme une étape de post-
traitement de la méthode PSDTM-SVD.

Dans un premier temps, la méthode existante basée sur les valeurs de kurtosis et his-
togrammes est appliquée avec succès pour le système à 2 DDL et le test expérimental de
la poutre en présence des harmoniques prépondérants. La distinction permet de confirmer
facilement le pic correspondant à un mode structural ou simplement une composante har-
monique.

Dans un deuxième temps, la nouvelle technique de distinction basée sur la fonction
d’auto-corrélation, est développée dans ce travail. Les résultats obtenus valident l’efficacité
et la simplicité de la technique proposée.
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4.1 Introduction

Les techniques existantes d’AMO en présence des harmoniques ont toujours des limites.
Dans le chapitre 2, la méthode PSDTM-SVD n’a pas donné des bons résultats quand l’ex-
citation harmonique est dominante. Dans le chapitre 3, les modes structuraux et les com-
posantes harmoniques sont bien distingués par les valeurs de kurtosis, les histogrammes ou
les fonctions d’autocorrélation. Cependant, le premier mode de la poutre expérimentée ca-
ché par la composante harmonique, n’est plus visible donc impossible de l’identifier. Pour
améliorer les résultats, dans ce chapitre, nous proposons donc la méthode d’identification
modale opérationnelle basée sur la séparation aveugle de sources comme illustrée dans la
Figure 4.1.

Supposons que la structure mécanique est soumise à l’excitation de bruit blanc mélangé
avec l’excitation harmonique. À partir des réponses mesurées, il est possible de séparer
les réponses harmoniques dues à l’excitation harmonique des réponses aléatoires dues à
l’excitation de bruit blanc, car ce sont des sources indépendantes d’origine différente. En
utilisant la technique de séparation aveugle des sources (BSS), les réponses aléatoires sont
extraites et utilisées par toute méthode d’AMO afin d’extraire des paramètres modaux.

Structure 

Figure 4.1. Principe de séparation de sources (composantes) pour l’identification modale
opérationnelle.

Pour l’organisation de ce chapitre, la section 4.2 présente brièvement les généralités sur
la séparation aveugle des sources : les modèles de mélange et quelques techniques utilisées en
BSS. La section 4.3 réservé aux techniques de BSS en mélange instantané (sur)-déterminé
avec application au système à 2 DDL. Une méthode d’AMO basée sur une nouvelle ap-
proche de BSS en mélange instantané sous-déterminé est développée dans la section 4.4.
Sa procédure pratique est détaillée pour obtenir des paramètres modaux. La performance
de la méthode développée est testée avec les réponses du système à 2 DDL, d’une poutre
simulée et d’une poutre expérimentée. La section 4.5 a pour but de tester la technique de
BSS en mélange convolutif. La section 4.6 développe une nouvelle idée de séparation infor-
mée de sources. Enfin, quelques conclusions sur l’identification modale opérationnelle via la
séparation de sources, sont tirées.

4.2 Séparation aveugle de sources

La technique de séparation aveugle des sources (BSS) est connue comme un outil statis-
tique de traitement du signal qui a été largement utilisé pour extraire des sources originales
à partir seulement de signaux mélangés sans exigences des informations explicites sur les
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sources ou le processus de mélange. La BSS a été introduite et formulée par Héraut et Jutten,
et al. [132, 133] au milieu des années 80 dans le cadre de la modélisation neurale. Depuis, ce
thème est toujours si intéressant dans la recherche académique et industrielle pour plusieurs
applications : des images médicales, des sons, des télécommunications et dernièrement des
signaux vibratoires [82, 134, 135].

Les signaux observés (mesurés) sont des mélanges plus ou moins complexes de signaux
sources. Pour séparer des sources à partir des signaux mesurés, le processus de mélange doit
être modélisé par des modèles de mélange. Il existe plusieurs modèles de mélanges, mais dans
le cadre de la thèse, nous nous intéressons aux modèles de mélange linéaire "instantané" et
"convolutif".

Figure 4.2. Séparation des sources musicales.

4.2.1 Modèle de mélange linéaire instantané

Le modèle de mélange linéaire instantané est le modèle le plus simple où les sources ar-
rivent instantanément aux capteurs, mais avec différentes intensités, le processus de mélange
entre les sources et les observations est modélisé par l’équation suivante :

x(t) = As(t) (4.1)

où
— s(t) = [s1(t), s2(t), · · · , sM(t)]T est le vecteur des M sources à séparer ;
— x(t) = [x1(t), x2(t), · · · , xN(t)]T est le vecteur des N signaux observés (mesurés ou

simulés) ;
— A ∈ RN×M est la matrice de mélange inconnue composée de coefficients scalaires.

Le problème peut être divisé en trois cas selon le nombre de sources M et le nombre de
capteurs N :

1. Surdéterminé si N > M

2. Déterminé si N = M
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3. Sous-déterminé si N < M

En cas de présence de bruit additif dans la mesure, le modèle de mélange instantané
devient

x(t) = As(t) + b(t) (4.2)

b(t) = [b1(t), ..., bN(t)]T est le vecteur des bruits qui sont supposés être centrés et dont
les composantes sont supposées mutuellement indépendantes et indépendantes des signaux
sources.

4.2.2 Modèle de mélange linéaire convolutif

Le modèle de mélange linéaire convolutif en tenant compte des retards dans le mélange
est présenté par :

x(t) = A(t) ∗ s(t) (4.3)

où
— ∗ est l’opérateur de convolution.
— s(t) = [s1(t), s2(t), · · · , sM(t)]T est le vecteur des sources ;
— x(t) = [x1(t), x2(t), · · · , xN(t)]T est le vecteur des signaux observés ;
— A ∈ RN×M est la matrice de filtres de mélange qui regroupe les réponses impulsion-

nelles des filtres. L’équation 4.3 peut s’écrire alors sous la forme suivante :

xi(t) =
M∑
j=1

aij(t) ∗ sj(t) (4.4)

où aij(t) est la réponse impulsionnelle du filtre caractérisant la propagation du signal de
la source au point j jusqu’au capteur i, à l’instant t. La matrice A peut être présentée sous
la forme :

A(t) =


a11(t) a12(t) · · · a1M(t)
a21(t) a22(t) · · · a2M(t)

... ... . . . ...
aN1(t) aN2(t) · · · aNM(t)

 (4.5)

En cas de présence de bruit additif dans l’environnement, le modèle de mélange convolutif
devient

x(t) = A(t) ∗ s(t) + b(t) (4.6)

b(t) = [b1(t), ..., bN(t)]T est le vecteur des bruits qui sont supposés être centrés et dont
les composantes sont supposées mutuellement indépendantes et indépendantes des signaux
sources.
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4.2.3 Quelques techniques utilisées en BSS

4.2.3.1 Analyse en Composantes Indépendantes (ICA)

L’Analyse en Composantes Indépendantes (ICA) est une des méthodes de BSS les plus
populaires de la littérature. Elle a été introduite par Jutten et Hérault dans [136], et déve-
loppée par Comon dans [137]. La méthode d’ICA utilise les hypothèses suivantes :

1. Les sources sont mutuellement indépendantes, c’est-à-dire, la densité de probabilité
de la loi conjointe des sources peut se factoriser comme le produit de leurs densités
marginales.

2. Au plus une des sources est gaussienne.
3. Le nombre des signaux observés est égal au nombre des signaux sources (N = M),

ainsi, dans le cas déterminé, la matrice A est carrée et inversible.

Figure 4.3. Méthode d’ICA.

Dans le cas du modèle de mélange linéaire, instantané, déterminé et dans le contexte
non bruité x(t) = As(t), le principe de la méthode d’ICA consiste à transformer linéai-
rement le vecteur des signaux observés x(t) en un vecteur y(t) dont les composantes sont
statistiquement indépendantes :

y(t) = Bx(t) = BAs(t) ≈ s(t) (4.7)

Il suffit de déterminer la matrice de séparation B telle que les composantes du vecteur y(t)
soient indépendantes pour obtenir s(t), à des indéterminations d’échelle et de permutation
près [137], à partir des observations x(t). La mesure de l’indépendance du vecteur y(t) peut
être basée sur les critères d’indépendances comme : information mutuelle (IM) [137], entro-
pie [138], non-gaussianité [139], etc,. Nous présentons ensuite une méthode d’ICA basée sur
le gradient de l’information mutuelle pénalisée [140].

• Information mutuelle. L’IM a été introduite pour la première fois comme un critère
de séparation de sources par Comon [137].

◦ Définition. Soit y un vecteur aléatoire y = [y1(t), y2(t), · · · , yN(t)]T , pY la densité de
probabilité de la loi conjointe de y et pYi (i = 1, 2, . . . , N) les densités de probabilité des
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lois marginales de chacune des composantes yi. L’information mutuelle de y est définie de
la façon suivante :

I(y) =
∫
RN
pY(y) ln pY(y)∏N

i=1 pYi(yi)
dy (4.8)

◦ Propriété. ∀ y, I(y) ≥ 0 et I(y) = 0 si et seulement si les composantes de y sont indépen-
dantes. En effet, suivant la première hypothèse d’ICA, si les composantes sont indépendantes,
on a :

pY(y) =
N∏
i=1

pYi(yi) ⇒ I(y) = 0 (4.9)

Il est à remarquer que si l’on veut rendre indépendantes les composantes, il suffit de
chercher à minimiser I(y), par exemple, en utilisant un algorithme de descente du gradient.
L’information mutuelle I(y) peut être estimée par différentes méthodes : la méthode à noyau,
la méthode polynomiale, etc [141].

• Information mutuelle pénalisée. Vu que la solution séparée est définie à un facteur
d’échelle près, M. EL Rhabi [140] a proposé un critère dit de "pénalisation" qui permet
d’éviter une solution qui explose en norme, ou bien tend vers 0, à chaque instant, E[yi] = 0
et la variance δ2

i = E[y2
i ] = 1. On définit l’information mutuelle pénalisée, de paramètre de

pénalisation λ par :

J(y) = I(y) + λ
N∑
i=1

(δ2
i − 1)2 (4.10)

On cherche donc à minimiser J(y) qui est positive et s’annule si et seulement si les compo-
santes de y sont indépendantes et sous contraintes δ2

i = 1.

• Fonction score. Pour calculer le gradient de l’information mutuelle pénalisée, Babaizadeh
[142] a introduit les fonctions scores. La fonction score d’un vecteur aléatoire peut s’écrire :

ψY (y) = − d

dy
ln(pY (y)) = −p

′
Y (y)
pY (y) (4.11)

La fonction score marginale d’un vecteur aléatoire (MSF) est le vecteur des fonctions
score de chacune des composantes :

ψY(y) = (ψY1(y1), . . . , ψYN (yN)) avec ψYi(yi) = −
p

′
Yi

(yi)
pYi(yi)

. (4.12)

L’estimation numérique de fonction score ψY(y) proposée dans [142] utilise la méthode des
moindres carrés et une modélisation de fonction score par des polynômes de degré 3 :

ψY (y) = −p
′
Y (y)
pY (y) = do + co.y + bo.y

2 + ao.y
3 (4.13)

• Gradient de l’information mutuelle pénalisée. Soit x un vecteur des observés, B la
variable matricielle, y = Bx de composantes centrées et w(y) = [w1(y1), . . . , wN(yN)]T avec
wi(yi) = 4(E[δ2

i ]− 1)yi. Le gradient de l’information mutuelle pénalisée s’écrit alors [142] :
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∂J

∂B
= E[ψY(y)xT ]−B−T + λE[w(y)xT ] (4.14)

La méthode de séparation de sources basée sur le gradient de l’information mutuelle
pénalisée peut être résumée par l’algorithme récursif suivant :

◦ Centrage et normalisation de x(t), initialisation de B = I, y(t) = Bx(t), λ et du pas
de descente du gradient µ

◦ Itérer
1. Calcul de

B← B− µ ∂J
∂B

(4.15)

2. Mise à jour y(t) = Bx(t)
◦ Répéter

La méthode d’ICA basée sur le gradient de l’information mutuelle pénalisée est illustrée
sur la Figure 4.3.

• Choix de paramètres.
Le pas de descente du gradient µ est positif, µ > 0. C’est un paramètre de problème

d’optimisation. Plus la valeur de µ est élevée, plus l’algorithme converge vite. Cependant, il
ne faudrait pas prendre µ trop grande non plus, il ne convergera pas si la fonction d’optimi-
sation est complexe. Afin de trouver la valeur optimum de µ, il est nécessaire de faire une
étude paramétrique de µ en fonction de J .

Le paramètre de pénalisation λ est aussi positif, λ > 0. C’est un hyper paramètre. Afin
d’éviter le problème d’indétermination, les solutions étaient définies à un facteur d’échelle
près. Au lieu de minimiser I, on cherche à minimiser J en ajoutant le terme de pénalisation
λ
∑N
i=1(δ2

i − 1)2 avec le paramètre de pénalisation λ pour faire en sorte d’éviter une solution
qui explose en norme ou bien tend vers 0. En effet, en ajoutant le terme λ∑N

i=1(δ2
i − 1)2,

on cherche les solutions autour d’un cercle unitaire. En remplaçant l’équation (4.10) dans
l’équation (4.15), on obtient :

B← B− µ
[
∂I

∂B
+ λ

∂
∑N
i=1(δ2

i − 1)2

∂B

]
. (4.16)

On peut remarquer que le paramètre λ joue un rôle important. Il est le poids entre le
terme d’indépendance I et le terme de pénalisation∑N

i=1(δ2
i−1)2. On peut prendre une valeur

élevée de λ, par exemple, λ = 100 mais dans ce cas, l’algorithme de descente du gradient
focalisera sur le terme de pénalisation et pas sur le terme d’indépendance. L’information
mutuelle va prendre beaucoup de temps pour s’annuler. On commence souvent avec la
valeur λ=1 et on regarde le terme d’indépendance I. Si I prend du temps pour s’annuler, on
peut descendre la valeur de λ=0.1, λ=0.01, λ=0.001,... pour que l’optimisation concentre
sur le terme d’indépendance.

Pour tester cet algorithme de séparation de sources, dans les applications qui seront
décrites plus tard, le choix de paramètres µ, λ seront choisis suivant le temps de calcul, le
modèle de mélange (instantané ou convolutif) et en se basant sur les références [134, 140].
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4.2.3.2 Statistiques d’ordre deux (SOBI)

Matrice de mélange

Blanchiment Rotation

Matrice de séparation

Figure 4.4. Méthode de SOBI.

La technique SOBI (Second-Order blind identification) est basée sur la diagonalisation
des matrices de covariance. Elle repose donc sur des statistiques d’ordre deux. La technique
SOBI est capable de traiter le cas (sur)-déterminé de BSS. Une description complète de la
méthode SOBI proposée par Belouchrani et al. peut être trouvée dans la référence [143]. On
rappelle le modèle de mélange en cas de présence de bruit additif :

x(t) = As(t) + b(t) (4.17)

À noter que si les signaux d’entrée du système ont une valeur moyenne nulle, les signaux
de sortie possèdent aussi une valeur moyenne nulle, il n’y aura pas de différence entre les
fonctions de corrélation et les fonctions de covariance. La matrice de corrélation des réponses
observées x(t) s’écrit :

 Rxx(0) = E
[
x(t)xT (t)

]
= ARss(0)AT + δ2I

Rxx(τ) = E
[
x(t+ τ)xT (t)

]
= ARss(τ)AT τ 6= 0

(4.18)

où δ est l’écart-type du bruit additif qui est supposé être comme le bruit blanc avec une
moyenne nulle et indépendant des sources. Si les sources sont stationnaires et décorrélées, la
matrice de corrélation des sources Rss(τ) est diagonale. La séparation des sources par SOBI
se compose de deux étapes :

1. Blanchiment : Le blanchiment du signal observé est la première étape de l’algorithme.
On cherche une matrice de blanchiment W pour que le signal blanchi z(t) = Wx(t)
soit blanc. L’équation (4.18) devient : Rzz(0) = E

[
z(t)zT (t)

]
= WRxx(0)WT = I

Rzz(τ) = E
[
z(t+ τ)zT (t)

]
= WARss(τ)ATWT = URss(τ)UT

(4.19)

L’équation (4.19) montre qu’on peut trouver la matrice de blanchiment W par la
décomposition en valeurs singulières de Rxx(0) = VSVT . La matrice W est donc
calculée par W = S−1/2VT .
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2. Rotation : La deuxième étape consiste à trouver une matrice unitaire (de rotation)
U = WA. Cette matrice U va diagonaliser la matrice Rzz(τ) pour tout temps de retard
τ , ce qui permet de trouver les sources et aussi la matrice de mélange. L’estimation de
la matrice unitaire U est finalement obtenue par diagonalisation conjointe approchée
(JAD) via une généralisation de la technique de Jacobi [143] et en minimisant les
termes non-diagonaux (off) :

min
U

[ p∑
τ=1

off
(
UTRzz(τ)U

)]
(4.20)

Une fois que la matrice U est calculée, la matrice de mélange et les sources estimées
s’expriment alors par : A = W+U et y(t) ≈ s(t) = UWx(t), où W+ signifie le
pseudo-inverse de la matrice W. La figure 4.4 illustre la méthode SOBI.

4.2.3.3 Analyse en composantes parcimonieuses (SCA)

L’analyse en composantes parcimonieuses (SCA - Sparse Component Analysis) est une
nouvelle approche qui traite le cas sous-déterminé (N < M) de la séparation aveugle de
sources. Contrairement aux méthodes d’ICA ou SOBI, la méthode de SCA n’exige aucune
condition d’indépendance ou de décorrélation des sources, la représentation parcimonieuse
des sources est la seule exigence [23, 144]. Les sources sont supposées parcimonieuses dans un
domaine transformé, i.e., pour chaque point d’échantillonnage du signal, seule une source est
significativement plus active que les autres. Dans le nuage de points des mélanges observées
dans le domaine transformé, les points de la même source se forme en une ligne droite.
Les sources peuvent être donc séparées en utilisant un algorithme de regroupement. La
Figure 4.5 présente le nuage de points de deux mélanges provenant de six sources de flûte.
Les sources ne sont pas parcimonieuses dans le domaine original (temporel) mais dans un
domaine transformé (fréquentiel). Chaque ligne droite dans la Figure 4.5.b représente une
source. La méthode de SCA va être décrite avec plus de détail dans la section 4.4.

4.3 AMO basée sur la séparation aveugle de sources
en mélange instantané

Lorsque la structure est soumise à une combinaison d’excitation harmonique et d’excita-
tion aléatoire, les réponses structurelles peuvent être calculées par la somme (instantanée)
des réponses dues à l’excitation harmonique et des réponses dues à l’excitation aléatoire.
Dans cette section, les algorithmes de séparation aveugle des sources en mélange instantané
sont donc proposés pour l’AMO en présence des harmoniques.

Pour le développement, le même système à 2 DDL étudié dans les chapitres 2 et 3
est utilisé. L’excitation aléatoire d’un bruit blanc gaussien ayant une moyenne nulle et un
écart-type δ = 1 est située au premier DDL. L’excitation harmonique de 20 Hz applique au
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(a) (b)

Figure 4.5. Nuage de points de deux réponses mélanges x1 et x2 provenant de six sources
de flûte : (a) dans le domaine temporel ; (b) dans le domaine fréquentiel [23].

deuxième DDL. L’excitation harmonique est beaucoup plus dominante que l’excitation de
bruit blanc avec une valeur SNR de -11. Le chargement est comme suit :

f1(t)=randn(Np, 1)
f2(t)= 5 sin(2π20t) (4.21)

Les réponses en déplacement sont calculées de manière analytique par la formule sui-
vante :

xi(t) =
2∑
j=1

hij(t) ∗ fj(t) (4.22)

où la fonction de réponse impulsionnelle hij(t) est de la forme :

hij(t) =
2∑

m=1

φimφjm
ω̃m

e−ξmωmt sin(ω̃mt) (4.23)

avec ω̃m = ωm
√

1− ξm est la pseudo-pulsation du mème mode propre. Le vecteur propre φm
est normalisé par rapport à la matrice de masse M :

φm = φm√
φTmMφm

; Φ =
[
φ11 φ12

φ21 φ22

]
(4.24)

Les réponses totales sont la somme des réponses aléatoires et des réponses harmoniques :

x1(t)=h11(t) ∗ f1(t)︸ ︷︷ ︸
xa1(t)

+h12(t) ∗ f2(t)︸ ︷︷ ︸
xh1 (t)

x2(t)=h21(t) ∗ f1(t)︸ ︷︷ ︸
xa2(t)

+h22(t) ∗ f2(t)︸ ︷︷ ︸
xh2 (t)

(4.25)



4.3 AMO basée sur la séparation aveugle de sources en mélange instantané 98

où xa1(t) et xa2(t) sont respectivement les réponses aléatoires au premier DDL et au deuxième
DDL :

xa1(t)=
[
φ11φ11
ω̃1

e−ξ1ω1t sin(ω̃1t) + φ12φ12
ω̃2

e−ξ2ω2t sin(ω̃2t)
]
∗ f1(t)

xa2(t)=
[
φ21φ11
ω̃1

e−ξ1ω1t sin(ω̃1t) + φ22φ12
ω̃2

e−ξ2ω2t sin(ω̃2t)
]
∗ f1(t)

(4.26)

xh1(t) et xh2(t) les réponses harmoniques au premier DDL et deuxième DDL :

xh1(t)=
[
φ11φ21
ω̃1

e−ξ1ω1t sin(ω̃1t) + φ12φ22
ω̃2

e−ξ2ω2t sin(ω̃2t)
]
∗ f2(t)

xh2(t)=
[
φ21φ21
ω̃1

e−ξ1ω1t sin(ω̃1t) + φ22φ22
ω̃2

e−ξ2ω2t sin(ω̃2t)
]
∗ f2(t)

(4.27)
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Figure 4.6. [2 DDL] comparaison des réponses calculées par l’algorithme de Runge-Kutta
et par le produit convolutif.

Le produit convolutif (∗) peut être réalisé par la fonction conv ou filter dans le logiciel
Matlab. Les réponses calculées par l’équation (4.25) sont vérifiées avec les réponses calculées
par l’algorithme de Runge-Kutta. Elles sont bien superposées comme le montre la Figure 4.6.
Les composantes aléatoires (4.26) et harmoniques (4.27) sont présentées sur la Figure 4.7.
En observant la Figure 4.7.a, on peut constater qu’il y a une partie transitoire au début du
signal d’environ 15 secondes. Pour la suite, cette partie du signal est enlevée. La Figure 4.7.b
présente les réponses harmoniques et aléatoires dans le domaine fréquentiel. Les réponses
aléatoires présentent 2 modes propres du système et les réponses harmoniques présentent la
composante harmonique de 20 Hz. La Figure 4.8.a montre les réponses observées (totales)
du système à 2 DDL. La composante harmonique est bien mélangée dans les réponses.

Le but du travail est d’obtenir séparément les réponses aléatoires et les réponses harmo-
niques à partir des réponses simulées x1(t) et x2(t) en utilisant les algorithmes de séparation
des sources. Dans cette section, les algorithmes de séparation aveugle de sources de type
instantané et (sur)-déterminé sont utilisés. Il s’agit des méthodes d’ICA et de SOBI. Pour la
méthode d’ICA, les paramètres utilisés dans l’algorithme sont : µ = 0.01, λ = 1 et le nombre
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Figure 4.7. [2 DDL] réponses aléatoires et harmoniques : (a) domaine temporel ; (b) do-
maine fréquentiel.

d’itération Iter = 10000. Pour la méthode de SOBI, le nombre de matrices de corrélation à
diagonaliser est de p = 15000. Les résultats obtenus des deux méthodes sont respectivement
présentés dans la Figure 4.8.b et 4.8.c. Il est à remarquer que les composantes harmoniques
et aléatoires ne sont pas séparées. Pour la méthode d’ICA, sur la Figure 4.8.b, la compo-
sante harmonique de 20 Hz est éliminée dans la réponse y2, mais les modes propres et la
composante harmonique restent encore ensemble dans la réponse y1. Pour la méthode de
SOBI, sur la Figure 4.8.c, le pic harmonique est presque éliminé dans la réponse y1 mais les
deux modes propres cohabitent avec la composante harmonique dans la réponse y2.

On considère le cas où les réponses simulées x(t) sont filtrées par une fonction rectan-
gulaire simple dans la bande de fréquence [0 23] Hz (Figure 4.9.a). Les réponses filtrées
xf (t) se composent du premier mode propre et de la composante harmonique. Les méthodes
d’ICA et de SOBI ont réussi à séparer les réponses filtrées en une réponse harmonique et
une réponse aléatoire (Figure 4.9.b et Figure 4.9.c). On obtient les résultats similaires quand
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les réponses simulées x(t) sont filtrées dans la bande de [23 100] Hz, i.e, les réponses filtrées
incluant le deuxième mode et la composante harmonique.

Les méthodes d’ICA et de SOBI sont également appliquées aux réponses aléatoires simu-
lées xa(t). Malgré la deuxième hypothèse d’ICA selon laquelle "au plus une des sources est
gaussienne", les deux modes propres qui sont deux composantes gaussiennes, sont séparés
par la méthode d’ICA (Figure 4.10.b). Il est à noter aussi que les réponses modales sont
facilement séparées par la méthode de SOBI (Figure 4.10.c).

Remarques

En comparant avec le mélange instantané, par le produit convolutif dans l’équation
(4.26), les réponses aléatoires se présentent comme la somme de deux sources provenant de
deux réponses modales et la réponse harmonique (4.27) considérée comme une source. Donc,
les deux réponses simulées x(t) contiennent au total trois sources : deux réponses modales
et une harmonique. C’est le cas sous-déterminé, le nombre de sources M = 3 est supérieur
au nombre de capteurs N = 2. C’est pourquoi, les méthodes d’ICA et de SOBI qui peuvent
traiter seulement le cas (sur)-déterminé, n’ont pas réussi à séparer des sources. Dans le
cas des réponses filtrées ou des réponses aléatoires, il y a seulement deux sources dans les
signaux : une harmonique et une réponse modale ou deux réponses modales. Cela devient un
cas déterminé (M=N=2), les sources sont facilement séparées par les méthodes d’ICA et de
SOBI. À partir des résultats obtenus ci-dessus, dans la section suivante, nous proposons une
nouvelle méthode d’OMA basée sur l’algorithme de BSS sous-déterminé (SCA) en présence
des harmoniques.
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Figure 4.8. [2 DDL] (a) Réponses simulées ;(b) réponses séparées par ICA ; (c) réponses
séparées par SOBI.
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Figure 4.9. [2 DDL] (a) Réponses filtrées ; (b) réponses séparées par ICA ; (c) réponses
séparées par SOBI.
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Figure 4.10. [2 DDL] (a) Réponses aléatoires simulées ; (b) réponses séparées par ICA ;
(c) réponses séparées par SOBI.
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4.4 AMO basée sur l’analyse en composantes parcimo-
nieuses en présence des harmoniques

4.4.1 Approche théorique

La réponse structurale du système à N DDL (équation (1.1)) peut être exprimée par
superposition modale :

x(t) = Φq(t) =
N∑
i=1
φiqi(t) (4.28)

où Φ ∈ RN×N est la matrice des modes propres, chaque colonne φi représente une déformée
modale ; q(t) ∈ RN est le vecteur des réponses modales qi(t). Il est à noter qu’il y a une
similitude entre le modèle instantané de BSS donné dans l’équation (4.1) et la superposition
modale dans l’équation (4.28). La matrice Φ peut être considérée comme la matrice de
mélange A et q(t) considérée comme les sources s(t). En conséquence, Φ et q(t) peuvent
être récupérées à partir des réponses mesurées x(t) en utilisant la technique BSS pour
identifier les paramètres modaux.

En présence des harmoniques dans l’excitation, il y a des composantes ajoutées dans les
réponses mesurées x(t). Ces composantes supplémentaires peuvent être considérées comme
les modes virtuels non amortis du système [145]. L’équation (4.28) devient :

x(t) = Φq(t) =
N∑
i=1
φiqi(t) +

H∑
v=1
φvqv(t) (4.29)

où φv et qv(t), (v = 1, 2..., H), sont des composantes harmoniques. L’équation (4.29) doit
être résolue par l’algorithme de BSS sous-déterminé puisque le nombre de sources M (M =
N + H) est supérieur au nombre de capteurs N . La méthode de SCA applicable aux pro-
blèmes sous-detérminés, est choisie dans ce travail. Elle se compose de deux étapes princi-
pales : (1) l’estimation de la matrice de mélange et (2) l’estimation des sources.

• Estimation de la matrice de mélange

Afin d’obtenir les signaux mesurés dans le domaine transformé (fréquentiel ou temps-
fréquentiel), la transformation de Fourier (FFT), de Fourier à court terme (STFT), des
ondettes (CWT) ou de cosinus sont utilisées. En appliquant la transformation de STFT à
l’équation (4.1) ou (4.29), on obtient les signaux dans le domaine temps-fréquence :

X(t, f) = AS(t, f) (4.30)

La Figure 4.11 montre le nuage de points de 2 réponses mesurées provenant de 3 sources
latentes. Les sources temporelles ne sont pas satisfaisantes à l’hypothèse de parcimonie dans
le domaine temporel (Figure 4.11.a) mais elles ont une représentation parcimonieuse dans
le domaine temps-fréquence (Figure 4.11.b). L’équation (4.30) peut s’écrire :
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Figure 4.11. Nuage de points de 2 réponses mélangées provenant de 3 sources : (a) Do-
maine temporel ; (b) Domaine temps-fréquentiel.

[
X1(t, f)
X2(t, f)

]
=
[
a11 a12 a13

a21 a22 a23

] 
S1(t, f)
S2(t, f)
S3(t, f)

 (4.31)

Suivant l’hypothèse de parcimonie, chaque ligne droite représente une source latente et il
y a toujours une seule source qui est active. Par exemple, sur la ligne droite liée à la source
S1, seulement la source S1 est active, l’équation (4.31) devient :

[
X1(t1, f1)
X2(t1, f1)

]
=
[
a11

a21

]
S1(t1, f1) (4.32)

L’équation (4.32) montre que la direction de la ligne droite de la source S1 prend la même
direction du premier vecteur colonne de la matrice A. De la même façon, les directions des
lignes droites de la deuxième et de la troisième source correspondent respectivement au
deuxième et troisième vecteur de la matrice de mélange. Par conséquent, la matrice de
mélange A peut être estimée par un algorithme de regroupement à partir du nuage de
points de X(t, f).

En réalité, les signaux sources peuvent ne pas être complètement disjoints dans le do-
maine transformé. L’algorithme de détection des points mono-sources (SSPs) [146] peut être
utilisé comme une étape de pré-traitement pour supprimer les points aberrants. Un point
quelconque dans le domaine temps-fréquence est un point mono-source si la différence entre
la direction absolue de la partie réelle <e[X(t, f)] et de la partie imaginaire =m[X(t, f)] ne
dépasse pas un angle de seuil donné ∆θ. Mathématiquement, le point mono-source satisfait
à la condition suivante [146] :

∣∣∣∣∣∣ <e[X(t, f)]T<e[X(t, f)]√
<e[X(t, f)]T<e[X(t, f)]

√
=m[X(t, f)]T=m[X(t, f)]

∣∣∣∣∣∣ > cos(∆θ) (4.33)

Une fois que les points mono-sources dans le domaine temps-fréquence sont soigneu-
sement sélectionnés, un des algorithmes de regroupement (e.g., hiérarchique, K-moyenne,
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C-moyenne floue, etc.) est maintenant utilisé pour extraire la matrice de mélange A. Dans
notre travail, l’algorithme standard de regroupement K-moyenne (fonction Kmeans du lo-
giciel Matlab) est utilisé.

• Estimation des sources

Une fois la matrice de mélange A estimée, les sources peuvent être calculées par un
algorithme d’optimisation de l1-minimisation [147] dans le domaine temps-fréquentiel comme
suit :

min ‖S(t, f)‖l1 soumis à AS(t, f) = X(t, f) (4.34)

Les sources estimées s(t) dans le domaine temporel peuvent être obtenues à partir de
S(t, f) en utilisant un algorithme inverse de STFT.

Figure 4.12. Procédure pratique de la méthode proposée SCA-FDD

• Distinction entre composantes harmoniques et structurales

La mono-source si(t) peut être une composante harmonique qv(t) ou une réponse mo-
dale qi(t). Les deux méthodes de distinction entre composantes harmoniques et structurales
(valeurs de kurtosis, histogrammes et fonctions de corrélation) dans le chapitre 3 peuvent
être utilisées pour distinguer et enlever les composantes harmoniques.

• Reconstruction des réponses aléatoires xa(t)

Les réponses aléatoires peuvent être reconstruites comme suit :



4.4 AMO basée sur l’analyse en composantes parcimonieuses en présence des harmoniques 107

— Enlever la ième colonne ai et la source Si(t, f) liées à la composante harmonique pour
obtenir Xa(t, f). À titre d’exemple, si la deuxième source est harmonique, on a :

[
X1(t, f)
X2(t, f)

]
=
[
a11 a12 a13

a21 a22 a23

] 
S1(t, f)
S2(t, f)
S3(t, f)

 (4.35)

⇒
[
Xa

1 (t, f)
Xa

2 (t, f)

]
=
[
a11 a13

a21 a23

] [
S1(t, f)
S3(t, f)

]
(4.36)

— Transformer Xa(t, f) dans le domaine temporel pour obtenir xa(t, f).

• Combinaison avec la méthode FDD

Après avoir reconstruit les réponses aléatoires, il est possible d’utiliser une technique
classique d’AMO comme FDD [76, 78] pour identifier des paramètres modaux. Le nom
SCA-FDD est donc choisi pour la méthode proposée. La procédure pratique de la méthode
est illustrée dans la Figure 4.12.

4.4.2 Applications

4.4.2.1 Exemples numériques

• Système à 2 DDL

Le même exemple du système à 2 DDL de la section 4.3 est utilisé pour vérifier la
performance de la méthode proposée. Les réponses en déplacement sont simulées avec 50000
points et le pas de temps ∆t = 0.004 s. Les réponses temporelles sont transformées en temps-
fréquence par STFT avec le fenêtrage de 2048 points et 75 % de chevauchement. L’algorithme
de détection des points de mono-source (SSPs) est utilisé avec un seuil ∆θ = 10o.

Les réponses simulées dans le domaine temps-fréquence sont présentées sur la Figure
4.13. Le nuage de points des deux réponses est tracé sur la Figure 4.14. Il montre clairement
trois lignes droites qui se composent de 3 sources (2 modes structuraux et une composante
harmonique). Les trois mono-sources séparées sont présentées dans la Figure 4.15.b. Les
valeurs de kurtosis et les histogrammes (Figure 4.16) montrent que la deuxième mono-
source est un harmonique. Après avoir enlevé cette composante harmonique, les réponses
aléatoires reconstruites sont présentées dans la Figure 4.15.c. On peut constater que la
composante harmonique de 20 Hz est quasi éliminée en comparaison des réponses simulées
(Figure 4.15.a). Les valeurs singulières calculées sont présentées dans la Figure 4.17. Les
paramètres modaux identifiés par la méthode SCA-FDD sont récapitulés dans le Tableau
4.1. Il est à noter que les valeurs identifiées de la fréquence propre, de l’amortissement et de
la déformée modale sont très proches des valeurs exactes.
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Figure 4.13. [2 DDL] réponses simulées dans le domaine temps-fréquence : (a) X1(t, f) et
(b) X2(t, f).
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Figure 4.15. [2 DDL, SCA] (a) mono-sources séparées si ; (b) réponses simulées x ; (c)
réponses aléatoires reconstruites xa.
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Figure 4.16. [2 DDL, SCA-FDD] histogrammes et valeurs de Kurtosis
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Figure 4.17. [2 DDL, SCA-FDD] valeurs singulières

Tableau 4.1. [2 DDL, SCA-FDD ] paramètres identifiés

Mode Fréquence (Hz) Taux d’amortissent ξ (%) Déformée modale Kurtosis Conclusion

1 10.25 (10.30) 0.32 (0.32) 1.00 (1.00) 3.09 (3.00) Structural1.38 (1.39)

2 20.01 (20.00) - - 1.55 (1.50) Harmonique

3 30.11 (30.12) 0.95 (0.95) 1.00 (1.00) 3.11 (3.00) Structural-0.72 (-0.72)
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• Poutre simulée

La performance de la méthode SCA-FDD est également vérifiée par un deuxième exemple
numérique. Une poutre en console est simulée avec une excitation harmonique de 7 Hz située
à 0.385 m et une excitation de bruit blanc gaussien appliquée à 0.7 m du côté encastré de
la poutre. Les réponses en déplacements sont générées à trois positions avec une période
d’échantillonnage ∆t = 0.002 s pour une durée de 120 s. Une description de la poutre
simulée est présentée sur la Figure 4.18.
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Figure 4.18. Poutre simulée.
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Figure 4.19. [Poutre simulée, SCA-FDD] nuage de points dans le domaine temps-
fréquence.

La procédure de la méthode SCA-FDD est appliquée aux réponses simulées. Pour obtenir
les réponses en temps-fréquence, les signaux temporels sont divisés en des segments de 2048
points avec 75 % de chevauchement. La détection des points de mono-source est réalisée avec
un seuil ∆θ = 10o. Le nuage de points de trois réponses dans le domaine temps-fréquence
est montré sur la Figure 4.19. On peut trouver clairement quatre lignes droites représentant
quatre mono-sources. Après la séparation, les quatre mono-sources sont récupérées et mon-
trées dans la Figure 4.20. Les résultats obtenus des valeurs de kurtosis et des histogrammes
indiquent que la première, troisième et quatrième mono-source sont liées aux modes struc-
turaux et la deuxième mono-source est une composante harmonique. Après avoir enlevé la
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composante harmonique, les réponses aléatoires reconstruites sont présentées dans la Figure
4.21.b. Il est à noter que la composante harmonique de 7 Hz est éliminée par rapport à
l’original des réponses simulées (Figure 4.21.a). Les valeurs singulières de la méthode SCA-
FDD sont présentées dans la Figure 4.22. Les paramètres modaux sont bien identifiés par
la méthode proposée même si la fréquence harmonique est proche de la première fréquence
propre. Le Tableau 4.2 résume les paramètres identifiés de la poutre simulée.

Tableau 4.2. [Poutre simulée, SCA-FDD ] paramètres identifiés

Mode Fréquence (Hz) Taux d’amortissent ξ (%) Déformée modale Kurtosis Conclusion

1 5.09 (5.15) 1.51 (1.50)
1.00 (1.00)

3.09 (3.00) Structural8.87 (8.87)
19.23 (19.23)

2 7.08 (7.00) - - 1.61 (1.50) Harmonique

3 32.25 (32.28) 0.99 (1.00)
1.00 (1.00)

3.21 (3.00) Structural2.50 (2.48)
-3.54 (-3.59)

4 91.04 (90.60) 0.48 (0.50)
1.00 (1.00)

3.29 (3.00) Structural-0.80 (-0.81)
1.56 (1.55)
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Figure 4.20. [Poutre simulée, SCA-FDD] 4 mono-sources séparées.
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Figure 4.21. [Poutre simulée, SCA-FDD] (a) réponses simulées x ; (b) réponses aléatoires
reconstruites xa.
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Figure 4.22. [Poutre simulée, SCA-FDD] valeurs singulières.
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4.4.2.2 Test expérimental

De la même façon, la méthode SCA-FDD est appliquée aux réponses de la poutre expé-
rimentale dans le chapitre précédent 2.4.2. La Figure 4.23 présente le nuage de points des
réponses mesurées dans le domaine transformé pour les cas de chargement 1 et 2. Pour le
cas de chargement 1 (seule excitation de bruit blanc), le nuage de points se forme clairement
en trois lignes droites qui sont les trois premiers modes propres de la poutre (Figure 4.23.a
et 2.9.a).

Pour le cas de chargement 2, les trois réponses mesurées sont présentées dans la Fi-
gure 4.26. En présence de l’excitation harmonique très prépondérante, le nuage de points
n’est pas assez clair, car il y a beaucoup de points aberrants, ce qui rend difficile la pro-
cédure d’identification modale par la méthode SCA-FDD. Après la détection des points de
mono-source SSPs, l’algorithme de regroupement K-moyenne a pu regrouper le nuage en
seulement quatre groupes de points (Figure 4.24). Les quatre mono-sources correspondantes
sont extraites et montrées dans la Figure 4.25. Les valeurs de kurtosis des mono-sources
séparées s1, s2, s3, s4 sont respectivement 2.3, 3.07, 2.95, 2.95. Sur la Figure 4.25, on peut
constater que la mono-source s1 contient la composante harmonique (13.28 Hz) ainsi que
le premier mode propre (19.53 Hz). Le premier mode est beaucoup plus faible que la com-
posante harmonique (13.28 Hz) en terme d’amplitude du pic. En plus, ils sont très proches
l’un de l’autre. Pour obtenir les meilleurs résultats, la méthode SCA-FDD nécessite d’être
améliorée en utilisant les algorithmes de regroupement plus avancés de SCA [148].
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Figure 4.23. [Poutre expérimentée, SCA-FDD] nuage de points dans le domaine temps-
fréquence : (a) cas 1 ; (b) cas 2.
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Figure 4.24. [Poutre expérimentée, cas 2, SCA-FDD] nuage de points dans le domaine
temps-fréquence après l’utilisation de l’algorithme de regroupement.
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Figure 4.25. [Poutre expérimentée, cas 2, SCA-FDD] 4 mono-sources séparées.
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Figure 4.26. [Poutre expérimentée, cas 2, SCA-FDD] 3 réponses mesurées.
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4.5 Séparation de sources en mélange convolutif

4.5.1 Approche théorique

Dans cette section, l’algorithme de séparation aveugle de sources en mélange convolutif
est appliqué aux réponses vibratoires. D’un côté, on rappelle le modèle de mélange convolutif
dans le contexte non bruité, l’équation (4.3) :

x(t) = A(t) ∗ s(t)

D’un autre côté, les réponses temporelles d’un système linéaire peuvent être calculées
comme l’équation (1.4)

x(t) = H(t) ∗ f(t)

Dans ce cas de mélange convolutif, la matrice des fonctions de réponse impulsionnelle
H(t) peut être considérée comme la matrice de mélange A(t) et le vecteur de la force
d’excitation f(t) peut être considéré comme le vecteur des sources s(t). Théoriquement, les
forces d’excitation f(t) et les fonctions de réponse impulsionnelle H(t) peuvent être extraites
en utilisant un algorithme de séparation aveugle de sources de type convolutif.

En utilisant la transformée en domaine Z, l’équation (4.4) devient :

xi(z) =
M∑
j=1

aij(z)sj(z) (4.37)

L’équation (4.3) peut être écrite sous la forme discrète :

x(n) = A(z)s(n) (4.38)

où z−ks(n) = s(n − k), A = aij(z) = ∑+∞
k=−∞ aij(k)z−k, est l’opérateur de retard dans do-

maine Z. Dans la plupart des travaux publiés, le modèle de mélange linéaire convolutif utilise
souvent des filtres causaux à réponse impulsionnelle finie (FIR), soit aij(z) = ∑K

k=0 aij(k)z−k,
K est la longueur de filtres. Ainsi, la matrice de filtres A(z) peut s’écrire :

A(z) =


∑K
k=0 a11(k)z−k ∑K

k=0 a12(k)z−k · · · ∑K
k=0 a1M(k)z−k∑K

k=0 a21(k)z−k ∑K
k=0 a22(k)z−k · · · ∑K

k=0 a2M(k)z−k
... ... . . . ...∑K

k=0 aN1(k)z−k ∑K
k=0 aN2(k)z−k · · · ∑K

k=0 aNM(k)z−k

 (4.39)

Si A(z) est une matrice inversible à gauche et les sources statiquement indépendantes,
la solution du problème consiste à trouver la matrice de séparation B(z) et l’estimateur des
sources y(n) à partir de x(n) :

y(n) = B(z)x(n) = B(z)A(z)s(n) (4.40)

où la matrice des filtres B(z) vérifie B(z)A(z) = PH(z), avec P une permutation et
H un opérateur de filtrage. L’estimation de la matrice B(z) est basée sur le gradient de
l’information mutuelle pénalisée. Une description complète de l’algorithme de BSS convolutif
peut être trouvée dans les références [140, 141].
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4.5.2 Exemple numérique

L’algorithme de séparation des sources en mélange convolutif basée sur l’information
mutuelle pénalisée [140] est appliquée aux réponses temporelles du système à 2 DDL dans
la section précédente 4.3. Pour séparer des signaux en mélange convolutif, un filtre FIR de
longueur de K = 20 est utilisé, les autres paramètres sont : Iter = 10000, µ = 0.03, λ = 1.
La Figure 4.27.a et la Figure 4.27.b présentent respectivement les réponses simulées et les
réponses séparées par l’algorithme de BSS convolutif. Il est à noter que la première réponse
séparée y1 présente un seul pic de 20 Hz lié à la composante harmonique et la deuxième
réponse séparée y2 présente seulement deux modes structuraux. Les valeurs de kurtosis de
y1 et y2 sont respectivement de 1.55 et 3.03. Les histogrammes de deux réponses séparées
sont tracées sur la Figure 4.28. Les résultats obtenus confirme que les réponses simulées sont
bien séparées en une composante aléatoire et une composante harmonique.
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Figure 4.27. [2 DDL, ICA convolutif] (a) réponses simulées x ; (b) réponses séparées y.
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Figure 4.28. [2 DDL, ICA convolutif] histogrammes et valeurs de Kurtosis

Même si une autre composante harmonique de 40 Hz est ajoutée à l’excitation, les compo-
santes aléatoire et harmonique sont parfaitement séparées par l’algorithme d’ICA convolutif.
Nous pouvons trouver que y1 présente deux composantes harmoniques de 20 Hz et de 40 Hz
et y2 présente deux modes structuraux comme indiqué sur la Figure 4.29.
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Figure 4.29. [2 DDL, ICA convolutif, 2 harmoniques] (a) réponses simulées x ; (b) ré-
ponses séparées y.

4.5.3 Test expérimental

Le test expérimental de la poutre du cas de chargement 2 dans le chapitre précédent
est aussi utilisé. Pour séparer les signaux de la poutre, nous avons utilisé un filtre FIR de
longueur K = 35, Iter = 60000, µ = 0.1 et .0001. Les réponses temporelles enregistrées au
deuxième et troisième accéléromètres sont utilisées pour la séparation des sources en mé-
lange convolutif. La Figure 4.30.a et la Figure 4.30.b présentent respectivement les réponses
mesurées et les réponses séparées. Nous pouvons trouver que la réponse séparée y1 montre
la composante harmonique de 13.28 Hz et la réponse séparée y2 présente les pics correspon-
dants aux modes structuraux. De plus, nous avons retrouvé le pic de 19.53 Hz lié au premier
mode de la poutre dans la réponse séparée y2. Ce mode propre n’a pas été identifié par les
méthodes d’identification modale précédentes.

Remarques

Théoriquement, en utilisant l’algorithme de BSS convolutif, nous retrouvons les sources
s(t) qui sont les forces d’excitation f(t) dans les réponses estimées y(t). Par exemple, pour
le système à 2 DDL, la réponse estimée y1 correspondant à l’excitation harmonique présente
le pic harmonique et la réponse estimée y2 liée à l’excitation aléatoire présente normalement
un spectre plat dans le domaine fréquentiel. Cependant, avec l’utilisation d’un filtre de
longueur finie K, l’algorithme de BSS convolutif permet de séparer les réponses en des
composantes harmoniques et des modes structuraux. Il serait possible de récupérer même
les forces d’excitation en augmentant la longueur du filtre K, mais le coût de calcul sera
très cher.
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Figure 4.30. [Poutre expérimentale, ICA convolutif] (a) réponses mesurées x ; (b) réponses
séparées y.
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4.6 Séparation informée de sources

La séparation informée de sources (ISS) a été abordée récemment par Parvaix et Liutkus
[149, 150, 151] dans le but d’améliorer les résultats de séparation des sons. La séparation
informée de sources prend en compte toute information à priori disponible sur les sources
pour faciliter la séparation. Dans ce cas, la séparation n’est plus aveugle, elle devient infor-
mée. En effet, dans le calcul précédant de la méthode BSS d’ICA, la fonction score ψY (y)
liée à la fonction de densité de probabilité, a été modélisée par des polynômes de degré 3
(équation (4.13)). Cependant, dans notre but de séparer les composantes harmoniques et
composants aléatoires, nous connaissons les formules analytiques des fonctions de densité de
probabilité d’une réponse harmonique et d’une réponse aléatoire. Dans cette section, nous
allons prendre en compte cette information à priori dans la méthode ICA pour renforcer la
séparation de sources.

La fonction de densité de probabilité d’une réponse aléatoire gaussienne avec la moyenne
µ et l’écart-type δ est exprimée par l’équation (3.1) :

pY (y; δ, µ) = 1
δ
√

2π
exp

[
−(y − µ)2

2δ2

]

La fonction de score d’une réponse aléatoire peut s’écrire alors :

ψY (y) = −p
′
Y (y)
pY (y) = y − µ

δ2 (4.41)

Il est à noter que la fonction de score d’une réponse aléatoire est une fonction affine (de
degré 1). À partir des observations y(t), les paramètres µ et δ peuvent être estimés par :
µ = mean(y), δ = std(y).

La fonction de densité de probabilité d’une réponse aléatoire harmonique d’amplitude A
a été exprimée par l’équation (3.3) :

pY (y;A) =


0 si |y| > A
1

πA
√

1− (y/A)2
si |y| ≤ A

La fonction de score de la composante harmonique peut s’écrire alors :

ψY (y) = −p
′
Y (y)
pY (y) =


0 si |y| > A

− y

A2(1− (y/A)2) si |y| ≤ A
(4.42)

À partir des observations y(t), le paramètre A peut être estimé par maximisation de
vraisemblance : A = mle(y)= max |y|. Le détail du calcul est montré dans l’annexe A.1.

Les paramètres ao, bo, co, do des polynômes de degré 3 de la fonction score ψY (y) proposée
dans [142], ont été estimés par la méthode des moindres carrés. Par le calcul de l’intégrale,
la fonction de densité de probabilité est d’un polynôme de degré 4 :
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ψY (y) = −p
′
Y (y)
pY (y) = do + co.y + bo.y

2 + ao.y
3

⇒ ln (pY (y)) = −
∫

(do + co.y + bo.y
2 + ao.y

3)dy

⇒ pY (y; ao, bo, co, do, go) = exp
[
−(go + do.y + co

2 .y
2 + bo

3 .y
3 + ao

4 .y
4)
] (4.43)

Considérons maintenant deux sources qui se composent d’une réponse aléatoire gaus-
sienne et d’une réponse aléatoire sinusoïdale :

s1 = randn(Np, 1)
s2 = 5 sin[2π20t ∗ randn(Np, 1)] (4.44)

Les signaux temporels sont générés avec le nombre de points d’échantillonnage Np =
10000 et le pas de temps ∆t = 0.004 s. Les réponses observées x(t) sont obtenues par un
mélange linéaire instantané : [

x1(t)
x2(t)

]
=
[

0.6 0.4
0.4 0.6

]
︸ ︷︷ ︸

A

[
s1(t)
s2(t)

]
(4.45)

La méthode d’ICA basée sur le gradient de l’information mutuelle pénalisée (section
4.2.3.1) est utilisée pour trouver les sources estimées y(t) à partir des réponses x(t). Les
paramètres utilisés pour l’algorithme de séparation sont : Iter = 5000, µ = 0.01, λ = 1.
Trois cas de fonction score sont considérés :

— Cas 1 : Deux fonctions de score pY1(y1) et pY2(y2) sont modélisées par les polynômes
de degré 3, c’est le cas de la séparation aveugle de sources.

— Cas 2 : pY1(y1) est la fonction score d’une réponse aléatoire gaussienne (4.41) et pY2(y2)
est modélisée par le polynôme de degré 3, c’est le cas de la séparation semi-informée
de sources.

— Cas 3 : pY1(y1) est la fonction score d’une réponse aléatoire gaussienne (4.42) et
pY2(y2) est la fonction de score d’une réponse aléatoire harmonique, c’est le cas de la
séparation informée de sources.

Pour le cas 1, les résultats de la séparation sont présentés dans la Figure 4.31. On trouve
que les sources sont bien séparées dans ce cas. Les valeurs de kurtosis et les histogrammes
sont également utilisés pour montrer les propriétés statistiques des signaux sources s(t), des
signaux mélangés x(t) et des signaux estimés y(t). La figure montre aussi les fonctions scores
ψ(.) des polynômes de degré 3 estimées à partir de signaux sources, des signaux mélangés
et des signaux estimés. La fonction de score ψ1(.) (ligne bleue) liée à la source aléatoire
gaussienne, se forme clairement en une ligne droite. Il est possible de tracer les fonctions de
densité de probabilité des signaux estimées par l’équation (4.43). Ici, on souhaite observer la
forme de la fonction de densité de probabilité. Car le paramètre go n’influence pas la forme
de la fonction de densité de probabilité, donc il est supposé être nul. Il est à remarquer que
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(a)

(b)

(c)

Figure 4.31. [Cas 1] (a) sources s(t) ; (b) réponses mélangées x(t) ; (c) sources estimées
y(t)

la fonction de densité de probabilité relative à la source aléatoire gaussienne (ligne bleue)
possède la forme d’une cloche et celle liée à la source aléatoire harmonique (ligne rouge)
possède deux pics à ses côtés. À partir de la matrice de séparation estimée B, la matrice de
mélange estimée est calculée par Ã = B−1. Dans ce cas, on retrouve la même matrice de
mélange A

Ã =
[

0.6 0.4
0.4 0.6

]
(4.46)

Pour le cas 2, les résultats de la séparation sont montrés dans la Figure 4.32. Les sources
sont bien séparées dans ce cas. On obtient les mêmes résultats du premier cas. La matrice
de mélange estimée Ã est identique à celle initiale A.

Pour le cas 3, les résultats de la séparation sont présentés dans la Figure 4.33. On trouve
que les sources ne sont pas séparées. Le problème provient de la limite infinie de la fonction
de score d’une réponse harmonique. Quand on se rapproche du point ±A, la valeur ψY (y)
devient de plus en plus proche de l’infinie ∞, ce qui conduit à la divergence de l’algorithme
de séparation de sources. Évidemment, on ne trouve pas la même matrice de mélange.

lim
y→±A

ψY (y) = lim
y→±A

− y

A2(1− (y/A)2) =∞ (4.47)

Ã =
[

0.6 3.9
−1.2 3.8

]
(4.48)
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(a)

(b)

(c)

Figure 4.32. [Cas 2](a) sources s(t) ; (b) réponses mélangées x(t) ; (c) sources estimées
y(t)

(a)

(b)

(c)

Figure 4.33. [Cas 3] (a) sources s(t) ; (b) réponses mélangées x(t) ; (c) sources estimées
y(t)
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4.7 Conclusions

Les techniques de séparation de sources pour l’identification modale opérationnelle en
présence des harmoniques sont étudiées dans ce chapitre.

En application du modèle de mélange instantané, un exemple numérique du système à 2
DDL est utilisé pour tester les techniques de séparation aveugle de sources en mélange ins-
tantané. Les résultats obtenus montrent que les techniques d’ICA et de SOBI qui traitent le
cas (sur)-déterminé, ne peuvent pas séparer des réponses simulées. La raison est que chaque
réponse modale se présente comme une source avec la source harmonique ajoutée. Le pro-
blème devient donc sous-déterminé. Ainsi, une nouvelle approche de BSS sous-déterminé
basée sur l’analyse en composantes parcimonieuses (SCA) est choisie pour l’identification
modale opérationnelle en présence des harmoniques. Après la séparation, la méthode FDD
est appliquée aux réponses aléatoires reconstruites pour identifier des paramètres modaux.
La nouvelle méthode proposée est nommée SCA-FDD. Son efficacité est testée avec deux
exemples numériques d’un système à 2 DDL, d’une poutre simulée ainsi qu’avec la poutre ex-
périmentale. Pour les exemples numériques, la méthode SCA-FDD donne de bons résultats.
Les paramètres identifiés de la fréquence propre, de l’amortissement et de la déformée mo-
dale sont très proches des valeurs exactes. Pour le test expérimental, l’excitation harmonique
est très prépondérante et proche du premier mode complique la procédure d’identification
modale par la méthode SCA-FDD. Dans ce cas, la méthode SCA-FDD nécessite d’être
améliorée en utilisant les algorithmes de regroupement plus avancés de SCA.

L’algorithme de séparation aveugle de sources de type convolutif est également testé dans
ce chapitre. En utilisant un filtre de longueur finie K, l’algorithme de BSS convolutif peut
séparer les réponses en des composantes harmoniques et des modes structuraux. Pour les
exemples du système à 2 DDL, les modes structuraux et les composantes harmoniques sont
parfaitement séparées par la méthode d’ICA convolutif. On obtient aussi de bons résultats
dans le cas de la poutre expérimentale. La séparation permet de retrouver le premier mode
propre qui n’a pas été identifié par les méthodes d’identification modale précédentes. Théo-
riquement, il est peut-être possible de récupérer même les forces d’excitation en augmentant
la longueur du filtre K, mais le coût de calcul sera très cher.

La séparation informée de sources est aussi abordée dans ce chapitre dans l’objectif
d’améliorer les résultats. Les informations à priori sur les fonctions de densité de probabilité
d’une gaussienne et d’une harmonique sont prises en compte dans l’algorithme de la sépara-
tion de sources. Les premiers résultats de cette étude montrent que l’utilisation de la fonction
de densité de probabilité d’une gaussienne donne des bons résultats. Cependant, la limite
infinie de la fonction de densité de probabilité d’une harmonique conduit à la divergence de
l’algorithme de séparation de sources. Ce problème nécessite une étude plus approfondie.
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5.1 Introduction

Ce chapitre porte sur le deuxième objectif de la thèse, c’est-à-dire la conception optimale
d’un support de pièce en utilisant un nouveau composite hybride carbone-lin pour augmen-
ter la stabilité d’usinage. Dans la section 5.2, on effectue tout d’abord une étude sur la
prédiction de la stabilité d’usinage avec intégration du support de pièce. Le calcul des lobes
de stabilité à partir du modèle des efforts de coupe est expliqué. L’influence des paramètres
dynamiques du support de pièce sur le diagramme des lobes de stabilité est également étu-
diée. La section 5.3 montre ensuite les matériaux constituants et le procédé de fabrication
des composites stratifiés. Après la fabrication, les plaques composites sont découpées pour
des essais de caractérisation. Afin de caractériser le comportement viscoélastique des compo-
sites, un essai de fluage est mis en place dans la section 5.4. La méthode d’Inokuchi [152] est
adoptée pour l’identification des propriétés viscoélastiques du nouveau composite stratifié
hybride carbone-lin. Pour faciliter l’implémentation des propriétés mesurées dans le code de
calcul ANSYS [153], les paramètres de séries de Prony sont calculés par identification des
constantes des équations différentielles de comportement des modèles de Maxwell et Kelvin-
Voigt généralisés. Puis, une évaluation des amortissements modaux des poutres composites
est effectuée par des tests d’identification modale expérimentale dans la section 5.5. Enfin,
une discussion sur les résultats obtenus dans ce chapitre est présentée dans la section 5.6.

5.2 Optimisation du support de pièce

5.2.1 Prédiction de la stabilité d’usinage avec intégration du sys-
tème de support de pièce

L’objectif d’optimisation du support de pièce est de maximiser la profondeur de passe
axiale Ap en assurant une stabilité d’usinage pour une vitesse donnée. Afin de reconcevoir le
support de pièce en matériaux composites, nous calculons l’expression des lobes de stabilité
avec l’intégration du modèle dynamique du support (Figure 5.1). Cette section présente
rapidement la démarche et les équations permettent de tracer les lobes de stabilité. La
théorie des lobes de stabilité utilisée ici est basée essentiellement sur les travaux de Budak
et al. [154, 155, 156, 157]. Le modèle des efforts de coupe dans notre étude prend en compte
des hypothèses suivantes :

— Seul le support de pièce est considéré flexible par rapport à l’outil, la pièce usinée et
la machine-outil, qui sont beaucoup plus rigides.

— La pièce est assimilée à un corps rigide de masse m.
— Le système du support de pièce/pièce usinée est modélisé par un système à 1 DDL

(masse m, ressort k, amortissent ξ) qui vibre suivant la direction x (Figure 5.1).
— La loi de coupe est linéaire.

La figure (5.2) présente l’interaction entre un outil à 3 dents et une pièce à usiner dans
le cas du fraisage en avalant. L’entrée dans la matière de l’outil entraîne des vibrations
du système de support de pièce, qui provoquent une surface ondulée sur la pièce par la
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Figure 5.1. Opération de fraisage en avalant avec le système du support de pièce.

Figure 5.2. Modèle des efforts de coupe avec vibrations régénératives.

dent j − 1. La dent suivante j repasse sur cette surface ondulée et conduit à une variation
de l’épaisseur du copeau h(t). Le copeau se décompose en une composante statique liée à
l’avance par dent fz, et une composante dynamique associée à des vibrations marquées entre
deux passages des dents x(t) et x(t− τ). Ici, τ est la période de passage de dent.

Les efforts de coupe dynamiques incluant des efforts radiaux fr(t) et tangentiels ft(t)
sont calculés en fonction de la section du copeau dynamique. L’utilisation d’une loi de coupe
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linéaire permet alors d’exprimer les efforts de coupe dynamiques dans la direction x sous la
forme suivante :

fx(t) = 1
2ApKtAxx(t) [x(t)− x(t− τ)] (5.1)

où Ap est la profondeur de passe axiale. Kt est le coefficient spécifique de coupe tangentiel.
Axx(t) est le coefficient dynamique d’efforts de fraisage. Il est représentatif de l’orientation
angulaire des efforts de coupe sur chaque dent. Ce coefficient est donc périodique de période
τ et développé en série de Fourier. Afin de simplifier les calculs, seul l’ordre zéro, la valeur
moyenne, de la décomposition en série de Fourier de Axx(t) est pris en compte, A0

xx :

{
A0
xx = Z

2παxx
αxx = 1

2 [− cos(2Θ)− 2krΘ− 2kr sin(2Θ)]ΘexΘst
(5.2)

où Z le nombre de dent de l’outil, kr le coefficient spécifique de coupe radial réduit, Θ l’angle
d’engagement radial de l’outil. Θst et Θex sont respectivement l’angle d’entrée et l’angle de
sortie dans la matière. Dans le cas du fraisage en avalant, ils sont calculés par :

Θst = arccos
(
Ar
R
− 1

)
; Θex = π (5.3)

avec Ar la profondeur de passe radiale et R le rayon de l’outil.

En remplaçant Axx(t) par Z
2παxx dans l’équation (5.1) et en transformant cette équation

dans le domaine fréquentiel, on obtient :

Fx(ωc) = Z

4πApKtαxx[(1− eiωcτ )X(ωc)] (5.4)

où X(ωc) est la réponse du système à 1 DDL du support de pièce à une fréquence de
broutement ωc :

X(ωc) = Hx(ωc)Fx(ωc) (5.5)

où Hx(ωc) est la FRF du système du support de pièce, sous la forme :

Hx(ωc) = ω2
0

k (ω2
0 − ω2

c + i2ξω0ωc)
(5.6)

où k, ξ et ω0 sont respectivement la raideur, le taux d’amortissement et la pulsation propre
du système de support de pièce dans la direction x.

En remplaçant l’équation (5.5) dans l’équation (5.4), on peut déduire que la profondeur
de passe limite avant l’apparition du broutement s’exprime par :

Aplim = − 1
Z
4πApKtαxx(1− eiωcτ )Hx(ωc)

(5.7)

Comme Aplim est un nombre réel, la partie imaginaire du terme complexe (1−eiωcτ )Hx(ωc)
doit disparaître. Ceci est possible lorsque les parties réelles de Hx(ωc) et eiωcτHx(ωc) ont de
signes opposés [155]. Il en résulte que :
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(1− eiωcτ )Hx(ωc) = 2< [Hx(ωc)] (5.8)

où < [Hx(ωc)] la partie réelle de Hx(ωc) s’exprime alors par :

< [Hx(ωc)] = 1− d2

k [(1− d2)2 + 4ξ2d2] avec d = ωc
ω0

(5.9)

Enfin, la stabilité de l’usinage est caractérisée par la profondeur de coupe axiale limite
Aplim définie par la formule suivante :

Aplim = − 1
Z
2παxxKt< [Hx(ωc)]

(5.10)

Le lien entre la fréquence du broutement ωc et la vitesse de rotation de la broche
N(tr/min) est obtenu en fonction du nombre de longueurs d’ondes entières n (n = 0, 1, 2, 3...)
entre deux passages de dent, soit :

N = 60ωc
Z
[
2nπ + 2π − 2 arctan

[
d2−1
2ξd

]] (5.11)

À partir des équations (5.10) et (5.11), les lobes de stabilité sont tracés de manière
paramétrique [Aplim(ωc);N(ωc)]n.

5.2.2 Tracé des lobes de stabilité

Afin de tracer les lobes de stabilité, il est nécessaire de déterminer des paramètres dyna-
miques du modèle (f0, k, ξ). Avant de réaliser des essais expérimentaux, un modèle d’élé-
ments finis 3D simplifié du système de support de pièce en aluminium a été modélisé dans
l’environnement du logiciel ANSYS Mechnical APDL (Figure 5.3.a). Le but est de tracer rapi-
dement les lobes de stabilité pour voir l’influence des paramètres dynamiques du support de
pièce sur la profondeur de passe limite Aplim. Les dimensions du système de support de pièce
en aluminium peuvent être trouvées dans l’Annexe A.2. Pour la modélisation, l’élément fini
solide 3D ayant 8 nœuds avec 3 DDL par nœud de type SOLID185 a été utilisé. Avec un
maillage de 32000 éléments, la première fréquence propre est de 187 Hz. La déformée modale
de ce mode est présentée dans la Figure 5.3.b. Il s’agit bien d’un mode flexion suivant la
direction x. La raideur du système peut être déterminée rapidement à partir de la fréquence
propre et de la masse modale effective du mode 1 dans la direction x par :

k = (2πf0)2m (5.12)

Les valeurs du calcul d’éléments finis de la raideur et de la fréquence propre sont vérifiées
par le calcul analytique en supposant que le support se compose de poutres bi-encastrées
soumises à un déplacement unitaire comme montré dans la Figure 5.4. La raideur du support
de pièce est de la forme [158] :
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(a) (b)

Figure 5.3. (a) Maillage et conditions aux limites ; (b) Premier mode propre.

Figure 5.4. Calcul de la rigidité correspondant à un déplacement unitaire.

k = 2
(12EI

L3

)
(5.13)

où E, I, L sont respectivement le module d’Young, le moment d’inertie et la longueur de
la poutre. La différence entre le calcul analytique et le calcul d’élément finis est de 7.2 %
pour la raideur et de 2.7 % pour la fréquence propre.

Tableau 5.1. Paramètres utilisés pour le tracé des lobes de stabilité sur la Figure 5.5.

Paramètres du système à 1DDL Valeurs Autres paramètres Valeurs

k 3792 N/mm Kt 410 N/mm2

ξ 0.5 % kr 0.1
f0 187 Hz R 40 mm
m 2.747 kg Z 3 dents
- - Ar 1.2 mm

En effet, la raideur et la fréquence propre peuvent être déterminées par le calcul d’élé-
ments finis ou le calcul analytique. Par contre, le taux d’amortissement doit être déterminé
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seulement par la mesure. Des essais d’identification modale expérimentale, présentés plus
tard dans le chapitre 6, seront réalisés pour déterminer le taux d’amortissement ainsi que la
fréquence propre, la déformée modale afin d’ajuster le modèle d’éléments finis si nécessaire.
À ce stade, le taux d’amortissement et les autres paramètres utilisés pour le tracé des lobes
de stabilité sur la Figure 5.5, sont donnés dans le Tableau 5.1.

Figure 5.5. Lobes de stabilité avec le système du support de pièce à 1DDL.

5.2.3 Influence des paramètres dynamiques du support de pièce
sur les lobes de stabilité

Afin d’étudier l’influence des paramètres du support de pièce sur les lobes de stabilités,
une étude paramétrique a été menée et les résultats obtenus sont présentés sur la Figure
5.6. On peut constater que la profondeur de passe limite Aplim augmente linéairement avec
l’augmentation du taux d’amortissement et de la raideur (Figure 5.6.a et b). Les lobes de
stabilité se déplacent vers le haut, donc la zone de stabilité augmente. Il est également à
noter que l’augmentation de la fréquence propre ne permet pas d’augmenter la profondeur de
passe limite, mais elle permet d’augmenter les gammes de vitesse de la broche dans la zone
de stabilité (Figure 5.6.c). Les lobes de stabilité se déplacent vers la droite. En réalité, quand
la raideur k varie de n fois, la fréquence propre f0 varie de

√
n fois, car f0 = 1/(2π)

√
k/m.

La Figure 5.6.d montre l’influence de la raideur et de la fréquence propre sur les lobes de
stabilité. Les lobes de stabilité se déplacent vers le haut et la droite en même temps.

À partir des équations (5.10) et (5.9), le calcul de la première dérivée de Aplim(ωc) par
rapport à ωc permet de trouver analytiquement la valeur minimale de la profondeur de passe
limite, Amin

plim :

Amin
plim = −8πk(ξ + ξ2)

ZαxxKt

à ωc = ω0

√
1 + 2ξ (5.14)
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(a) (b)

(c) (d)

Figure 5.6. Influence de différentes paramètres du support de pièce sur la stabilité d’usi-
nage : (a) taux d’amortissement ; (b) raideur ; (c) fréquence propre ; (d) raideur
et fréquence propre.

On constate que la valeur Amin
plim dépend linéairement de la raideur k et du taux d’amor-

tissement ξ. Car ξ << 1, le terme ξ2 est négligeable par rapport à ξ dans l’équation (5.14).
Cette valeur Amin

plim ne dépend pas de la fréquence propre. Il est en accord avec les lobes de
stabilité tracés dans la Figure 5.6. Pour l’optimisation du support de pièce, Amin

plim peut être
considérée comme la fonction objectif à maximiser tandis que la raideur et le taux d’amortis-
sement considérés comme les paramètres d’optimisation. Pour une conception optimale du
support de pièce, on souhaite concevoir un nouveau support en matériau composite avec une
raideur au moins égale à celle du support existant tout en ayant un taux d’amortissement
plus élevé :

k(comp) ≥ k(alum)

ξ(comp) > ξ(alum)
. (5.15)
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5.3 Matériaux et procédé de fabrication

5.3.1 Présentation des matériaux constituants

5.3.1.1 Résine époxy

La résine époxy 1050 associée au durcisseur 1055S de proportion en masse de 100/35
a été utilisée dans notre travail. Ces deux éléments sont commercialisés par le fournisseur
RESOLTECH (France). Le système 1050/1055S est fluide et démoulable sans post cuisson,
permettant de réaliser aussi bien des petites pièces que de grandes structures composites
avec tous les renforts existants. Selon le fournisseur, il est nécessaire de respecter le cycle
préconisé pour obtenir un matériau au maximum de ses propriétés thermo-mécaniques. Sa
réticulation se fait après 14 jours à température ambiante de 23◦C. Le Tableau 5.2 récapitule
certaines propriétés de cette résine.

Tableau 5.2. Propriétés des composants du composite hybride considéré.

Composants Densité (g/cm3) Coefficient de Poisson Module d’Young (GPa) Source

Résine époxy 1.10 0.25 3.21 Fournisseur
Fibres de carbone 1.80 0.4 170 ± 25 Essais en TP
Fibres de lin 1.47 0.4 55 Fournisseur

(a) (b)

Figure 5.7. Renforts UD utilisés : (a) Carbone et (b) lin

5.3.1.2 Renforts

Les fibres de carbone sont du type 12K300g/m2 Ta UD achetées chez COMPOSITES
DISTRIBUTION (France). Les fibres de lin sont du type FlaxPly UD 180 commercialisées
par la société LINEO (Belgique). Toutes les fibres sont livrées sous forme de rouleaux de
tissus secs. Les fibres utilisées sont des tissus quasi-unidirectionnels. Les mèches de faisceaux
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Figure 5.8. Courbe du comportement des fibres de carbone.

de fibres longues sont disposées parallèlement et maintenues entre elles par des trames de
fibres de verre pour le tissu de carbone (Figure 5.7.a) et par des trames de fibres de lin
pour le tissu de lin (Figure 5.7.b). Le module d’Young des fibres de carbone a été déterminé
par les élèves-ingénieurs de SIGMA dans le cadre de TP MULT. La Figure 5.8 présente la
courbe du comportement des fibres de carbone. Les propriétés des fibres utilisées sont citées
dans le Tableau 5.2.

5.3.2 Mise en œuvre des matériaux composites

Des plaques de dimension de 200× 100× 4 mm en composite stratifié hybride carbone-
lin avec sept différentes séquences d’empilement (Figure 5.9) ont été fabriquées par mou-
lage par injection de résine époxy sous vide de 1 bar dans des préformes de tissus quasi-
unidirectionnels secs de carbone et de lin (Figure 5.10). Pour la réticulation, les plaques
ont été laissées dans le centre de transfert de technologies (CTT) à SIGMA Clermont
pendant 14 jours à la température ambiante moyenne de 25◦C sans post cuisson. Après
réticulation, les plaques de composites sont coupées en plusieurs éprouvettes rectangulaires
en utilisant une tronçonneuse à disque diamanté. En observant visuellement, il n’y a presque
pas de bulles d’air dans les composites élaborés (Figure 5.11). Ainsi, on suppose la porosité
négligeable. Le Tableau 5.3 récapitule les principales caractéristiques des sept matériaux
composites fabriqués.

5.4 Essais de caractérisation du comportement méca-
nique des matériaux composites élaborés

5.4.1 Caractérisation élastique

Pour la caractérisation élastique, des éprouvettes rectangulaires de différentes longueurs
et d’orientations (0◦, 45◦, 90◦) ont été utilisées. Les talons des éprouvettes ont été fabriqués
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Figure 5.9. Séquences d’empilement du composite hybride

Figure 5.10. Moulage par injection de résine

Figure 5.11. Composites élaborés.
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Tableau 5.3. Séquences d’empilement et principales caractéristiques

Stratifié Nombre de plis Séquences d’empilement Taux de fibres Densité
C/L C :carbone ; L :lin C/L (%) (g/cm3)

[C10] 10/0 CCCCCCCCCC 48.4/0 1.41
[C4/L]S 8/2 CCCCLLCCCC 38.7/7.4 1.39
[C3/L2]S 6/4 CCCLLLLCCC 29.0/14.8 1.36
[C2/L2/C]S 6/4 CCLLCCLLCC 29.0/14.8 1.36
[L/C4]S 8/2 LCCCCCCCCL 38.7/7.4 1.39
[L2/C3]S 6/4 LLCCCCCCLL 29.0/14.8 1.36
[L10] 0/10 LLLLLLLLLLL 0/37.2 1.28

à partir de composite à fibres de verre/époxy à +/- 45◦. En effet, les éprouvettes ont été
élaborées de façon plus proche de la norme ASTM D 3039. La géométrie des éprouvettes est
montrée sur la Figure 5.12. L’évaluation des modules élastiques a été réalisée à l’aide d’une
machine de traction de type Zwick UTS20K équipée d’une cellule de charge de 20 kN et
pilotée par un ordinateur sur lequel est installé le logiciel de pilotage TextXpert II. Les essais
ont été réalisés avec une vitesse de déplacement de 1 mm/min. La déformation a été mesurée
grâce à un extensomètre, d’une base de 50 mm. Trois essais de traction dans le domaine
élastique ont été effectués sur chaque type d’éprouvette. Le dispositif expérimental utilisé
pour l’essai de traction est illustré sur la Figure 5.13. Les valeurs des constantes élastiques
sont présentées dans le tableau A.3. Les valeurs du module d’Young longitudinal EL sont
vérifiées et validées par la loi des mélanges en équation (1.28).

Puisque notre système du support de pièce travaille en flexion, on souhaite donc estimer le
module d’Young en flexion Ex des composites stratifiés hybrides à partir d’essais de traction.
Le calcul basé sur la théorie classique des stratifiés est détaillé dans l’Annexe A.3. Les valeurs
calculées du module d’Young en flexion de différents composites élaborés sont présentées sur
la Figure 5.14. Il est à constater que le module Ex dépend de la séquence d’empilement des
couches de lin et de carbone. Les couches de carbone à l’extérieur (empilements [C4/L]S,
[C4/L]S, [C2/L2/C]S) contribuent considérablement au module d’Young en flexion et la
présence des couches de lin à l’extérieur (empilements [L/C4]S, [L2/C3]S) entraîne une chute
remarquable de Ex en comparaison du module d’Young longitudinal EL.

5.4.2 Fluage en traction

Les essais de fluage en traction ont été réalisés par un viscoanalyseur de type VA2000
Metravib équipé d’un excitateur électrodynamique de 150 N, de capteurs de force, de dé-
placement et d’accélération, d’une enceinte thermique (−150◦C à 450◦C). Pour ces essais de
fluage, les éprouvettes orientées à 0◦ et 90◦ sont de dimensions 45×6×4 mm3, et soumises à
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Figure 5.12. Géométrie des éprouvettes de traction de différentes orientations des fibres :
(a) 0◦ ; (b) 45◦ et 90◦ (dimensions en mm).

Figure 5.13. Banc d’essais de la machine Zwick.

Tableau 5.4. Constantes élastiques des différents matériaux élaborés

Stratifié EL(MPa) ET (MPa) E45(MPa)

[C10] 85200 6300 10000
[C4/L]S 79700 6210 8494
[C3/L2]S 69600 5879 7398
[C2/L2/C]S 68000 5303 7834
[L/C4]S 77500 4721 7971
[L2/C3]S 60000 5276 7672
[L10] 18100 4406 5335

une force constante de 20 N durant t= 3600 secondes à une température de 30◦C. Le temps
de mise en charge est de 0.3 s. La figure 5.15 présente le banc d’essais de fluage en traction.
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Figure 5.14. Module d’Young longitudinal EL et module d’Young en flexion Ex des strati-
fiés hybrides à partir d’essais de traction.

Figure 5.15. Banc d’essais de la machine VA2000

5.4.3 Identification des propriétés viscoélastiques

L’objectif de l’identification des propriétés viscoélastiques est double :
1. Calculer les valeurs des paramètres du modèle de Prony servant de données d’entrée

pour des simulations numériques sur ANSYS.
2. Comparer le facteur d’amortissement tg δ(ω) des composites étudiés.
Pour atteindre cet objectif, la méthode d’Inokuchi sera utilisée dans un premier temps

pour traiter les résultats d’essais de fluage effectués sur les éprouvettes. Puis dans un
deuxième temps, l’équivalence entre les modèles de Kelvin-Voigt et Maxwell généralisés
sera avantageusement exploitée pour identifier les paramètres viscoélastiques du modèle de
Prony. Enfin, les facteurs d’amortissement des sept composites étudiés seront calculés et
comparés.
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5.4.3.1 Rappel de la méthode d’Inokuchi

Nous supposons que la réponse de la déformation ε(t) à une sollicitation de fluage σ0

constante est connue pour chaque matériau étudié. La fonction de fluage J(t) = ε(t)
σ0

peut
alors être tracée (Figure 5.16).

Figure 5.16. Fonction de fluage

L’analyse d’Inokuchi [152] utilise un modèle de Kelvin-Voigt généralisé (Figure 5.17).

Figure 5.17. Modèle de Kelvin-Voigt généralisé

Dans le cas général, on a : J(t) = J0 + t

η0
+

n∑
k=1

Jk
(
1 − e−

t
Jkηk

)
. Ici, le comportement

viscoélastique est de type solide, donc l’amortisseur de viscosité dynamique ηo est supprimé.
On suppose que les temps de retard θk = Jkηk sont nettement différenciés et rangés tels

que θ1 > θ2 > ... > θn.
• À t = 0, l’ordonnée à l’origine de la courbe expérimentale correspond à J0. On retrouve
également sur la courbe expérimentale, un saut de valeur J0 à l’instant où la sollicitation σo
est supprimée.
• À t → ∞ l’asymptote horizontale à la courbe (car comportement viscoélastique solide)

correspond à
n∑
k=0

Jk.

Soit Q(t) la valeur absolue de la différence entre la courbe expérimentale et son asymp-
tote :

Q(t) =
n∑
k=0

Jk − J(t) =
n∑
k=1

Jke
− t
θk ≈ J1e

− t
θ1 (5.16)

Pour t suffisamment grand et en utilisant l’hypothèse sur les temps de retard, :

ln[Q(t)] ≈ ln(J1)− t

θ1
(5.17)
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En traçant ln[Q(t)] en fonction de t (Figure 5.18), l’ordonnée à l’origine et la pente de
l’asymptote à la courbe nous permettent de déterminer J1 et η1.

Figure 5.18. Graphe de ln[Q(t)] en fonction de t

Si ln[Q(t)] est une droite (cas dans notre étude), l’identification est terminée. Sinon il
faut réitérer le processus et former

P (t) = Q(t)− J1e
− t
θ1 ≈ J2e

− t
θ2 (5.18)

et poursuivre le processus d’identification.

Dans la pratique, l’analyse d’Inokuchi convient pour des modèles généralisés à faible
nombre de branches et dont les temps de retard sont nettement différenciés. Elle exige
également des essais de longues durées.

5.4.3.2 Identification des paramètres de Prony

Tableau 5.5. Équation différentielle du comportement des modèles généralisés de Kelvin-
Voigt à une cellule et Maxwell à une branche.

Modèle Équation différentielle du comportement

σ + η1

E0 + E1

dσ

dt
= E0E1

E0 + E1

(
ε+ η1

E1

dε

dt

)

σ + η2

E2

dσ

dt
= E∞

[
ε+ η2

( 1
E∞

+ 1
E2

)
dε

dt

]
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L’identification des paramètres de Prony est basée sur l’équivalence entre les modèles
de Kelvin-Voigt et Maxwell généralisés. En identifiant les coefficients des deux équations
différentielles (Tableau 5.5), on obtient :

E∞ = E0E1

Eo + E1
; E2 = E2

0
E0 + E1

; η2 = η1

(
E0

E0 + E1

)2
(5.19)

La fonction de relaxation du matériau s’écrit alors :

R(t) = E∞ + E2e
− t
τ2

= (E∞ + E2)
(

E∞
E∞ + E2

+ E2

E∞ + E2
e
− t
τ2

)
= R0(α∞ + α2e

− t
τ2 )

(5.20)

avec R0 est le module de relaxation à t = 0 ; α∞ et α2 sont les modules relatifs de Prony et
τ2 = η2

E2
est le temps de relaxation.

5.4.3.3 Calcul des facteurs d’amortissement

En calculant la transformée de Laplace Carson de R(t) et en posant p = iω, on exprime
les modules réel et imaginaire du matériau. On en déduit alors :

tg δ(ω) = E2τ2ω

E∞ + τ 2
2ω

2(E∞ + E2) . (5.21)

5.4.3.4 Résultats et discussions

Les données expérimentales des essais de fluage en traction ont été utilisées pour l’iden-
tification des propriétés viscoélastiques. La Figure 5.19 présente la courbe expérimentale de
fluage et celle identifiée par la méthode d’Inokuchi de quelques séquences d’empilements. Les
valeurs calculées du coefficient de détermination R2 sont au moins égales à 0.95 montrant
bien une bonne qualité de l’identification. Pour tous les composites élaborés, leurs valeurs
des paramètres du modèle de Kelvin-Voigt, de Maxwell équivalent et de Prony sont réca-
pitulées dans le Tableau 5.6. On peut également observer qu’il y a une différence entre le
module d’Young instantané E0 obtenu par le test de fluage (Tableau 5.6) et celui obtenu par
le test de traction (Tableau A.3). Le résultat obtenu par les essais de traction est plus fiable,
car la mesure de déformation a été effectuée par un extensomètre placé directement sur
l’éprouvette. En revanche, pour le test de fluage, la déformation est mesurée par un capteur
de déplacement qui peut prendre en compte aussi des glissements et des déformations des
mors ou de la machine. De plus, le module d’Young instantané Eo dépend du temps de mise
en charge de l’éprouvette par la machine.

Les facteurs d’amortissement tgδ(ω) des composites étudiés ont été calculés et comparés.
Le composite [C10] avec toutes les couches en fibres de carbone est le moins amortissant.
Plus on augmente le nombre de couches de lin, plus le composite devient amortissant. La
Figure 5.20 montre les facteurs d’amortissement de certaines séquences d’empilements. On
peut aussi remarquer que le composite est plus amortissant dans la direction de fibres que
dans la direction transversale.
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Figure 5.19. Fluage en traction : (a) Éprouvette orientée à 0◦, (b) à 90◦
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Figure 5.20. Facteur d’amortissement tg δ(ω) des composites élaborés

Tableau 5.6. Valeurs identifiées des paramètres du modèle de Kelvin-Voigt, de Maxwell et
de Prony

Stratifié Kelvin-Voigt Maxwell Prony
Eo E1 η1 E∞ E2 η2 Ro α∞ α2 τ2

MPa MPa MPa.s MPa MPa MPa.s MPa − − s

[C10] 0◦ 8000 4847 3211633 3007 4993 1251130 8000 0.38 0.62 250
[C4/L]S 0◦ 7519 3229 1794018 2259 5259 877942 7518 0.30 0.70 166
[C3/L2]S 0◦ 8930 1422 1236744 1226 7701 920224 8930 0.14 0.86 119
[C2/L2/C]S 0◦ 7539 1556 1111568 1289 6249 763733 7539 0.17 0.83 122
[L/C4]S 0◦ 6709 2835 1772234 1993 4716 875668 6709 0.30 0.70 185
[L2/C3]S 0◦ 7045 1408 1005789 1173 5871 698615 7045 0.17 0.83 118
[L10] 0◦ 6666 1033 712255 894 5772 533992 6666 0.13 0.87 92

[C10] 90◦ 3390 3827 3189688 1798 1592 703616 3390 0.53 0.47 442
[C4/L]S 90◦ 3278 2368 2153155 1375 1903 725797 3278 0.42 0.58 381
[C3/L2]S 90◦ 3389 1685 1248746 1225 2263 556991 3389 0.33 0.67 246
[C2/L2/C]S 90◦ 2832 1808 1205361 1103 1728 449070 2832 0.39 0.61 260
[L/C4]S 90◦ 3225 2921 2434942 1533 1692 670401 3225 0.48 0.52 396
[L2/C3]S 90◦ 2894 1339 1030331 915 1979 481595 2894 0.32 0.68 243
[L10] 90◦ 2942 1211 818896 858 2084 410834 2942 0.29 0.71 197
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5.5 Évaluation des amortissements modaux à partir
des vibrations d’une poutre

5.5.1 Montage expérimental

Dans cette section, les propriétés dynamiques des composites étudiées sont déterminées
à partir des essais d’identification modale expérimentale. Les poutres composites à 0◦ ont
une longueur de 125 mm, une largeur de 35 mm et une épaisseur de 4 mm. Elles sont en
configuration encastrée-libre. La figure 5.21 montre une image vue de dessus du test marteau
d’impact. L’excitation artificielle est générée par le marteau d’impact équipé d’un capteur
de force du modèle PCB 086D05. La réponse temporelle est enregistrée par un accéléromètre
collé à 115 mm du côté encastré de la poutre. Les paramètres modaux des poutres composites
sont extraits à partir des FRFs mesurées et par la méthode d’identification PolyMAX intégrée
dans le logiciel LMS Test.lab.

Figure 5.21. [Poutre composite] : test de marteau d’impact (vue de dessus).

5.5.2 Analyse des résultats expérimentaux

Pour la conception du support de pièce, on s’intéresse à la détermination des paramètres
modaux du premier mode propre de flexion de la poutre composite. Les fonctions de cohé-
rence définies en équation (1.9) évaluées lors de l’essai sont illustrées sur la Figure 5.22.a
et les FRFs de certaines séquences d’empilements de composite sont présentées sur la Fi-
gure 5.22.b. On constate que les fonctions de cohérence, montrent donc une bonne linéarité
entre l’excitation et la réponse vibratoire sur la bande de fréquence étudiée Γxf ∼= 1. Le
diagramme de stabilisation de la méthode PolyMAX est présenté sur la Figure 5.23 dans
le cas du composite [C10]. Les paramètres modaux des poutres composites sont regroupés
dans le Tableau 5.7. Il est à noter que le taux d’amortissement dépend du pourcentage des
fibres de lin dans le composite. L’amortissement augmente avec l’augmentation des couches
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de lin. Les résultats obtenus montrent également que la capacité d’amortissement dépend de
la séquence d’empilement du composite. Les composites avec les couches de lin à l’extérieur
(empilements [L/C4]S, [L2/C3]S) sont plus amortissants que les composites avec les couches
de lin à l’intérieur (empilements [C4/L]S, [C3/L2]S).
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Figure 5.22. [Poutre composite] (a) Fonctions de cohérence Γxf ; (b) FRFs.

Figure 5.23. [Poutre composite, [C10]] diagramme de stabilisation (s - pôle stable, v - pôle
stable en forme, o - pôle non stable)

Dans le cas d’une poutre de type encastrée-libre, soumise à une charge transverse, la
première fréquence propre de la poutre est exprimée analytiquement par [11] :

f1 = 3.516
2πL2

√
Exh2

12ρ (5.22)

où Ex est le module d’Young en flexion d’axe longitudinal de la poutre ; L est la longueur ;
h est l’épaisseur et ρ est la masse volumique. La relation en équation (5.22) montre qu’il



5.5 Évaluation des amortissements modaux à partir des vibrations d’une poutre 147

Tableau 5.7. Paramètres modaux identifiés des différents matériaux élaborés

Stratifié Premier fréquence f1 (Hz) Taux d’amortissement ξ1 (%)

[C10] 215.47 3.47
[C4/L]S 210.99 3.52
[C3/L2]S 208.83 3.63
[C2/L2/C]S 205.44 3.77
[L/C4]S 166.83 4.38
[L2/C3]S 134.79 5.61
[L10] 113.21 8.37
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Figure 5.24. Module d’Young en flexion de stratifiés hybrides à partir du test de marteau
d’impact.

est possible de déterminer le module d’Young en flexion des poutres composites étudiées
par identification inverse à partir de la première fréquence propre de flexion. La Figure
5.24 présente les valeurs du module d’Young en flexion Ex des poutres composites. On peut
remarquer qu’elles sont plus faibles que les valeurs calculées à partir d’essais de traction
(Figure 5.14). Cependant, elles sont de même tendance. La présence de couches de lin à
l’extérieur entraîne une diminution importante du module d’Young en flexion. La différence
entre les deux résultats provient probablement en partie de la condition limite "encastrée" des
poutres composites dans les essais de marteau. À cause du serrage des boulons, les poutres
composites ne sont pas parfaitement encastrées. Car notre support de pièce est dans la même
condition encastrée par des boulons et vu que le module d’Young en flexion du matériau
aluminium est plus grand (E(alum) = 70000 MPa), il est nécessaire d’augmenter l’épaisseur
des deux plaques du support de pièce. À partir de la formule analytique de la raideur du
support de pièce (5.13) et les critères de conception (5.15), on peut estimer l’épaisseur des
plaques composites du support de pièce :
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h(comp) ≥ h(alum)
3

√√√√ E(alum)

Ex(comp)
(5.23)

où h(alum) = 4 mm est l’épaisseur du support existant en aluminium ; Ex(comp) est le
module d’Young en flexion des poutres composites comme le montre la figure 5.24. Les
résultats obtenus sont reportés dans le tableau ci-dessous.

Tableau 5.8. Estimation de l’épaisseur du support de pièce en composite

Stratifié Épaisseur h(comp) (mm)

[C10] ≥ 4.5
[C4/L]S ≥ 4.9
[C3/L2]S ≥ 5.0
[C2/L2/C]S ≥ 5.1
[L/C4]S ≥ 5.9
[L2/C3]S ≥ 6.7
[L10] ≥ 7.8

On propose donc de concevoir le support de pièce avec les plaques composites d’épaisseur
h = 8 mm pour s’assurer que le nouveau support en matériau composite possède une rigidité
au moins égale à celle du support existant.

5.6 Conclusions

Dans ce chapitre, la maîtrise des vibrations en usinage via la conception optimale d’un
support pièce en matériau composite a été étudiée. Des analyses de stabilité d’usinage avec
intégration du système de support de pièce ont été effectuées. Un modèle des efforts de coupe
à 1 DDL a été utilisé pour prédire la stabilité d’usinage en traçant les lobes de stabilité. Une
étude de l’influence des paramètres dynamiques du support de pièce sur les lobes de stabilité
a été réalisée. Les résultats obtenus montrent que la profondeur de passe limite des lobes
de stabilité dépend linéairement de la raideur et du taux d’amortissement du support de
pièce. Pour augmenter les performances d’usinage, on souhaite donc concevoir un nouveau
support en matériau composite qui a une raideur au moins égale à celle du support existant
tout en ayant un taux d’amortissement plus élevé.

Des plaques en composite stratifié hybride carbone-lin avec sept différentes séquences
d’empilement ont été fabriquées par moulage par injection de résine époxy sous vide dans des
préformes de tissus unidirectionnels secs de carbone et de lin. Après démoulage, les plaques
sont découpées pour les essais de caractérisation. Des essais de traction ont été effectués dans
un premier temps pour déterminer les valeurs de module d’élasticité. Les résultats obtenus
ont été utilisés pour estimer le module d’Young en flexion des composites hybrides en se
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basant sur la théorie classique des stratifiés. Les résultats obtenus montrent que le module
d’Young en flexion dépend fortement de la séquence d’empilement des couches de lin et de
carbone. Les couches de carbone à l’extérieur permettent d’avoir un module d’Young en
flexion élevé. La présence des couches de lin à l’extérieur entraîne une chute remarquable du
module d’Young en flexion en comparaison du module d’Young longitudinal.

Le comportement viscoélastique du nouveau composite stratifié hybride carbone-lin a
été identifié par la méthode d’Inokuchi à partir d’essais de fluage en traction. L’efficacité
de la méthode est vérifiée avec succès en évaluant l’écart entre la courbe expérimentale de
fluage et celle issue de l’identification. Les paramètres viscoélastiques de séries de Prony
ont été calculés par identification des constantes des équations différentielles de compor-
tement des modèles de Maxwell et Kelvin-Voigt généralisés. Les facteurs d’amortissement
des sept composites étudiés ont été calculés puis comparés. L’étude montre que la capacité
d’amortissement du composite augmente avec l’augmentation des couches de lin. En outre, le
composite est plus amortissant dans la direction de fibres que dans la direction transversale.

Les propriétés dynamiques des composites hybrides étudiés ont été également évaluées
par des essais d’identification modale expérimentale. Les résultats obtenus montrent que
l’amortissement dépend du pourcentage des couches de lin dans le composite hybride ainsi
que de la séquence d’empilement. L’ajout de couches de lin à l’extérieur permet d’amélio-
rer l’amortissement, mais cela entraîne une diminution importante du module d’Young en
flexion. Le module d’Young en flexion des poutres composites a été évalué par identification
inverse à partir de la première fréquence propre de flexion. Les résultats obtenus montrent
qu’il est nécessaire d’augmenter l’épaisseur des deux plaques du support de pièce. Nous pro-
posons donc de doubler l’épaisseur du support de pièce pour s’assurer que le nouveau support
en matériau composite possède une rigidité au moins égale à celle du support existant.
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6.1 Introduction

Des plaques composites d’épaisseur 8 mm avec différentes séquences d’empilement ont
été fabriquées par moulage par injection de résine époxy sous vide. Après la mise en œuvre
des composites, elles ont été mises en dimension en utilisant une scie en diamant et un
outil spécifique de perçage. Les nouveaux supports de pièce en composite carbone-lin sont
présentés sur la Figure 6.1.

Ce chapitre porte sur les essais de validation avec les supports de pièce en composites
hybrides. On présente tout d’abord une analyse modale expérimentale de la machine-outil
et du système de support de pièce en composite et en aluminium. Les résultats obtenus
permettent de prédire la stabilité d’usinage par le tracé du diagramme des lobes de stabilité.
Ensuite, les essais de validation sont effectués afin de déterminer la profondeur de passe
limite pour chaque type de support de pièce. Enfin, la performance des supports de pièces
en composite et en aluminium est évaluée.

Figure 6.1. Plaques du support de pièce en composite et en Aluminium.

6.2 Montage expérimental

Les essais d’usinage sont réalisés sur un centre d’usinage Huron de KX10 à l’ENIT,
Tarbes. C’est une machine d’usinage à grande vitesse, trois axes, à portique et table mobile
(Figure 6.2.a). Elle est équipée d’une électro-broche avec une gamme de vitesse de rotation
de 100-24000 tr/min. Les principales caractéristiques du centre d’usinage sont récapitulées
dans le Tableau 6.1. L’outil coupant est une fraise à plaquettes à 3 dents, de 40 mm de
diamètre, sans angle d’hélice (Figure 6.2.b).
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(a)

(b)

Figure 6.2. (a) Centre d’usinage Huron KX10 à l’ENIT, Tarbes ; (b) outil coupant de
fraisage.

Tableau 6.1. Principales caractéristiques de la machine-outil [2]

Principales caractéristiques Valeurs

Course de l’axe Y (chariot sur portique) 1000 mm
Course de l’axe X (table mobile) 700 mm
Course de l’axe Z (poupée porte-broche) 550 mm
Avance rapide X Y 30 000 mm/min
Avance rapide Z 18 000 mm/min
Avance travail 1 à 10 000 mm/min
Accélération maximale 5 m/s2



6.3 Identification modale expérimentale 153

6.3 Identification modale expérimentale

Dans la section 5.2.1, l’outil et la machine-outil sont supposés être beaucoup plus rigides
par rapport au support de pièce. Pour valider ces hypothèses, dans un premier temps,
l’analyse modale expérimentale (AME) est réalisée sur la machine-outil à l’arrêt. Dans un
deuxième temps, les paramètres modaux du système de support de pièce en composite et
en alumnium sont identifiées lors des essais d’AME pour tracer le diagramme des lobes de
stabilité.

Figure 6.3. AME de la machine-outil en bout de l’outil.

6.3.1 AME de la machine-outil en bout de l’outil

La Figure 6.3 présente le protocole expérimental de l’AME de la machine-outil. La struc-
ture est soumise aux chocs de marteau (modèle 086D05 équipé d’un capteur de force) sui-
vant les deux directions radiales X et Y . Les réponses vibratoires sont mesurées en bout
de l’outil par deux accéléromètres de type PCB Piézoélectrique (Modèle 333C68). Les deux
accéléromètres ont une embase magnétique permettant une installation simple sur l’outil
suivant les directions X et Y . L’AME repose sur l’identification expérimentale des fonctions
de réponse en fréquence (FRFs). Les quatre FRFs mesurées et les fonctions de cohérence
correspondantes sont tracées dans la Figure 6.4.

Ici :

— H11 est la FRF calculée à partir de la réponse mesurée suivant la direction X et
l’excitation appliquée suivant la direction X ;

— H21 est la FRF calculée à partir de la réponse mesurée suivant la direction Y et
l’excitation appliquée suivant la direction X ;
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— H12 est la FRF calculée à partir de la réponse mesurée suivant la direction X et
l’excitation appliquée suivant la direction Y ;

— H22 est la FRF calculée à partir de la réponse mesurée suivant la direction Y et
l’excitation appliquée suivant la direction Y.
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Figure 6.4. AME de la machine-outil : (a) FRFs en bout de l’outil et (b) Fonctions de
cohérence correspondantes.

On peut remarquer que les FRFs H11 et H22 sont dominantes en terme d’amplitude par
rapport aux autres FRFs. De plus, leurs fonctions de cohérence admettent une valeur ∼= 1
sur la bande de fréquence [0 3000]. En conséquence, les deux fonctions H11 et H22 seront
utilisées pour identifier le comportement dynamique de la machine-outil. Les paramètres
modaux sont extraits par la méthode PolyMAX et regroupés dans le Tableau 6.2.

On peut constater que la machine-outil et l’outil sont rigides par rapport à notre système
de support de pièce. Dans la direction de vibration (X) du système de support de pièce, la
première fréquence propre de la machine-outil est de 730 Hz qui est beaucoup plus grande
que la fréquence propre du support de pièce (de l’ordre de 200 Hz). Donc les modes de
la machine-outil n’influencent pas sur le calcul des lobes de stabilité. Dans notre étude,
la prédiction de stabilité d’usinage peut prendre en compte seulement le comportement
dynamique du côté de support de pièce.
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Tableau 6.2. [AME de la machine-outil] Paramètres identifiés.

Paramètres modaux H11 H22

f1(Hz) 730.29 738.59
f2(Hz) 1335.19 –
f3(Hz) 1784.80 1748.19

ξ1(%) 1.28 2.64
ξ2(%) 2.69 –
ξ3(%) 3.18 3.81

6.3.2 AME du système de support de pièce

Figure 6.5. AME du système de support de pièce.

Les supports de pièce en aluminium et en composite ont été montés en bloc 1DDL avec
12 boulons. Le protocole expérimental de l’AME du système du support de pièce est illustré
sur la Figure 6.5. Le système du support de pièce est soumis aux chocs de marteau suivant
la direction X. Les réponses vibratoires sont mesurées par deux accéléromètres suivant la
direction X et deux accéléromètres suivant la direction Y . L’AME repose sur l’identification
expérimentale des fonctions de réponse en fréquence (FRFs). Les quatre FRFs mesurées et
les fonctions de cohérence correspondantes sont tracées dans la Figure 6.4. Les paramètres
modaux des différents types de support de pièce extraits par la méthode PolyMAX sont
regroupés dans le Tableau 6.3. La Figure 6.7 présente le diagramme de stabilisation de
la méthode PolyMAX dans le cas du support en aluminium. On peut remarquer que la
première fréquence propre du support de pièce en aluminium est de 171.37 Hz. Elle est
légèrement plus faible que les valeurs calculées par éléments finis et par le calcul analytique
développé dans le chapitre précédent en section 5.2.2. En vérifiant la déformée modale, on
confirme que le mode 1 du support de pièce est un mode de flexion suivant la direction X.
Les valeurs de la raideur du support de pièce sont calculées et montrées dans le Tableau 6.3.
On peut également trouver que la raideur et le taux d’amortissement du support de pièce
en composite sont supérieurs à ceux du support de pièce en aluminium.
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Tableau 6.3. [AME du système de support de pièce] paramètres identifiés.

Support f0 (Hz) Taux d’amortissement ξ (%) Raideur k (N/mm)

Aluminium 171.37 0.79 3180

[C20] 281.05 1.10 8566
[C6/L4]S 266.87 1.13 7726
[C4/L4/C2]S 265.71 1.22 7656
[L4/C6]S 222.43 1.12 5365
[L20] 192.68 1.27 4026
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Figure 6.6. [AME du système du support de pièce en Aluminium](a) FRFs mesurées ; (b)
Fonctions de cohérence correspondantes.

Figure 6.7. [AME du système du support de pièce en Aluminium] Diagramme de stabili-
sation (s - pôle stable, v - pôle stable en forme, o - pôle non stable).
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6.3.3 Prédiction de la stabilité d’usinage

À partir des paramètres modaux identifiés par l’AME, le diagramme des lobes de stabilité
est calculé par les équations (5.10) et (5.11) afin de prédire la stabilité d’usinage. La Figure
6.8 présente le diagramme des lobes de stabilité avec les supports de pièce en aluminium
et composite. Les autres paramètres utilisés pour le tracé des lobes de stabilité sont donnés
dans le Tableau 6.4.

Tableau 6.4. Paramètres utilisés pour le tracé des lobes de stabilité sur la Figure 6.8.

Paramètres Valeurs Paramètres Valeurs

m 2.747 kg Kt 410 N/mm2

Z 3 dents kr 0.1
Ar 1.2 mm R 40 mm

Figure 6.8. Diagramme des lobes de stabilité des supports de pièce en aluminium et en
composite hybride carbone-lin.

6.4 Essais d’usinage

Des essais du fraisage en avalant (Figure 6.9) sont effectuées avec une avance par dent fz
de 0.1 mm et un engagement radial Ar de 1.2 mm. L’usinage en rampe permet de faire varier
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la profondeur de passe axiale Ap et d’identifier la transition stabilité/instabilité (Aplim). Dans
notre étude, pour chaque type de support de pièce (aluminium ou composite), on cherche
la valeur minimale de la profondeur de passe limite Amin

plim (équation (5.14)). À partir du
diagramme des lobes de stabilité sur la Figure 6.8, les valeurs des conditions de coupe Ap et
N sont choisies comme montrées dans le Tableau 6.5.

Tableau 6.5. Conditions de coupe pour chaque type de support de pièce.

Support Rampe Ap (mm) Vitesse de rotation N (tr/min)

Aluminium 1 → 7 4600

[C20] 3 → 13 7700
[C6/L4]S 4 → 11 7200
[C4/L4/C2]S 4 → 11 7200
[L4/C6]S 3 → 9 5900
[L20] 2 → 8 5100

Dans le cadre de l’analyse modale opérationnelle du support de pièce en service, seules les
réponses vibratoires sont mesurées par deux accéléromètres magnétiques de modèle 333C68.
La capacité magnétique de deux accéléromètres leur permet d’être attachés solidement au
système de support de pièce durant l’usinage. Les deux accéléromètres sont positionnés
suivant la direction X sur la surface magnétique (deux boulons en haut) comme montrés
dans la Figure 6.9. L’acquisition des signaux mesurés est réalisée par le logiciel LMS Test.lab.
La durée d’acquisition est égale à 25 s, 102400 points pour un pas de temps ∆t = 2.44×10−4

s. La Figure 6.10 présente les réponses temporelles enregistrées lors de l’essai d’usinage avec
le support en aluminium.

Figure 6.9. AMO du système de support de pièce.
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Figure 6.10. [AMO du support en aluminium] : réponses enregistrées.

6.5 Validation par les résultats expérimentaux

L’instabilité de broutement peut être détectée de plusieurs façons : analyse de l’état
de surface de la pièce usinée, analyse des réponses vibratoires enregistrées durant l’usinage
dans le domaine temporel ou temps-fréquentiel. Dans notre travail, l’état de surface de pièce
usinée a été mesuré par le rugosimètre Mitutoyo. Les Figures 6.11 et 6.12 présentent les
résultats synthétiques dans le cas du support de pièce en aluminium. On peut remarquer un
saut visible sur le profil usiné lors de l’apparition de broutement (Figure 6.11.a). Dans la
zone instable, la dégradation de la surface est importante (Figure 6.11.b). Il est possible de
faire le lien entre l’amplitude des vibrations et le broutement. Quand le broutement appa-
raît, l’amplitude des vibrations de la pièce augmente très fortement et ensuite se stabilise à
un niveau beaucoup plus elevé. La zone de transition est le témoin de l’apparition du brou-
tement (Figure 6.11.c). La Figure 6.12 présente la réponse en temps-fréquentiel de la pièce
usinée. Dans la zone stable de 12 s à 13.5 s, les composantes harmoniques dues à la rotation
de la broche sont présentes à des intervalles de fréquence de 76.67 Hz (=4600/60). Dans la
zone instable, on remarque la présence des fréquences de broutement. Les pièces usinées avec
les supports de pièce en composite et leurs profils mesurés sont présentés respectivement sur
la Figure 6.13 et la Figure 6.14.

À partir de la détection du broutement, les valeurs minimales de la profondeur de passe
limite Amin

plim sont déterminées et regroupées dans le Tableau 6.6. On peut constater que la
prédiction de la stabilité d’usinage par l’AME est assez précise dans le cas du support en
aluminium, en composite de [C20], [C6/L4]S et [L20]. La différence entre la prédiction et l’ex-
périmental est respectivement de 8.4, 6.8, 11.2 et 12.82 %. Cependant, pour les composites
[C4/L4/C2]S et [L4/C6]S, la différence atteint jusqu’à 25.8 et 35.9 %.
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Figure 6.11. [Support en aluminium] : (a) pièce usinée ; (b) profil mesuré ; (c) réponse
temporelle.

Figure 6.12. [AMO du support en aluminium] : réponse dans le domaine temps-fréquence
pour l’usinage à N = 4600 tr/min.
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Figure 6.13. [Support en composite] : Pièces usinées.
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Figure 6.14. [Support en composite] : Profil mesuré du long de la pièce usinée.
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Avec les nouveaux supports de pièce en composite, la stabilité d’usinage est fortement
améliorée par rapport au support existant en aluminium. On remarque une augmentation
de la profondeur de passe Amin

plim de 350, 283, 219, 162 et 163 % pour les supports de pièces en
composite de [C20], [C6/L4]S, [C4/L4/C2]S, [L4/C6]S et [L20], respectivement. Concernant la
masse des deux plaques du support de pièce ms, tous les supports de pièce en composite ont
une masse plus petite que celui en aluminium (Tableau 6.6). À partir des résultats ci-dessus,
le support de pièce en composite hybride carbone-lin [C6/L4]S peut être considéré comme la
solution la plus pertinente en termes de performance d’usinage et d’impact environnemental.
En comparaison au support existant en aluminium, cette solution permet d’augmenter une
stabilité d’usinage de 283 % avec un taux de fibres végétales de 14%. En outre, cette séquence
d’empilement du composite hybride apporte une performance d’usinage qui est proche de
celle du composite à fibres synthétiques [C20] (350%).

Tableau 6.6. Comparaison de la performance de différents types de support de pièce.

Support Amin
plim (mm) Performance Masse ms

de pièce Prédiction Expérimental Différence (%) (%) (kg)

Aluminium 2.82 3.08 8.4 - 0.208

[C20] 11.59 10.8 6.8 + 350 0.201
[C6/L4]S 9.83 8.72 11.2 + 283 0.197
[C4/L4/C2]S 10.53 6.75 35.9 + 219 0.197
[L4/C6]S 6.77 5.02 25.8 + 162 0.197
[L20] 5.77 5.03 12.82 + 163 0.184

6.6 Conclusions

Les essais de validation avec les supports de pièce en composites hybrides carbone-lin
et en aluminium ont été effectués dans ce chapitre. Une analyse modale expérimentale a
été réalisée sur la machine-outil Huron K10. La première fréquence propre de la machine-
outil est beaucoup plus grande que la fréquence propre du support de pièce flexible. L’étude
permet de confirmer l’hypothèse selon laquelle la machine-outil et l’outil sont beaucoup
plus rigides que le support de pièce. En conséquence, seul le comportement dynamique du
support de pièce est requis pour prédire la stabilité d’usinage.

Afin de calculer le diagramme des lobes de stabilité, le comportement dynamique des sup-
ports de pièce en composite et en aluminium a été identifié. Les résultats obtenus montrent
que le taux d’amortissement et la raideur du support de pièce en composite ont été considé-
rablement améliorés par rapport à ceux de l’aluminium. À partir du diagramme des lobes
de stabilité, les conditions de coupe pour les essais de validation ont été choisies. Cela per-
met de déterminer la valeur minimale de profondeur de passe limite pour chaque type de
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support de pièce. L’apparition du broutement a été détectée par analyse de la surface usinée
et des réponses enregistrées en usinage. Les résultats obtenus montrent que la prédiction de
la stabilité d’usinage via l’identification modale expérimentale est précise.

Dans le cas d’usinage avec les supports de pièce en composite, la stabilité d’usinage est
fortement augmentée par rapport au support initial en aluminium. L’utilisation des supports
en composite permet d’augmenter la profondeur de passe Amin

plim de 162 jusqu’à 350 %. Parmi
les différentes séquences d’empilement, le support de pièce en composite hybride carbone-lin
[C6/L4]S apparait comme la solution la plus pertinente en terme de performance d’usinage
et d’impact environnemental. Cette solution permet d’augmenter la stabilité d’usinage de
283 % avec un taux de fibres végétales de 14%.
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Conclusions

Les travaux menés dans le cadre de cette thèse s’inscrivent dans le contexte des vibra-
tions d’usinage. Deux stratégies de la maîtrise des vibrations ont été étudiées. La première
concerne le développement de nouvelles méthodes d’identification modale opérationnelle en
tenant compte des difficultés liées à l’usinage : l’excitation harmonique très prépondérante
et l’excitation aléatoire non contrôlées, non mesurées, et seules les réponses enregistrées.
La deuxième stratégie porte sur la conception optimale du système de support de pièce en
utilisant un matériau innovant, le composite hybride carbone-lin.

La première méthode d’identification modale opérationnelle proposée est basée sur les
fonctions de transmissibilité. Parmi les techniques disponibles, la méthode PSDTM-SVD a
été choisie, car elle exige un seul cas de chargement. La performance de la méthode PSDTM-
SVD est étudiée lorsque l’excitation harmonique et l’excitation du bruit blanc existent en-
semble. L’étude a montré les limites de la méthode PSDTM-SVD en cas d’harmoniques
d’amplitude importante.

Les limites de la méthode PSDTM-SVD nous conduisent à proposer des améliorations
en ajoutant une étape de post-traitement avec utilisation des techniques de distinction des
modes structuraux et des composantes harmoniques. Premièrement, la technique existante
basée sur les valeurs de kurtosis et les histogrammes a été appliquée avec succès pour un
système à 2 DDL et le test expérimental de la poutre. Deuxièmement, une nouvelle technique
de distinction basée sur les blocs de la fonction d’autocorrélation a été développée. Les
résultats obtenus ont montré l’efficacité et la simplicité de la nouvelle technique proposée.

La deuxième méthode d’identification modale opérationnelle proposée est basée sur la sé-
paration des sources. La séparation de sources est utilisée comme une étape de pré-traitement
des signaux pour récupérer les réponses aléatoires sur lesquelles une des méthodes classiques
d’OMA peut être appliquée. Plusieurs techniques et modèles de séparation de sources ont été
examinés : la séparation aveugle de sources (BSS), la séparation informée des sources (ISS),
le modèle de mélange instantané, le modèle de mélange convolutif, le cas (sur)-déterminé,
le cas sous-déterminé, les algorithmes ICA, SOBI et SCA.

Dans un premier temps, le modèle de mélange instantané a été considéré. Deux tech-
niques de BSS, en mélange instantané, applicables aux signaux sur-déterminés, ICA et SOBI
ne peuvent pas séparer des réponses numériques du système à 2 DDL. Car chaque réponse
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modale se présente comme une source avec la source harmonique ajoutée, le problème de-
vient sous-déterminé. Ainsi, une nouvelle méthode d’identification modale SCA-FDD basée
sur l’approche de BSS sous-déterminé est proposée. Pour les exemples numériques, la mé-
thode SCA-FDD donne de bons résultats. Les paramètres identifiés sont très proches des
valeurs exactes. Pour le test expérimental, la méthode SCA-FDD nécessite d’être amélio-
rée en utilisant les algorithmes de regroupement plus avancés de SCA. Dans un deuxième
temps, une exploration sur le mélange convolutif et ISS donne des pistes prometteuses sur
des réponses numériques, mais faute de temps, nous n’avons pu l’approfondir.

La maîtrise des vibrations en usinage via la conception optimale d’un support de pièce en
matériau composite a été étudiée. Une étude de l’influence des paramètres dynamiques du
support de pièce sur la stabilité d’usinage montre que la profondeur de passe limite des lobes
de stabilité dépend linéairement de la raideur et du taux d’amortissement du support de
pièce. Pour augmenter les performances d’usinage, on souhaite donc concevoir un nouveau
support en matériau composite qui a une raideur au moins égale à celle du support existant
tout en ayant un taux d’amortissement plus élevé.

Des plaques en composite stratifié hybride carbone-lin avec sept différentes séquences
d’empilement ont été fabriquées et découpées pour des essais de caractérisation. Des essais
de traction ont été effectués dans un premier temps pour déterminer les valeurs de mo-
dule d’élasticité. Les résultats obtenus ont été utilisés pour estimer le module d’Young en
flexion des composites hybrides en se basant sur la théorie classique des stratifiés. Le module
d’Young en flexion dépend fortement de la séquence d’empilement des couches de lin et de
carbone. Des couches de carbone à l’extérieur permettent d’avoir un module d’Young en
flexion élevé. La présence de couches de lin à l’extérieur entraîne une chute remarquable du
module d’Young en flexion en comparaison du module d’Young longitudinal.

Le comportement viscoélastique du nouveau composite stratifié hybride carbone-lin a
été identifié par la méthode d’Inokuchi à partir d’essais de fluage en traction. L’efficacité
de la méthode est vérifiée avec succès en évaluant l’écart entre la courbe expérimentale de
fluage et celle issue de l’identification. Les paramètres viscoélastiques de séries de Prony ont
été calculés par identification des constantes des équations différentielles de comportement
des modèles de Maxwell et Kelvin-Voigt généralisés. Les facteurs d’amortissement des sept
composites étudiés ont été calculés et comparés. La capacité d’amortissement du composite
augmente avec l’augmentation du nombre de couches de lin. En outre, le composite est plus
amortissant dans la direction de fibres que dans la direction transversale.

Les propriétés dynamiques des composites hybrides étudiés ont été également évaluées
par des essais d’identification modale expérimentale. L’amortissement dépend du pourcen-
tage des couches de lin dans le composite hybride ainsi que de la séquence d’empilement.
L’ajout de couches de lin à l’extérieur permet d’augmenter l’amortissement, mais entraîne
une diminution importance du module d’Young en flexion. Les résultats obtenus montrent
qu’il est nécessaire d’augmenter l’épaisseur des deux plaques du support de pièce pour s’as-
surer que le nouveau support en matériau composite possède une rigidité au moins égale à
celle du support existant.



Conclusions & Perspectives 166

Les essais de validation avec les supports de pièce en composites hybrides carbone-lin
et en aluminium ont été effectués. Une analyse modale expérimentale a été réalisée sur la
machine-outil Huron K10. L’étude permet de confirmer l’hypothèse selon laquelle la machine-
outil et l’outil sont beaucoup plus rigides que le support de pièce. En conséquence, seul le
comportement dynamique du côté de support de pièce est requis pour prédire la stabilité
d’usinage. Afin de calculer le diagramme des lobes de stabilité, le comportement dynamique
des supports de pièce en composite et en aluminium a été identifié. Le taux d’amortissement
et la raideur du support de pièce en composite ont été considérablement améliorés par
rapport à ceux de l’aluminium. L’apparition du broutement a été détectée par analyse de la
surface usinée et des réponses enregistrées en usinage. La prédiction de stabilité d’usinage
via l’identification modale expérimentale est précise.

Dans le cas d’usinage avec les supports de pièce en composite, la stabilité d’usinage est
fortement augmentée par rapport au support initial en aluminium. L’utilisation des supports
en composite est optimale du point de vue de la stabilité d’usinage avec une augmentation
de la profondeur de passe Amin

plim de 162 jusqu’à 350 %. Parmi les différentes séquences d’empi-
lement, le support de pièce en composite hybride carbone-lin [C6/L4]S est la solution la plus
pertinente en termes de performance d’usinage et d’impact environnemental. Cette solution
permet d’augmenter la stabilité d’usinage de 283 % avec un taux de fibres végétales de 14%.

Perspectives

Suite à ces travaux de thèse, plusieurs perspectives de recherche sont envisagées :

— L’amélioration de la méthode SCA-FDD avec les algorithmes de regroupement les
plus avancés.

— L’étude approfondie de la méthode basée sur la séparation informée de sources.
— Le traitement des signaux d’identification modale opérationnelle des supports de pièce

en composite pour améliorer la prédiction de la stabilité d’usinage.
— L’application du composite hybride carbone-lin à d’autres systèmes mécaniques, si

possible, avec l’optimisation topologique.
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A.1 Étude d’estimation du paramètre A de la loi de
distribution harmonique

• Rappel. Variable aléatoire moyenne nulle, amplitude A

◦ Densité de probabilité :

pX(x;A) =


0 si |x| > A
1

πA
√

1− (x/A)2
si |x| ≤ A

◦ Probabilité cumulative :

pX(x;A) =


0 si x < −A

1
2 + 1

π
arcsin( x

A
) si −A ≤ x ≤ A

1 si x > A

(A.1.1)

• Problème. On cherche à évaluer le paramètre A à partir des observation x1, x2...xn de la
variable aléatoire X.

◦ La fonction de vraisemblance :

L(x;A) =
n∏
i

I[−A,A](xi).pX(xi, A) =
n∏
i

I[−A,A](xi).
n∏
i

pX(xi, A) (A.1.2)

où la fonction indice IΩ(x) = 0 si x /∈ Ω ; IΩ(x) = 1 si x ∈ Ω.

On a :
n∏
i

I[−A,A](xi) = I[max |xi|,+∞](A)

car −A ≤ x ≤ A⇔ |x| ≤ A ⇒ A ∈ [max |xi|,+∞]

⇒ L(x;A) = I[max |xi|,+∞](A).
n∏
i

pX(xi, A) (A.1.3)

Cela signifie que L(x;A) = 0 si A < max |xi| et L(x;A) = ∏n
i pX(xi, A) si A ≥ max |xi|

Il faut donc chercher A dans l’intervalle [max |xi|,+∞].

L(x;A) =
n∏
i

pX(xi, A) =
n∏
i

 1
πA

.
1√

1− (xi/A)2

 =
( 1
πA

)n
.
n∏
i

 1√
1− (xi/A)2


(A.1.4)

◦ On prend la fonction logarithme :

l(x;A) = ln [L(x;A)] = −n [ln(π) + ln(A)]− 1
2

n∑
i

ln
(
1− (xi/A)2

)
(A.1.5)
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◦ On examine la première dérivée de l(x;A) :

dl

dA
= − 1

A
.

[
n+

n∑
i

(xi/A)2

1− (xi/A)2

]
(A.1.6)

La dévirée dl
dA

< 0 ∀ A ≥ max |xi| > 0, donc la fonction l(x;A) est décroissante ⇒ la
fonction L(x;A) est aussi décroissante pour A ≥ max |xi|. En conséquence, la fonction de
vraisemblance est maximale pour A = max |xi|. Cela signifie que le paramètre A estimé à
partir des observations est donc la valeur absolue maximale des observations.
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A.2 Dimensions du système du support de pièce

• Bloc en haut (mm)
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• Plaque du support de pièce
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A.3 Estimation du module d’Young en flexion de stra-
tifiés hybrides

On souhaite estimer le module d’Young en flexion à partir des constantes élastiques dé-
terminées à partir d’essais de traction.

• Données d’entrée

◦ Données mesurées

EL : module d’Young longitudinal mesuré sur éprouvettes à 0 degré.
ET : module d’Young transversal mesuré sur éprouvettes à 90 degrés
E45 : module d’Young mesuré sur éprouvettes à 45 degrés
VfC = 0, 48 : fraction volumique de fibres de carbone dans le composite [C10]
VfL = 0, 37 : fraction volumique de fibres de lin dans le composite [L10]

◦ Données extraites de la littérature

νfC = 0, 25 : coefficient de Poisson de la fibre de carbone
νfL = 0, 40 : coefficient de Poisson de la fibre de lin
νm = 0, 40 : coefficient de Poisson de la résine époxy

◦ Coefficient de Poisson longitudinal (loi des mélanges) :

νLT = Vfνf + (1− Vf )νm (A.3.1)

◦ Module de cisaillement longitudinal [11] :

GLT =
 4
E45
− 1
EL
− 1
ET

+ 2νLT
EL

−1

(A.3.2)

◦ Matrice Q des rigidités :

Q =


Q11 Q12 0
Q12 Q22 0
0 0 Q66

 =



EL

1− ν2
LT

ET
EL

νLTET

1− ν2
LT

ET
EL

0

νLTET

1− ν2
LT

ET
EL

ET

1− ν2
LT

ET
EL

0

0 0 GLT


(A.3.3)

• Applications numériques pour composites [C10] et [L10]
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Composants composites [C10] composites [L10]

Vf 0,48 0,37
EL (MPa) 85 200 18 100
ET (MPa) 6 735 4 406
E45 (MPa) 10 000 5 335
νLT 0,33 0,40
GLT (MPa) 4 040 1 954
Q11 (MPa) 85 940 18 834
Q22 (MPa) 6 793 4 585
Q12 (MPa) 2 242 1 834
Q66 (MPa) 4 040 1 954

• Rappels de théorie des stratifiés

◦ Matrice D des raideurs en flexion :

Dij =
∫ +h/2

−h/2
Qk
ijz

2dz = 1
3

10∑
k=1

(
z3
k − z3

k−1

)
Qk
ij = 2

3

10∑
k=6

(
z3
k − z3

k−1

)
Qk
ij (A.3.4)

Figure A.3.1. Séquence d’empilement des couches avec z5 = 0.

z3
6 − z3

5 = (0, 4)3 − (0)3 = 0, 064
z3

7 − z3
6 = (0, 8)3 − (0, 4)3 = 0, 448

z3
8 − z3

7 = (1, 2)3 − (0, 8)3 = 1, 216
z3

9 − z3
8 = (1, 6)3 − (1, 2)3 = 2, 368

z3
10 − z3

9 = (2)3 − (1, 6)3 = 3, 904

(A.3.5)

◦ Expression du module d’Young équivalent en flexion
En flexion des plaques, la loi de comportement généralisée s’écrit :

Mxx

Myy

Mxy

 =


D11 D12 0
D12 D22 0
0 0 D66



χxx
χyy
χxy

 (A.3.6)
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En assimilant la plaque à une poutre en flexion d’axe longitudinal x, on a :

Mxx 6= 0,Myy = Mxy = 0 =⇒Mxx =
(
D11 −

D2
12

D22

)
χxx = ExIsχxx (A.3.7)

En prenant Is = h3

12, il vient :

Ex = 12
h3

[
D11 −

D2
12

D22

]
. (A.3.8)

où h= 4 mm, l’épaisseur de la poutre.

• Résultats numériques pour composites hybrides carbone-lin-eproxy

Empilements Dij D11 D22 D12 D11 − D2
12

D22
Ex

[C10] 16
3 Q

C
ij 85200 36229 11957 454400 85200

[C4/L]S 2
3

[
7, 936 ∗QC

ij + 0, 064 ∗QL
ij

]
455483 36135 11940 4 51538 84663

[C3/L2]S 2
3

[
7, 488 ∗QC

ij + 0, 512 ∗QL
ij

]
435441 35476 11818 431504 80907

[C2/L2/C]S 2
3

[
6, 336 ∗QC

ij + 1, 664 ∗QL
ij

]
383904 33780 11505 379985 71247

[L/C4]S 2
3

[
4, 096 ∗QC

ij + 3, 904 ∗QL
ij

]
283692 30483 10895 279798 52462

[L2/C3]S 2
3

[
1, 728 ∗QC

ij + 6, 272 ∗QL
ij

]
177754 26997 10251 173861 32599

[L10] 16
3 Q

L
ij 100448 24453 9781 96535 18100

Le module d’Young en flexion Ex peut être également calculé par identification inverse à
partir de la première fréquence propre de vibration d’une poutre cantilever soumise au test
du marteau d’impact. L’équation (5.22) devient :

Ex = 48π2ρf 2
1L

4

(3, 516)2 h2 (A.3.9)







Usinage à grande vitesse efficace basé sur l’identification opérationnelle du
comportement dynamique et l’optimisation du support de pièce

Résumé :

L’usinage à grande vitesse joue aujourd’hui un rôle très important dans l’industrie mécanique. Cependant, les phénomènes
vibratoires en usinage peuvent être néfastes à la qualité des pièces usinées, à la productivité et à la durabilité des accessoires,
etc. La maîtrise du comportement dynamique du système couplé (machine-outil/broche/outil/pièce/porte-pièce) est la clé
primordiale pour la réussite de l’usinage à grande vitesse. Le premier objectif de la thèse a consisté à appliquer des techniques
existantes d’identification modale opérationnelle et à proposer de nouvelles techniques d’identification mieux adaptées en tenant
compte des spécificités de l’usinage à savoir : la présence des harmoniques très prépondérants, l’excitation aléatoire non contrôlée
et non-mesurée, et les réponses seules enregistrées. Trois nouvelles procédures d’identification modale opérationnelle ont été
proposées : la méthode de transmissibilité (PSDTM-SVD) (i) combinée avec les valeurs de kurtosis et les histogrammes, (ii) ou
hybridée avec les fonctions d’autocorrélation, (iii) et la nouvelle méthode SCA-FDD basée sur la séparation aveugle de sources.
L’efficacité des méthodes proposées a été validée par des exemples numériques et un test expérimental. Le deuxième objectif
de la thèse a consisté à proposer une nouvelle conception du support de pièce en utilisant des matériaux innovants, afin de
rendre le comportement dynamique optimal vis-à-vis de la stabilité d’usinage. Pour augmenter les performances d’usinage, le
nouveau support en matériau composite doit posséder une raideur au moins égale à celle du support existant en aluminium
tout en ayant un taux d’amortissement plus élevé. Un nouveau composite stratifié hybride renforcé par des fibres de carbone
et des fibres de lin est alors proposé. Cette combinaison permet d’allier les avantages des deux types de fibres dans un même
composite. Des supports de pièce en composite stratifié hydride carbone-lin avec différentes séquences d’empilement ont été
fabriqués pour des essais de validation. Dans le cas d’usinage avec les supports de pièce en composite, la stabilité d’usinage est
fortement augmentée par rapport au support initial en aluminium. Parmi les différentes séquences d’empilement, le support de
pièce en composite hybride carbone-lin [C6/L8/C6] est la solution optimale en termes de performance d’usinage et d’impact
environnemental. Cette solution permet d’augmenter la stabilité d’usinage de 283 % avec un taux de fibres végétales de 14 %.

Mots clés : Usinage à grande vitesse, Analyse modale opérationnelle, Fonction de transmissibilité, Séparation de sources,
Optimisation, Composite hybride carbone-lin.

Efficient high speed machining based on operational identification of dynamic
behavior and optimization of workpiece holder

Abstract :

High-speed machining plays a very important role in the engineering industry today. However, vibration phenomena during
machining process can be detrimental to the quality of machined workpiece, the productivity and the durability of accessories,
etc. Mastering the dynamic behavior of the coupled system (machine tool/spindle/tool/workpiece/workpiece holder) is the
primordial key to successful high speed machining. The first objective of the thesis consisted in applying existing techniques
of operational modal identification and proposing new identification techniques better adapted to take into account the spe-
cificities of machining : the presence of very predominant harmonics, the uncontrolled and unmeasured random excitation,
and responses only recorded. Three new operational modal identification procedures have been proposed : the transmissibility
method (PSDTM-SVD) (i) combined with kurtosis values and histograms, (ii) or hybridized with autocorrelation functions,
(iii) and the new SCA-FDD method based on blind source separation. The effectiveness of the proposed methods has been
validated by numerical examples and an experimental test. The second objective of the thesis was to propose a new design of
the workpiece support using innovative materials, in order to make the dynamic behavior optimal with respect to machining
stability. To increase the machining performance, the new composite workpiece holder must have a stiffness at least equal to
that of the initial aluminum workpiece holder while having a higher damping ratio. A new hybrid composite laminate reinfor-
ced by carbon and flax fibers is then proposed. This combination enables to combine the advantages of two fiber types in a
composite. Workpiece holders in carbon-flax hybrid composite laminates with different stacking sequences were fabricated for
validation tests. In the case of machining with the composite workpiece holders, the machining stability is greatly increased
compared to the initial aluminum workpiece holder. Among the different stacking sequences, the carbon-flax hybrid composite
workpiece holder [C6/L8/C6] is the optimal solution in terms of machining performance and environmental impact. This solu-
tion increases machining stability by 283 % with a vegetable fiber volume ratio of 14 %.

Keywords : High Speed Machining, Operational Modal Analysis, Transmissibility Function, Source Separation, Optimi-
zation, Carbon-Flax Hybrid Composite.
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