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INTRODUCTION

Contexte et enjeux
Les matériaux composites sont largement utilisés dans des secteurs différents tels que l’aéronautique,

l’aérospatial, l’éolienne, le naval, la génie civil ou l’automobile pour la conception de parties structurelles
majeures du fait de leurs meilleures propriétés mécaniques spécifiques par rapport aux matériaux métal-
liques. Dans le cadre des structures d’aéronefs, l’usage des matériaux composites assure un gain notable
sur le bilan de masse et sur la consommation de carburant. Néanmoins, il existe des risques liés au feu [3],
pouvant altérer leur comportement thermique et leur tenue mécanique. Il est donc nécessaire d’anticiper
ces risques dans le but d’adapter les étapes de conception, prévention et certification des structures et
pièces en composites sollicitées dans des conditions de température élevées afin de limiter les marges ac-
tuellement prises fautes de retour d’expérience suffisant et d’anticiper de nouvelles problématiques liées
à l’usage de ces matériaux. La Figure 1 illustre quelques exemples des pièces présentant un risque feu.

Figure 1 – Zone à risque feu dans les structures aéronautiques. De gauche à droite et de haut en bas :
(a) Nacelle d’un moteur turbofan, (b) couverture du système APU, (c) siège en cabine, (d) structure
de support du rotor anticouple d’hélicoptère, (e) encastrement du moteur dans la voilure d’avion et (f)
encastrement du moteur dans le fuselage d’avion [1]

Lorsque des matériaux composites sont sollicités par un chargement thermomécanique induit par un
événement de type feu, les propriétés thermiques et mécaniques du matériau et de la structure vont se
dégrader. Dans le cas particulier des matériaux composites à matrice organique, cette dégradation induit
des phénomènes de dégradation comme de la perte de masse par dégradation volumique, ainsi que des
phénomènes d’endommagement comme de la fissuration matricielle au sein des plis et des délaminages
entre les plis [3]. De plus, des interactions complexes entre la flamme et la dégradation du matériau
(modification de la géométrie, éjection de gaz comburant pour la flamme...) peuvent encore accélérer
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la propagation du feu et donc contribuer à une réduction majeure de la tenue mécanique résiduelle du
matériau et des structures composées de ces matériaux.

En raison d’un manque d’outils numériques et expérimentaux satisfaisants pour aborder cette pro-
blématique complexe, l’ONERA a été impliquée dans différents projets (tels que le PRF MADMAX, la
convention DGAC PhyFire, ou le projet européen H2020 Future Sky Safety), prolongés par les projets
PhyFire 2 et SuCoHS. Les travaux de cette thèse s’inscrivent dans le cadre de ces projets. Les moyens
expérimentaux de caractérisation et les outils numériques de modélisation des mécanismes de dégrada-
tion thermique et mécanique ne permettent pas de prévoir précisément la réduction des performances
mécaniques en fonction de la température à l’échelle des plis et des interfaces. Les étapes de conception
ainsi que la certification des pièces en composites pour des applications impliquant des événements feu
restent donc à redéfinir en prenant en compte plus finement les mécanismes de dégradation et d’endom-
magement impliqués, notamment les délaminages. Cela s’avère primordial dans le but d’optimiser les
étapes de conception des structures composites soumis au feu ainsi que limiter le nombre d’essais aux
plus grandes échelles, par une démarche de Predictive Virtual Testing, comme le montre la Figure 2.
En effet, la méconnaissance partielle des phénomènes thermiques et mécaniques des composites et leurs
interactions aux plus faibles échelles rend complexe l’évaluation et l’identification des sources à l’origine
de la réduction des performances mécaniques des structures aux plus grandes échelles. Au vu des enjeux

Figure 2 – Pyramide d’essais/simulations pour la conception des structures aéronautiques [2]

autour de la tenue au feu des composites, ces travaux visent à améliorer la compréhension des mécanismes
d’endommagement à l’échelle des plis et des interfaces afin d’enrichir les modèles numériques existants
de prévision des performances résiduelles à des échelles supérieures.

Problématique scientifique
La dégradation mécanique des matériaux composites à matrice organique est la conséquence de nom-

breux phénomènes physiques. Á partir de flux de chaleur importants induisant des températures supé-
rieures à la température de dégradation du matériau par pyrolyse, la perte de masse du matériau induit
une perte quasi totale de la tenue mécanique. Plusieurs auteurs se sont intéressés à l’étude de la dégra-
dation thermique des matériaux composites soumis à des flux thermiques importants [6, 51–54], et sa
conséquence sur la tenue mécanique [9, 55–58]. Les travaux de Mouritz et al. [9, 15, 55, 59] représentent
une contribution importante à la compréhension des mécanismes de dégradation impliqués dans cette
thématique, aux méthodes expérimentales pour les caractériser et aux modèles à prendre en compte pour
les simuler. Ils ont ainsi mis en place des méthodes de caractérisation des matériaux composites exposés
au feu et ont identifié un scénario de dégradation et d’endommagement complexe, comme représenté sur
la Figure 3.
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Figure 3 – Scénario des différentes zones d’endommagement par une agression feu et schéma de la tenue
résiduelle massique dans l’épaisseur du matériau composite [3]

Leurs études ont ainsi montré l’influence de la température sur la perte de masse de la matrice et sur
les propriétés thermiques et mécaniques du matériau composite. Ils ont formulé des modèles phénoméno-
logiques de prévision du comportement thermomécanique, enrichis par la caractérisation expérimentale.
Ces études leur ont permis d’une part de caractériser les propriétés thermiques et mécaniques du matériau
en fonction de la température, et d’autre part, d’estimer la tenue résiduelle mécanique des composites
exposés au feu à partir de la prévision de la réponse thermique. Toutefois, une majorité de ces études
repose sur des approches matériaux, dont la caractérisation des propriétés thermiques et mécaniques du
matériau reste à une échelle macroscopique et ne prend pas a priori en compte la séquence d’empilement
par exemple. De manière générale, ces approches matériaux sont suffisantes en raison des applications et
de l’usage des matériaux étudiés et notamment pour des applications dans le génie civil ou dans le naval.
Une vision matériau présente une limite par rapport à la prise en compte des mécanismes de dégradation
se produisant à une échelle intermédiaire, comme le délaminage. Ce mécanisme est un problème critique
à traiter, dont les conséquences s’avèrent catastrophiques pour la tenue mécanique [59] et dont la caracté-
risation et la prévision constitue un verrou scientifique [3,59]. En raison des spécifications mécaniques des
matériaux aéronautiques souvent exigeantes, des approches différentes s’avèrent nécessaires pour prévoir
correctement les conséquences du délaminages sur la tenue mécanique résiduelle. Le matériau de notre
étude est le T700GC/M21. Il consiste en un composite stratifié en fibre de carbone et résine époxy ren-
forcée par des nodules thermoplastiques afin d’améliorer la ténacité à rupture et à l’impact en conditions
d’utilisation.

Afin de limiter la complexité des interactions des phénomènes dans le cadre de la tenue au feu, cette
étude est placée sur un cadre particulier, de manière à travailler sur des problématiques de gradient
thermique induit par des flux de chaleur importants et non en présence d’une flamme. Dans ce cadre et
sur la base des études précédentes, Leplat et al. [14] ont conçu un banc laser de caractérisation et de
dégradation (BLADE) des matériaux composites stratifiés afin de mieux maitriser les conditions d’essai
en température. A l’aide des essais expérimentaux sur le banc BLADE, ils ont caractérisé les propriétés
thermiques de différentes stratifications d’un matériau composite en fibre de carbone et résine époxy
comme celui de notre étude, en considérant leur caractère anisotrope et en utilisant des lois d’homogé-
néisation pour estimer l’évolution de ces propriétés avec l’état du matériau. Ils ont développé un modèle
de dégradation thermique par une méthode de volumes finis au sein d’un code de calcul dédié (MODE-
THEC) et développé à l’ONERA [6]. Ils ont validé ce modèle pour l’estimation de la réponse thermique
par des essais de dégradation à l’aide du banc BLADE ou d’essais thermogravimétriques. Cette étude
leur a permis de montrer l’influence de l’anisotropie du pli sur la température et donc sur les propriétés
thermiques du matériau en absence de délaminage. A l’aide des essais sur le banc BLADE, ils ont montré
expérimentalement le couplage entre la fissuration de la matrice, les délaminages et la réponse thermique.
Toutefois, ils ne modélisent pas l’influence du délaminage sur la réponse thermique, ce qui reste encore
une lacune à combler.

3



Introduction

L’ensemble des études précédentes montre qu’il est possible de caractériser et modéliser la réponse
thermomécanique des composites dans certaines conditions bien définies. Toutefois, ces caractérisations
sont limitées en général à l’influence de la température sur les propriétés matériaux et non réellement
structurale. C’est pourquoi la caractérisation et la modélisation des phénomènes d’endommagement et
de fissurations comme le délaminage sont encore actuellement un verrou scientifique pour la prévision de
la tenue d’une pièce en matériau composite d’autant plus en température.

Cette étude consiste donc à identifier, caractériser et modéliser les mécanismes physiques à l’origine du
couplage entre le comportement mécanique du matériau composite et les mécanismes d’endommagement
associés en fonction de la température, en particulier la fissuration par délaminage aux interfaces, en
utilisant une modélisation physique reposant sur une caractérisation expérimentale. La réussite de cette
étude dépend alors des objectifs principaux suivants :

1. Trouver le lien entre la température et le comportement / résistance mécanique de l’interface.

2. Caractériser l’interface à l’aide de méthodes expérimentales et numériques.

3. Proposer une modélisation adaptée pour la prévision des ruptures par délaminage en température.

4. Établir les critères de rupture opportuns en température pour la prévision de l’amorçage et de la
propagation du délaminage.

Démarche

La démarche de ces travaux de thèse vise dans un premier temps à déterminer les manques concernant
la caractérisation expérimentale et la modélisation numérique du délaminage en température. Pour ce
faire, une étude bibliographique dans le Chapitre I cherche à améliorer la compréhension des mécanismes
de dégradation et d’endommagement qui peuvent conduire au délaminage aux interfaces. Dans cet état de
l’art, nous nous interrogerons dans un premier temps sur les essais à mener pour la caractérisation expé-
rimentale des propriétés physiques des matériaux et du suivi de la dégradation thermique en s’appuyant
sur la certification et de la réglementation concernant les matériaux composites soumis à des événements
feu, et en particulier pour les structures aéronautiques. Dans un second temps, nous présenterons les
différentes approches de modélisations existantes pour la modélisation multiphysique des phénomènes de
dégradation des composites soumis au feu. Ces différentes méthodes seront analysées selon l’échelle de mo-
délisation et en les comparant avec leur résultats avec les caractérisations expérimentales des phénomènes
qu’ils soient d’origine thermique, chimique ou mécanique. Afin de juger de la validité de ces modèles pour
des applications aéronautiques, les avantages et les limites de ces modèles seront discutées, en particulier
concernant la modélisation de phénomènes d’endommagement tels que la fissuration matricielle et les
délaminages. Dans le but d’expliquer la complexité de ce mécanisme, la caractérisation expérimentale du
délaminage pour des composites stratifiés sera décrite, tant pour des conditions à température ambiante
qu’à plus haute température. Afin de discuter sur la méthode la plus appropriée pour la modélisation de
ce phénomène, les techniques de modélisation numérique du délaminage seront également présentées.

Une fois cet état de l’art établi, nous focaliserons nos travaux par la suite sur la caractérisation
et la modélisation de l’influence de la température sur le comportement et la rupture des interfaces
par délaminage. Des bancs d’essais mécaniques en température utilisant l’effet Joule par insertion de
courant électrique (Banc INJECT pour INternal Joule heating for thErmo meChanical characTerization)
ou par impact laser [14] (Banc BLADE pour Banc Laser de cAractérisation et DEgradation) permettent
d’observer l’apparition et la propagation des délaminages en fonction de la température et leurs influences
sur la réponse thermomécanique.

Ainsi, un essai de propagation en mode II des fissures dans le banc INJECT sera analysé dans le
Chapitre II avec comme principale interrogation la validité de cet essai pour remonter aux propriétés
mécaniques d’interface pour des températures pouvant aller jusqu’à ∼120 ◦C. L’objectif de ce chapitre
sera alors d’analyser comment le matériau se comporte vis-à-vis de la température, à la fois au sein des
plis qu’à l’interface. On s’intéressera notamment à quantifier l’influence de la température sur la ténacité
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d’interface en séparant les différentes contributions des mécanismes dissipatifs, qu’elles proviennent du
comportement du pli ou de la réponse à l’interface. Pour ce faire, nous présenterons une démarche
d’analyse expérimentale et numérique, basée sur une multi-instrumentation riche de l’essai ainsi que des
simulations d’éléments finis (EF). Il s’agira alors de faire un dialogue essai calcul pertinent entre d’une
part, la mesure des champs cinématiques par corrélation d’image numérique et les champs thermiques
par caméra infrarouge et d’autre part, des simulations avec des éléments de zone cohésive pour quantifier
la réponse mécanique à l’interface avant, durant et après la propagation du délaminage.

Une fois établie la contribution de chaque mécanisme dissipatif au niveau de la réponse macroscopique,
il s’agira ensuite d’identifier, à l’aide de la multi-instrumentation, les mécanismes principaux de dissipation
d’énergie qui influencent la réponse d’interface. L’objectif sera alors de distinguer entre les mécanismes
non linéaires associés à un comportement visqueux du matériau de ceux associés à l’endommagement
afin de les prendre en compte dans un modèle de prévision du délaminage. Ainsi, le Chapitre III visera à
caractériser le comportement d’interface en température à l’aide d’une méthode de dialogue essai-calcul en
tirant parti au maximum des données expérimentales issues du banc INJECT. Le but de ce chapitre sera de
quantifier l’influence de la température sur la réponse mécanique d’interface avant tout endommagement.
Cet objectif s’appuiera sur le développement d’une méthode robuste de comparaison entre les essais et
les simulations numériques par éléments finis permettant d’assurer la validité des résultats en réduisant
les sources d’erreurs provenant des données expérimentales ainsi que de la modélisation numérique.

En utilisant la méthodologie de dialogue essai-calcul qui sera développée dans le Chapitre III, le
Chapitre IV aura pour objectif de prévoir la réponse mécanique du matériau au-delà des premiers signes
d’endommagement par fissuration à l’interface et pose la question de l’influence de la température sur
la rupture de l’interface. Il s’agira alors de proposer une loi de rupture d’interface dépendante de la
température à partir des essais sur INJECT et d’un modèle de zone cohésif. Cette identification devra
prendre en compte les incertitudes de mesure dans le but d’identifier les paramètres les plus influents
sur l’évolution de la réponse mécanique au cours de l’évolution de l’endommagement et de définir une
confiance dans les paramètres identifiés. Il sera également important au vu des résultats des Chapitres III–
IV, de voir comment comparer les résistances en cisaillement plan et en cisaillement hors plan.

Enfin, il s’agira dans le Chapitre V, de s’interroger sur la validité du comportement à rupture de
l’interface identifié dans le Chapitre IV sur le cas BLADE. Les essais réalisés sur ce banc montrent l’ap-
parition des délaminages à des températures plus importantes par rapport aux essais sur le banc INJECT,
de l’ordre de ∼200 ◦C. Ce chapitre sera alors consacré à la formulation d’un critère d’amorçage du déla-
minage en température afin de le confronter aux paramètres de la loi d’interface et d’évaluer sa capacité
à prévoir des délaminages lors de sollicitations thermomécaniques. Nous essayerons de reconstruire un
scénario d’endommagement conduisant aux délaminages observées à partir de l’analyse expérimentale
par des observations micrographiques et microtomographiques, qui seront confrontées à des simulations
numériques à l’échelle du pli. Pour cela, nous nous appuierons sur des analyses en énergie basées sur la
mécanique de la rupture et des analyses en contraintes avec pour objectif de déterminer le critère le plus
pertinent pour prévoir l’amorçage d’une fissure. Une confrontation des propriétés mécaniques d’interface
issues des analyses dans le cadres des bancs INJECT et BLADE permettra de discuter sur l’échelle de
modélisation et la capacité de prévision de la rupture en température. Enfin, les limites de la stratégie de
modélisation et de prévision des délaminages seront évaluées afin d’apporter les ingrédients nécessaires
pour une amélioration éventuelle de cette prévision.
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Caractérisation et modélisation des interfaces CMO à haute température – Application à la tenue au feu

Introduction

Ce chapitre vise à dresser l’état de l’art de la tenue des composites soumis à des sollicitations ther-
momécaniques. Nous focalisons l’attention à la fois sur les aspects concernant la caractérisation expé-
rimentale mais aussi concernant la modélisation numérique. Nous montrons d’abord l’état actuel de la
certification et de la réglementation concernant les matériaux composites dans des événements feu, et en
particulier, dans le cadre des structures d’aéronefs. Il s’agit ici de montrer les limitations des critères de
certification et/ou de réglementation associées à la dégradation thermomécanique des structures compo-
sites. Ensuite, une description des essais de caractérisation des phénomènes thermomécaniques pour des
composites stratifiés en température est exposée. L’objectif est de montrer les essais les plus communs
pour la caractérisation des propriétés physiques des matériaux et du suivi de la dégradation d’un point de
vue expérimental. La modélisation multiphysique des phénomènes de dégradation des composites soumis
au feu est également présentée. L’objectif est de montrer les différents approches de modélisation selon
l’échelle de modélisation et la caractérisation expérimentale des phénomènes qu’ils soient d’origine ther-
mique, chimique ou mécanique. Les avantages et les limites de ces modèles sont discutés, en particulier
concernant la modélisation de phénomènes d’endommagement tels que la fissuration matricielle et les
délaminages.

Dans un deuxième temps, la caractérisation expérimentale du délaminage pour des composites stra-
tifiés est décrite, tant pour des conditions à température ambiante qu’en température. Les techniques
de modélisation numérique du délaminage sont également présentées, avec l’objectif de discuter sur la
méthode la plus appropriée pour sa prévision dans le cadre de la tenue au feu des composites. Finalement,
un bilan sur l’état de l’art actuel est présenté afin de définir les lignes de travail à suivre pour répondre
aux objectifs de cette thèse.

I.1 Matériaux composites exposés au feu : Certification actuelle
dans le secteur aéronautique

L’objectif de ce paragraphe est de mettre en évidence la problématique de la tenue au feu des com-
posites à partir de la réglementation et de la certification actuelles dans l’aéronautique. Nous portons
notre attention dans ce secteur en raison du contexte de notre étude. Cependant la problématique feu
est également un sujet d’étude prioritaire dans différents secteurs comme ceux du naval, des réservoirs
de stockage d’hydrogène sous pression, de génie civil, de l’automobile ou du transport ferroviaire. Dans
l’ensemble de ces secteurs, les matériaux composites ont rapidement remplacé les métalliques, grâce à
leurs excellentes propriétés mécaniques spécifiques. Pour cela, nous focalisons d’abord notre attention
sur les principes et les phénomènes de base concernant les composites et leur dégradation lors d’une
agression feu en décrivant les essais développés répondant aux exigences de certification du secteur aérien
en particulier. Dans un second et dernier temps, nous soulignerons les limitations actuelles concernant la
compréhension des phénomènes physiques dans le cadre de la tenue au feu des composites et les manques
associés aux essais et critères de certification aéronautique des structures exposées au feu.

La régulation de la sécurité incendie dans l’aviation civile est administrée par la FAA (Federal Avia-
tion Administration) [60] aux États Unis et par l’EASA (European Authority in aviation safety) [61] en
Europe. Les normes sont internationales et sont définies pour les différents scénarios incendie possibles,
à savoir lors du parking, de la phase de croisière et du post-impact. Les deux derniers scénarios sont
les plus susceptibles de conduire à un incendie. La Figure I.1 montre un exemple d’incendie consécutif
à la collision entre deux avions. Ce scénario est actuellement le plus dangereux envisagé en raison de
l’interaction des événements, en particulier la dégradation de la structure et la propagation des flammes
et de la fumée vers la cabine des passagers [4]. Ainsi la certification des structures comprenant des ma-
tériaux non-métalliques (dont les matériaux composites) est assurée par différents standards concernant
le secteur aéronautique définis par la FAA et l’EASA. Dans le cadre de l’aviation civile les standards
de la partie 25 de la FAR (Federal Aviation Regulations) et du module 13 de l’EASA (nommé Aircraft
Structures and Systems) sont utilisés notamment pour définir la norme et la certification de la cabine
passager des avions commerciaux [62, 63]. Cependant pour certaines applications, telles que l’isolation
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Figure I.1 – Collision et incendie de deux Boeing 747 dans la piste de l’aéroport de Tenerife. Espagne,
1977 [4]

thermique des structures, les standards de certification restent très génériques et communs aux structures
métalliques et non-métalliques, y compris les composites. Donc les normes associées à cette certification
ne distinguent pas le type du matériau. La FAR 25 [62] impose une résistance de la structure au feu assu-
rant aux passagers un temps d’évacuation de l’avion de cinq minutes et ceci avant les premiers signes de
fumée à l’intérieur de la cabine. Par conséquent, cela demande d’évaluer deux caractéristiques principales
du matériau, à savoir, sa résistance à la propagation d’une flamme et sa résistance à la pénétration d’une
flamme (percement). Ces caractéristiques sont associées aux taux de libération de chaleur et d’emission
des gaz du matériau [3]. Grâce à la meilleure tenue au percement par une flamme des matériaux compo-
sites par rapport aux matériaux métalliques, les risques feu des composites à matrice polymère doivent
se concentrer sur les mécanismes physiques complexes de transformation de la résine lors d’un événement
incendie. La dégradation d’un matériau composite produit une éjection de gaz potentiellement inflam-
mables. Ces gaz peuvent donc alimenter la flamme et accélérer la combustion et sa propagation. Cette
modification de la cinétique de la flamme conduit à des chargements thermiques vus par la structure
différents et donc une potentielle accélération de la dégradation des propriétés du matériau. L’ensemble
de ces phénomènes physiques est décrit en détail dans le paragraphe I.1.1 après avoir rappelé les bases
de la nature des matériaux composites et leurs spécificités par rapport aux matériaux métalliques plus
classiques.

Actuellement, les normes associées à la tenue structurale des composites en cas de sollicitations au
feu ou à la foudre sont en cours d’évolution par rapport à celles existantes en raison de la complexité du
problème [3]. Cela concerne tant les problématiques de la définition de la flamme, de celle de la tenue du
matériau soumis à un flux thermique intense que l’interaction entre la flamme et le matériau ainsi que
les différents couplages précédemment évoqués. Il s’avère nécessaire de prendre en compte ces risques feu
dans le comportement des matériaux composites particulièrement complexe à haute température pour
aider à la standardisation des normes de sécurité et l’adaptation de la certification. Le but recherché ici
est d’améliorer les phases de conception des structures aéronautiques, à la fois par des outils numériques
et expérimentaux. Ces outils n’étant pas encore disponibles, il s’agira de les proposer et de les développer
à l’échelle du laboratoire dans un premier temps et de les industrialiser dans un second temps pour pallier
le manque actuel.

I.1.1 Généralités sur les matériaux composites et description des phénomènes phy-
siques induits lors d’une agression au feu

I.1.1.1 Principes des matériaux composites

Un matériau composite est composé d’un assemblage d’au moins deux matériaux différents. Cet
assemblage lui confère des propriétés physiques et des performances structurales supérieures à celles des
matériaux le constituant pris individuellement. On parle alors de l’« effet composite ». Les propriétés
finales du matériau dépendent donc principalement des propriétés des constituants, de leur distribution
géométrique, du mode de fabrication, et des interactions [64].
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Figure I.2 – Classification des composites et exemples des renforts et matrices communs dans l’industrie

Le choix de l’architecture du composite et de ses constituants dépendra de l’application finale. Ce
choix repose non seulement sur les propriétés finales recherchées de la structure mais également sur la
simplicité de mise en œuvre du matériau dans le procédé de fabrication (manœuvrabilité, drapabilité,
assemblage par collage, complexité de la géométrie réalisable en un minimum d’opérations...) et découle
donc sur un compromis. Les matériaux composites utilisés dans l’industrie aéronautique, spatiale, navale,
automobile, éolienne ou du génie civil sont en majorité formés par deux constituants que sont un renfort et
une matrice. Les renforts peuvent être sous forme de particules, de filaments ou de fibres. Leur principal
rôle est de garantir une bonne raideur et une bonne résistance mécanique au composite. La matrice
permet de maintenir la cohésion entre les renforts et les protéger, ainsi que favoriser le transfert et la
répartition des charges pour assurer l’intégrité de l’assemblage. On peut classifier les matériaux composites
d’usage courant en différentes catégories selon le type de renfort (minéraux et organiques) et de matrice
(organique, métallique et céramique). La Figure I.2 montre des exemples de renforts et de matrices selon
la classification précédente.

Les différences entre chaque famille de composites concernent principalement leurs propriétés, leur
coût et leur facilité de fabrication. Ainsi, les composites à matrice organique (CMO) sont souvent utilisés
pour des applications nautiques, automobiles ou aéronautique en raison de leur faible densité, leur capa-
cité de déformation et de leur bon rapport résistance/poids. D’un autre côté, les composites à matrice
céramique (CMC) s’utilisent dans des applications en conditions extrêmes (moteurs d’avion, turbines)
dû au fait de la stabilité de leurs propriétés en température. Enfin, les composites à matrice métallique
(CMM) apportent de très bonnes propriétés mécaniques, mais les applications restent limitées, dû au fait
de la difficulté de leur fabrication. Les CMC et les CMM restent cantonnés à des domaines d’application
assez contraints et limités, et cela en raison de leur coût de fabrication induit par le prix des matières
premières et leur mise en œuvre. Les CMO se placent, quant à eux, comme la solution la plus avantageuse
pour substituer aux matériaux métalliques dans de nombreuses applications dont les structures primaires
d’un avion. Dans le secteur aéronautique, les composites de fibres de carbone et de résine époxy sont la
solution la plus répandue pour des pièces à visée structurelle. Cela est dû à leur faible poids, en plus des
bonnes propriétés mécaniques, durée de vie et faible coût de fabrication [64]. Le réseau fibreux constituant
le renfort peut prendre différentes formes pour constituer le pli élémentaire de la stratification. Le pli
peut alors être un réseau constitué uniquement de fibres non tissées (orientées pour un unidirectionnel
ou non-orientées pour un mat), ou alors tissées selon plusieurs directions (2 ou 3 dimensions). Les fibres
sont alors regroupées dans des torons avant d’être tissées. Afin de conférer des propriétés spécifiques au
matériau, l’empilement de plusieurs plis est le plus souvent réalisé pour obtenir un stratifié. Ses pro-
priétés macroscopiques vont dépendre des orientations des fibres dans les plis et expliquent le caractère
anisotrope des matériaux composites et leur singularité par rapport à des matériaux métalliques souvent
isotropes. La Figure I.3 montre un schéma du passage des constituants à celui du stratifié en passant par
celui du pli unidirectionnel. Ces différents passages définissent les différentes échelles retenues pour l’étude
du matériau final, à savoir, celle des constituants dite microscopique, celle des plis dite mésoscopique et
celle du stratifié dite macroscopique.
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Figure I.3 – Schéma du passage de l’échelle des constituants à l’échelle du composite stratifié [5]

Figure I.4 – Schéma des phénomènes thermomécaniques associés à la dégradation thermique d’un com-
posite stratifié soumis au feu [6]

La problématique de la tenue au feu des composites est fortement pilotée par les propriétés thermiques
et mécaniques du matériau considéré et il s’avère donc très important de choisir la bonne échelle de
modélisation et les essais pertinents de caractérisation des propriétés recherchées.

I.1.1.2 Description des phénomènes physiques dans la dégradation thermomécanique des
composites

La complexité de l’étude et de la modélisation de la dégradation thermomécanique des composites lors
de l’exposition à une flamme tient dans la variété des phénomènes thermiques, chimiques et mécaniques
induits et surtout de leurs fortes interactions. La Figure I.4 montre un schéma des phénomènes les plus
importants (avec des exemples des dommages mécaniques induits) qui résultent de l’exposition à une
flamme d’un composite à matrice polymère [6].

Ces couplages rendent difficiles tant la caractérisation des phénomènes que leur modélisation et donc
le dimensionnement de la structure. En effet, certains phénomènes vont favoriser ou retarder l’apparition
d’autres notamment par leurs effets sur la réponse thermique du matériau. Les principaux phénomènes
lors de l’exposition au feu d’un composite sont donc : la conduction de chaleur, les échanges de chaleur
par convection et rayonnement, la dilatation ou la contraction thermique, la décomposition de la matrice
polymère et la production des gaz et des résidus carbonés (communément nommés char) par pyrolyse
(Figure I.5a), l’augmentation de la porosité et la pression interne du matériau (Figure I.5b), l’alimentation
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Figure I.5 – Vues des phénomènes thermomécaniques induits par la dégradation thermique d’un compo-
site [3, 6]

de la combustion (Figure I.5c), le délaminage (Figure I.5d), la décomposition des fibres et du charbon
(Figure I.5e), le cloquage (Figure I.5f) et l’ablation.

Cependant, ces phénomènes n’ont pas les mêmes conséquences sur la réponse thermique et mécanique
du matériau et donc sur la structure. D’un point de vue structurel, les interactions entre la flamme
et la structure composite peuvent induire des flux de chaleur non constants sur la surface exposée.
Cela est dû à : (i) un flux non maîtrisé issu de l’hétérogénéité de la flamme et (ii) l’alimentation de la
flamme (Figure I.5c) comme conséquence de la dégradation du matériau. Cette dégradation thermique du
matériau va se traduire en effet par plusieurs phénomènes : (i) une décomposition thermo-chimique de la
matrice par pyrolyse et (ii) une production de gaz volatils qui vont être éjectés vers la surface exposée de
la structure et donc alimenter la flamme. Alors, le chargement thermique vu par la structure composite est
modifié en raison des interactions entre la flamme et la structure, et à cause du comportement mécanique
anisotrope du matériau. Les mécanismes à une échelle structurelle et leurs interactions ne font pas l’objet
de cette thèse, mais nous remarquons que cette difficulté à une échelle macroscopique conduit à des
mécanismes catastrophiques tant à l’échelle structurelle que à l’échelle du matériau.

D’un côté, à une échelle macroscopique du stratifié, les phénomènes mécaniques observés les plus
importants sont l’ablation et le cloquage. L’ablation de la surface du composite apparait à très hautes
températures (supérieures à 900 ◦C) en conséquence des réactions chimiques et des érosions mécaniques
produites par l’écoulement des gaz de réaction à la paroi [6]. Le cloquage (Figure I.5f) est, lui, induit
par deux causes principales : (i) l’augmentation de la pression interne du matériau dû à la dégradation
thermique et (ii) un chargement mécanique induit par le gradient thermique notamment à cause de la
dilatation thermique dans les différents états de dégradation du matériau.

D’un autre côté, en négligeant les phénomènes d’interaction entre la flamme et le stratifié, nous pou-
vons remarquer des mécanismes tel que le délaminage (Figure I.5d) ainsi que des chargements complexes
à l’échelle du matériau qui peuvent quand-même avoir des conséquences importantes dans la réponse
macroscopique de la structure. Ces phénomènes mécaniques à une échelle matériau sont également la
conséquence des différents mécanismes physiques qui interagissent entre eux et que nous détaillons en-
suite. A cette échelle du matériau nous pouvons donc distinguer trois mécanismes principaux associés
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à un chargement thermomécanique : la dilatation thermique, la dégradation thermique et la mise en
pression interne.

La dilatation thermique à l’échelle du matériau est un phénomène mécanique associé à la variation de
température. Elle est donc la conséquence du comportement thermique du matériau, qui se dilate avec
la température à un état de dégradation donné. Il dépend donc de la conductivité de la chaleur à travers
le composite ainsi que de l’état de dégradation des constituants. De plus, le fait d’avoir un matériau
anisotrope nécessite d’identifier des coefficients de dilatation différents pour les fibres et la matrice ou
directement ceux du stratifié selon l’orientation des fibres.

La dégradation thermique de la matrice polymère peut se séparer en deux étapes successives : (i)
la décomposition de la matrice par pyrolyse (Figure I.5a) et la production de porosité en résultant (Fi-
gure I.5b), et (ii) la décomposition des espèces carbonées (charbon et fibres) par oxydation (Figure I.5e).
La pyrolyse est un processus thermo-chimique qui se produit lorsque la matrice atteint un certain niveau
de température, nommé température de pyrolyse. Cette température est de l’ordre de 350 ◦C pour une
matrice epoxy. La production des gaz et du charbon par pyrolyse est une conséquence de ce mécanisme
de décomposition. La matière organique se dégrade avec la température et forme deux produits de ré-
action principaux, les résidus carbonés (char) et les gaz de décomposition. Ensuite, la décomposition
des espèces carbonées (fibres et charbon) est causée par des réactions d’oxydation entre l’oxygène et les
résidus carbonisés issus de la pyrolyse de la matrice (charbon), ou les fibres organiques. La décomposition
des fibres de carbone se produit à une température entre 700 ◦C et 900 ◦C, et forme des résidus sous
forme de cendres et des gaz de décomposition. Donc, la dégradation thermique a plusieurs conséquences
importantes à l’échelle matériau : (i) la modification des propriétés thermiques, (ii) la modification des
propriétés mécaniques, (iii) la mise en pression interne, et (iv) la perturbation du comportement ther-
mique interne par des phénomènes de conduction, échanges de chaleur par convection et rayonnement,
et le transport de gaz au sein du matériau.

La mise en pression interne du matériau est due à l’évolution de la dégradation thermique du matériau
associé à la montée en température. En effet, la perte de masse comme conséquence de la pyrolyse conduit
également à l’apparition des pores dans la matrice [3, 52, 65–67]. Les pores permettent l’accumulation
des gaz de décomposition, dont la pression interne va dépendre de la quantité de gaz accumulée de la
température du milieu et du volume des pores. Cela représente une source d’endommagement volumique
dans le matériau qui peut induire une dilatation ou contraction du matériau.

Le fait d’avoir un matériau anisotrope conduit à complexifier la caractérisation des phénomènes et
leurs couplages. En effet, la conduction thermique est anisotrope et cela induit des gradients de tem-
pérature différents selon l’orientation des fibres. Par conséquence, les mécanismes décrits précédemment
vont être influencés par cette anisotropie du matériau. De plus, les forts gradients dans l’épaisseur et la
dégradation thermique des propriétés mécaniques avec la température, en combinaison avec la dilatation
thermique et la mise en pression, peuvent induire de la fissuration et des délaminages.

Le délaminage apparait souvent entre les plis et consiste en un phénomène mécanique induit par le
champ de contraintes internes au sein des interfaces entre les plis. Selon Mouritz et Gibson [3] l’apparition
du délaminage est principalement dû à la pression exercée par les gaz accumulés dans les pores. Ceux-ci
favorisent la fissuration matricielle et sa propagation aux interfaces pour initier des délaminages, tant
au travers du front de dégradation que dans les régions non dégradées. Cependant, ils remarquent aussi
l’influence des gradients de contraintes et de déformations, comme étant la conséquence du fort gradient
thermique dans l’épaisseur et liée à l’orientation des fibres ainsi qu’à la dilatation thermique associée.
Nous remarquons donc l’importance des mécanismes à l’échelle matériau qui vont permettre d’apporter
des éléments de compréhension sur l’influence de la dégradation thermomécanique du matériau et sa
réponse mécanique, notamment concernant l’apparition des délaminages.

En ce qui concerne la modélisation, le choix doit se faire sur une compréhension de ces phénomènes et
de leurs interactions. Afin de réduire au maximum la complexité des modèles thermiques et mécaniques,
certaines hypothèses sont souvent faites pour privilégier la description des phénomènes prioritaires suivant
l’application finale visée. Ces différents aspects seront traités dans le paragraphe I.3.

Comme mentionné en introduction, cette étude se concentre sur la compréhension des mécanismes
d’endommagement a priori d’origine mécanique dont les délaminages. L’objectif principal est de concevoir
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un modèle suffisamment robuste pour l’estimation des performances résiduelles des composites exposés à
de hautes températures et présentant des délaminages en son sein. Au delà de la problématique de la tenue
au feu, le délaminage s’avère être un problème majeur dans les structures minces communément utilisées
dans le secteur aéronautique en raison de la perte de raideur induite notamment en compression [68,69].

De plus, ce mécanisme affecte de manière conséquente les propriétés thermiques apparentes du maté-
riau. La conductivité du matériau peut chuter notablement en fonction de la surface délaminée et de la
position du délaminage dans l’épaisseur. En effet, le délaminage se comporte comme une barrière ther-
mique en amont de la surface délaminée. En raison de la présence de cette barrière thermique, l’absence
d’évacuation de la chaleur dans la partie avale du délaminage conduit à une dégradation thermique im-
portante dans la région amont [14]. Cette dégradation implique alors une accélération de flux de gaz vers
les bords sans délaminage qui peuvent affecter l’écoulement de la flamme et en conséquence, la distribu-
tion du flux de chaleur incident sur la surface chauffée [3] mais également en face avant de l’échantillon
soumis au feu. Ainsi les paragraphes I.4 et I.5 se focaliseront sur les méthodes de caractérisation et les
modèles existants adaptés au délaminage en focalisant cette analyse de l’état de l’art dans le contexte de
la tenue au feu des composites.

Les fortes interactions entre les mécanismes présentés rendent la problématique de la tenue au feu des
composites extrêmement difficile à modéliser. Cette remarque souligne l’importance des essais de certifi-
cation pour assurer la sécurité recherchée dans le domaine aérien par exemple. Cette certification repose
alors sur une variété d’essais normalisés ou non pour caractériser la réponse du matériau à l’exposition
d’une source de chaleur. Une synthèse des essais expérimentaux est présentée dans le paragraphe I.1.2.

I.1.2 Approches expérimentales pour la qualification du matériau et de certification
des structures

Ce paragraphe se focalise sur les approches expérimentales concernant la tenue au feu des structures
en matériaux non-métalliques et susceptibles de réagir au feu. Cela implique tant la réaction au feu du
matériau que sa résistance [70]. La réaction au feu est définie comme l’ensemble des propriétés du maté-
riau qui définit son aptitude à interagir avec le développement de l’événement feu [70]. La résistance au
feu est définie comme l’aptitude d’une structure à résister un certain temps à une sollicitation thermomé-
canique [70]. L’objectif de ce paragraphe est de décrire des essais de tenue au feu pour des matériaux et
structures composites. Ces essais mettent en évidence la difficulté de séparer les mécanismes thermiques,
mécaniques et leurs interactions entre eux, difficulté qui constitue l’un des verrous scientifiques majeurs
de cette problématique.

I.1.2.1 Zones de feu

La norme ISO 2685 :1998 [71] décrit une méthode d’essai en environnement des équipements em-
barqués dans un aéronef pour estimer la tenue au feu dans les zones désignées comme « zones de feu »
(fire zones). Ces zones sont définies comme susceptibles d’affronter des événements feu (carter moteur
ou groupes auxiliaires de puissance par exemple). Le but est de garantir un minimum de résistance au
feu de tout équipement, composant et structure dans ces zones. L’essai consiste à exposer la zone de feu
concernée à une flamme standard de 1100 ◦C produite à l’aide d’un brûleur à gaz ou d’un combustible
liquide. Le composant ou la structure doit être installé dans des conditions équivalentes à celles mesurées
dans un avion. Deux degrés de résistance sont définis selon la performance recherchée [71] :

• la résistance de plus de 5 minutes à une flamme,

• la résistance de plus de 15 minutes à une flamme.

L’objectif de cette norme tient dans la certification d’assemblages structuraux susceptibles d’être exposés
à un événement feu. Il s’agit donc d’essais à grande échelle qui rendent difficile une caractérisation à
une échelle inférieure. Ensuite, nous décrivons brièvement les consignes à suivre pour la certification des
structures et la qualification des matériaux non-métalliques, y compris donc des composites.
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Figure I.6 – Schéma proposé par FAR25.856(b) :2008 and essai réel (DGA Techniques Aéronautiques)
de la résistance à la pénétration d’une flamme

I.1.2.2 Isolation thermique des structures composites

L’amendement FAR25.856 :2008 dans le NPA 2008-13 [61] dans la CS-25 (Spécifications de certifica-
tion, y compris le code de navigabilité et les moyens de conformité acceptables, pour les grands avions)
notifié par l’EASA sert à proposer des standards d’isolation thermique (et acoustique) pour tous les ma-
tériaux censés être installés dans le fuselage des avions commerciaux qui doivent vérifier la certification
CS-25. L’amendement propose des essais de résistance à la propagation (FAR25.856(a) :2008) et à la
pénétration (FAR25.856(b) :2008) d’une flamme ou source de chaleur définie. L’amendement propose un
essai de résistance à la propagation d’une flamme (FAR25.856(a) :2008) pour évaluer l’inflammabilité et
les performances d’isolation thermique lorsque le matériau est exposé à une flamme et à une source de
chaleur. La propagation de la flamme est définie comme la distance maximale atteinte par la flamme
dans l’éprouvette et mesurée du point central d’ignition de la flamme jusqu’à celui de son extinction dans
l’éprouvette. La flamme est générée par un bruleur principal à propane et la source de chaleur par un
panneau radiant à gaz ou électrique, ajusté pour atteindre une puissance de 1.7 W/cm2.

Un autre essai est proposé pour déterminer la résistance à la pénétration de la flamme (Burnthrough)
(FAR25.856(a) :2008). L’essai consiste à exposer une éprouvette du matériau à une flamme générée par un
brûleur à kérosène pendant quatre minutes. Le résistance au percement de la flamme est définie comme
le temps requis pour que la flamme standard pénètre l’éprouvette à une distance donnée de la surface
impactée du matériau isolant. Le montage consiste en une structure porte-échantillon positionnée à 30◦
de la verticale soumise à une flamme générée par un brûleur à kérosène en forme de cône. La température
de la flamme est stabilisée à une température de 1038 ◦C. La Figure I.6 montre un schéma de l’essai et
un exemple d’une structure soumise à cet essai réalisé à la DGA Techniques Aéronautiques. Le critère
de réussite de cet essai tient dans l’absence de la pénétration de la flamme au travers du matériau.
Le matériau doit se comporter comme un isolant pour limiter le transfert de la chaleur au travers de
l’épaisseur de l’échantillon. Cette épaisseur doit être représentative de la pièce installée dans l’avion [61].
Cet essai n’est donc pas un essai de caractérisation du matériau, mais un essai de structure pour la
qualification du matériau, qui fait partie du processus de certification des structures. Il est représentatif
d’une échelle inférieure de celui appliqué en « zones de feu » I.1.2.1.

D’autres essais à une échelle dite intermédiaire (dimensions v1 à 10 mètres) sont décrits dans la
littérature [3] afin de simuler une situation incendie pratique plus ou moins contrôlée. L’essai Single
Burning Item test, SBI est conçu pour déterminer la réaction au feu d’une structure en conditions de
risque d’incendie pratique. La procédure d’essai est définie dans le protocole EN 13823. Le Medium
Burning Item test, MBI est conçu pour déterminer les propriétés de propagation d’une flamme et le
dégagement de produits de combustion lorsque une structure est exposée à une flamme. Cet essai est défini
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par la norme ISO 21367. Des essais à plus grandes échelles (dans des fours ou salles) sont envisageables et
proposés dans les normes (BS476, ASTM E603-98, ISO 9705) [3] afin de déterminer l’intégrité structurale
des pièces sous sollicitation thermique ou thermo-mécanique en conditions feu.

Cependant, on observe que plus l’essai envisagé se rapproche des conditions réelles (tant pour la
flamme que pour le composant à tester), plus la difficulté à mesurer des propriétés de tenue au feu
caractéristiques est importante, en raison du fort couplage entre les différents phénomènes qui vont se
produire pendant l’essai.

A cette fin, il est nécessaire de séparer la problématique associée à la flamme de celle associée à
la dégradation de la structure. Pour cela, le paragraphe suivant décrit d’autres essais standardisés qui
permettent d’étudier la problématique d’interaction entre une flamme et une structure composite sur
deux axes principaux : (i) l’influence sur la flamme et sa propagation et (ii) l’influence sur la dégradation
thermomécanique du matériau.

I.1.2.3 Vers le passage entre la certification des structures et la qualification matériau :
Le cône calorimétrique

L’intérêt de ce paragraphe n’est pas d’entrer dans les détails des différents essais trouvés dans la
littérature, mais de classer les essais qui vont mieux maitriser une flamme afin d’être en capacité de
mesurer et contrôler un flux thermique associé. Cela semble nécessaire dans l’objectif d’envisager ensuite
une caractérisation de la réponse thermomécanique des matériaux composites, comme nous le présentons
dans le paragraphe I.2.

Le cône calorimètre est l’instrument le plus utilisé pour la mesure des propriétés de réaction au feu
telles que le taux de libération de chaleur (Heat Release Rate - HRR), le taux de dégagement de fumée
(smoke production), la taux de perte de masse (Mass Loss Rate - MLR) et le temps d’inflammation
(ignition time). La procédure d’essai est standardisée selon les normes ISO 5660-1 :2015 & ASTM 1354 [72,
73]. L’essai permet de mesurer indirectement la libération de chaleur du matériau pour l’obtention des
paramètres précédents. Cela permet de déterminer les caractéristiques de croissance d’un incendie et de
caractériser la réaction au feu du matériau dans un premier stade de conception des structures. L’essai
permet de tester des configurations différentes (verticale ou horizontale) et des flux de chaleur entre 0 et
100 kW/m2. L’application de ces normes pour les matériaux composites est autorisée. Cependant, une
préparation de l’éprouvette particulière est requise afin de garantir l’isolation thermique partielle des
bords de l’échantillon et d’assurer une décomposition du matériau n’atteignant pas les bords. Même si
l’essai permet de réduire l’échelle par rapport aux essais précédents, il implique toujours des phénomènes
multi-physiques complexes et couplés associés à la dégradation thermique.

Le cône calorimètre permet donc d’avoir un flux de chaleur contrôlé et mieux maitrisé sur la surface
exposée du matériau. D’autres essais permettant un meilleur contrôle du flux de chaleur sont mentionnés
dans la littérature [3]. Ce sont soit des adaptations de l’essai au cône calorimètre, soit des essais faisant
appel à d’autres instruments. De manière générale, ces essais ne sont pas spécifiques à un type de matériau
et sont donc applicables aux matériaux composites.

Dans [3], différentes versions de l’essai du cône calorimètre sont décrites. Une variante consiste à
effectuer l’expérience en condition d’atmosphère contrôlée, afin de piloter la quantité d’oxygène dans
l’environnement. Ces conditions sont plus représentatives d’un événement feu en zone confinée où la
quantité d’oxygène est limitée. Il est également parfois effectué à une échelle intermédiaire afin de tester
des échantillons ou des structures plus larges allant jusqu’à 1 mètre par 1 mètre.

Toujours afin d’éviter l’utilisation directe d’une flamme, d’autres configuration d’essais font appel à
un panneau radiant, qui permet de mieux contrôler le flux de chaleur incident sur la surface exposée du
matériau. Les essais au panneau radiant sont utilisés pour mesurer le taux de chaleur auquel le front de
flamme généré se propage sur la surface de l’échantillon en combustion. Ils servent aussi pour mesurer la
densité des gaz éjectés pendant l’essai [3].

Bien que l’ensemble de ces essais soit plus représentatif de la réponse structurale en présence d’un
flux de chaleur maitrisé, il reste encore discutable pour la caractérisation des propriétés matériaux dans
le cas des matériaux composites [3]. En effet, en raison de la dégradation du composite et l’émission
en face avant de gaz de pyrolyse, ces derniers peuvent s’enflammer et alors modifier totalement le flux
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de chaleur réel vu par le matériau et donc la réponse thermomécanique du matériau, comme expliqué
précédemment dans le paragraphe I.1.1.2.

I.1.3 Bilan de la certification des structures en matériaux composites dans le secteur
aéronautique

Au vue de la certification actuelle des structures primaires soumises à des sollicitations thermoméca-
niques importantes, plusieurs points peuvent être mis en avant. Ces essais de certification concernent des
structures au design déjà figé et il n’est pas concevable de remettre en cause leurs dimensionnements à la
fin du processus de certification pour des raisons évidentes de coûts. Le retour d’expérience des structures
soumises au feu concernent essentiellement des structures métalliques pour lesquelles un savoir faire est
acquis tant d’un point de vue risque lié au feu que d’un point de vue essais à mettre en œuvre pour
assurer la sécurité des passagers. Ce retour a donc dans un premier temps été appliqué de manière non
différentiée aux structures composites. Il ressort des essais classiquement critiques pour les structures
métalliques comme ceux du percement au feu, un comportement bien plus résistant avec des gains d’un
facteur de 4 à 5 sur le temps de pénétration de la flamme. Ce constat est imputable aux mécanismes de
dégradation complexe des matériaux composites. Néanmoins, le comportement thermo-dégradable des
composites pose des questions quant à l’exhaustivité des risques couverts par les normes de certification
des structures actuelles.

En raison de la phénoménologie associée à la dégradation thermomécanique des matériaux composites
exposés au feu comme présentée dans le paragraphe I.1.1.2, les essais actuels de certification montrent un
fort couplage des phénomènes physiques avec notamment une interaction entre la flamme et la structure.
Cela pose deux problèmes majeurs qui concernent (i) la représentativité des essais pour la caractérisation
de l’intégrité structurale et (ii) le chargement de la flamme et donc le flux thermique imposé qui n’est
plus indépendant de la structure.

L’objectif de cette thèse est de se focaliser les mécanismes d’endommagement pour simplifier et réduire
les marges de sécurité des structures composites. Il est donc primordial d’avoir une meilleure compréhen-
sion de ces mécanismes de dégradation en s’appuyant sur des approches numériques et expérimentales.
Or les essais présentés dans les paragraphes précédents sont trop orientés structures ou couplent trop
de phénomènes pour permettre une caractérisation et une modélisation adéquates des phénomènes mis
en jeu. Le paragraphe suivant a pour objectif de présenter des essais plus élémentaires permettant de
caractériser ces mécanismes.

I.2 Caractérisation des phénomènes thermomécaniques dans les
composites stratifiés

L’objectif de ce paragraphe est de présenter les moyens d’essais conventionnels pour la caractérisation
des propriétés physiques (thermiques, chimiques et mécaniques) des matériaux composites stratifiés en
fonction de la température afin d’améliorer la compréhension du comportement des composites exposés
au feu. Dans un premier temps, nous nous concentrerons sur les essais à l’échelle du matériau pour aller,
dans un second vers des essais plus structuraux ou des sollicitations moins homogène.

I.2.1 Caractérisation à l’échelle du matériau

Ces moyens d’essais cherchent à isoler les phénomènes physiques en jeu de sorte qu’on soit capable
d’identifier l’influence de la température sur chacune des propriétés physiques. Les essais présentés dans
le paragraphe I.1.2 bien que simples a priori sont loin de solliciter le matériau de manière homogène voire
maîtrisée. Il est alors nécessaire de proposer des essais afin de caractériser les trois physiques principales
exprimées ; à savoir : (i) la chimie, (ii) la thermique et (iii) la mécanique.

Nous ne nous intéressons ici aux propriétés thermiques de base telle que les conductivités, la chaleur
spécifique ou l’émissivité du matériau, qui servent en partie à décrire sa réponse thermique et qui font
l’objet des différentes études réportées dans la littérature [6, 51, 53]. Nous focalisons l’intérêt à la partie
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Figure I.7 – Principe des mesures couplées TGA et DSC [7]

mécanique, y compris la dégradation thermique et chimique associée à la montée en température. L’ob-
jectif est donc de comprendre les mécanismes de dégradation à une échelle macroscopique du matériau
qui vont permettre de déterminer des pics de changements d’état fortement influents sur les propriétés
mécaniques du matériau.

Pour cela, l’Analyse ThermoGravimétrique (ThermoGravimetric Analysis - TGA) et la Calorimétrie
différentielle à balayage (Differential Scanning Calorimetry - DSC ) sont des essais pour caractériser la
décomposition thermique de matériaux composites à matrice organique à l’échelle de la matière [3, 7,
12, 13, 54, 74]. Le dispositif de TGA permet la mesure du taux de perte de masse de l’éprouvette tandis
que le dispositif de DSC permet de calculer des enthalpies de réaction par la mesure du flux calorifique,
en fonction de la température et de la vitesse de chauffe. La température maximale de l’essai dépend
nécessairement du dispositif retenu mais doit être nécessairement supérieure à la température de la
réaction de décomposition recherchée du matériau. Ces essais sont soit réalisés en milieu oxydant (air ou
débit d’oxygène contrôlé) ou en milieu inerte (azote ou vide) [7, 12, 13]. Les principes des mesures TGA
et DSC sont détaillés sur la Figure I.7.

La gamme de température étudiée peut être balayée à différentes vitesses de chauffe avec des vitesses
variant de quelques degrés par minute à 100 ◦C/min, afin de déterminer les intervalles de température
où des transformations de l’état du matériau peuvent se produire. Afin d’isoler au mieux les différentes
réactions thermo-chimiques du matériau, la mise en œuvre de mesures en atmosphère inerte (sous azote
ou vide) permet d’isoler les réactions de pyrolyse se produisant uniquement sous l’effet de la température.
Tandis qu’en atmosphère oxydante, donc en présence d’oxygène, les réactions de pyrolyse et oxydation
peuvent être mises en évidence par les mesures TGA et par l’observation des pics dans le signal issu des
mesures DSC.

Afin d’illustrer ces phénomènes, la Figure I.8 présente un exemple des mesures en atmosphère oxydante
et inerte pour un matériau composite unidirectionnel en fibre de carbone et résine époxy de notre étude,
le T700GC/M21. On peut voir sur cet exemple l’influence de la rampe de température tant sur la perte
de masse dans les mesures TGA que sur les pics des réactions dans les mesures DSC, ainsi que l’influence
de l’atmosphère dans l’essai. La réaction de pyrolyse est observée clairement dans le cas d’une atmosphère
inerte sur la perte de masse (Figure I.8a), mais surtout sur l’énergie de réaction atteinte (Figure I.8c).
Cependant, la réaction de pyrolyse a une enthalpie de réaction faible en comparaison aux réactions
d’oxydation, donc elle est moins bien détectée par DSC (Figure I.8d) dans le cas d’une atmosphère
oxydante.

Certaines contraintes géométriques des coupons doivent être respectées afin de garantir que la tem-
pérature mesurée au niveau du creuset portant l’échantillon est représentative de celle de l’éprouvette
dans tout son volume et donc se décompose de manière homogène. Pour cela, les éprouvettes doivent
être suffisamment minces pour respecter l’hypothèse des milieux thermiquement minces qui postule que
l’équilibre thermique est atteint instantanément par l’éprouvette avec une température dans tout son
volume homogène et donc sans gradient thermique [7].

De nombreux auteurs utilisent ces techniques afin d’identifier un modèle de dégradation thermique
adapté aux matériaux composites [51,53]. Néanmoins, ils remarquent la complexité à coupler les analyses
TGA et DSC et à identifier précisément les paramètres associés à chaque réaction chimique. Afin de
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(a) Atmosphère inerte : TGA (b) Atmosphère oxydante : TGA

(c) Atmosphère inerte : DSC (d) Atmosphère oxydante : DSC

Figure I.8 – Reproductibilité de la perte de masse relative et du signal DSC dans une atmosphère inerte
ou de l’air à 2 K/min, 5 K/min et 10 K/min [8]
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Figure I.9 – a. Réponse contrainte-déformation (longitudinale et transverse) en température pour des
stratifiés [90]8 et b. comparaison du module transverse en fonction de la température par DMA et des
essais de traction pour des stratifiés [90]8

palier cette problématique, l’ONERA a développé un outil logiciel dédié, nommé ADeTheC (Analyse
de la Dégradation Thermique des Composites) permettant de post-traiter automatiquement les données
expérimentales issues des analyses TGA et DSC. Ces analyses sont effectuées sur un analyseur ther-
mogravimétrique couplé à un calorimètre différentiel à balayage METTLER-TOLEDO TGA/DSC3+.
Le but est d’obtenir les propriétés physiques élémentaires du matériau composite analysé permettant la
modélisation de sa dégradation thermo-chimique [7, 12,13].

Cependant, les contraintes de représentativité du matériau de ces essais limitent leur capacité de carac-
térisation. Ils sont donc représentatifs du comportement purement thermique, mais pas du comportement
mécanique. Pour l’analyse du comportement mécanique en température, différents auteurs [11,57,58,75]
s’appuient soit sur des essais classiques de caractérisation des matériaux ou des essais d’Analyse Méca-
nique Dynamique (Dynamic Mechanical Analysis ou DMA). Ces essais requièrent l’usage d’une enceinte
climatique pour reproduire des conditions en température. Le principe des essais DMA consiste à appli-
quer sur des échantillons une excitation sinusoïdale et d’observer l’évolution du module complexe ainsi
mesuré. Suivant le profil de chargement thermomécanique appliqué à l’échantillon, il est possible de me-
surer l’évolution par exemple de la partie réelle de la raideur en fonction de la fréquence de la sollicitation
et de la température.

La plage de température et de fréquence couverte par une machine DMA dépend du constructeur, et
doit être adaptée à l’analyse du matériau d’étude. Cela peut aller des températures négatives à des tem-
pératures supérieures à la température de pyrolyse du matériau, et des fréquences de quelques dixièmes
de hertz à plus de plusieurs centaines de hertz. Cependant, ces essais ne permettent pas de remonter
simplement à l’influence de la température ou de la vitesse de sollicitation sur les résistances. En effet,
les capacités des DMA sont en générale assez limitées avec des amplitudes ne dépassant pas, même pour
les plus importantes, le kN.

Les essais de traction monotone en enceinte climatique permettent de palier cette limite des essais
DMA mais également les questions sur la représentativité de ces essais au vu des dimensions des éprou-
vettes qui sont en général de l’ordre de la dizaine de millimètres. Ainsi des essais sur des machines
classiques permettent de palier ces lacunes et de caractériser les propriétés mécaniques (modules et ré-
sistances) en fonction de la température pour une vitesse de sollicitation établie.

Des essais DMA et en traction monotone ont été réalisés à l’ONERA afin de caractériser le comporte-
ment visqueux du matériau composite de notre étude à fibre de carbone et en résine époxy (T700GC/M21)
en sollicitation transverse et en cisaillement pour des stratifications [90]8 et [±45]4s respectivement [8,19,
22,76]. La Figure I.9 montre l’évolution de la réponse contrainte-déformation longitudinale et transverse
(traction monotone) pour une vitesse de sollicitation de 1 mm/min et à différentes températures, ainsi que
l’évolution du module transverse en fonction de la température pour différentes vitesses de sollicitation
(DMA). La Figure I.10, quant à elle, présente le comportement en cisaillement.
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Figure I.10 – a. Réponse contrainte-déformation (cisaillement) en température pour des stratifiés [±45]4s
et b. comparaison du module de cisaillement en fonction de la température par DMA pour des stratifiés
[±45]4s

Un comportement plus non-linéaire est observé en température tant en transverse qu’en cisaillement
en raison du comportement visqueux du matériau. Les essais en enceinte climatique servent de référence
pour caractériser le comportement du matériau, mais l’instrumentation dans l’enceinte est limitée et
un essai doit être effectué pour chaque température. L’autre limitation concerne l’inertie thermique des
enceintes climatiques et la difficulté d’obtenir une température homogène dans des volumes d’enceinte
parfois imposants. Ces inerties peuvent alors induire des temps de mise en chauffe important pouvant
poser des question sur la nature du matériau après une telle histoire thermique (postcuisson, séchage du
matériau...). La DMA permet de faire un balayage en fréquence de sollicitation et température sur des
petits échantillons du matériau permettant alors de s’affranchir de la problématique d’inertie thermique
et d’homogénéité du champ thermique dans le coupon. Cependant, la taille limitée des échantillons pose
des questions sur la représentativité d’un point de vue mécanique (séparation des échelles entre la taille
de l’échantillon et celle du VER). Les faibles excitations limitent l’exacerbation des effets non-linéaires à
température ambiante, mais permettent de les caractériser en température, sans arriver à des niveaux de
déformations aussi importants que pour des essais de traction monotone classique. La complémentarité
des essais de traction à l’aide de machine de traction classique et de DMA s’avère donc utile pour
l’identification du comportement des matériaux composites en fonction de la température.

Cependant, ces essais sont souvent limités en température, qui reste en dessous de la température de
pyrolyse du matériau (de l’ordre de 350 ◦C pour une matrice époxy) afin d’éviter la dégradation thermique
(par une perte de masse) du matériau. Afin de prendre en compte l’état de dégradation thermique du
matériau, des essais mécaniques sur des éprouvettes préalablement dégradées thermiquement permettent
de caractériser les propriétés résiduelles mécaniques du matériau en fonction du degré d’avancement
de la réaction de dégradation thermique [8, 9, 55]. Mouritz et Mathys [9, 55] ont effectué des essais de
caractérisation des propriétés mécaniques (modules et résistances à rupture) en traction, compression
et flexion, en fonction du temps d’exposition et du flux de chaleur imposé par un cône calorimètre.
Le matériau étudié est un stratifié composite en fibre de verre et résine polyester. Une réduction des
propriétés élastiques a été observée en fonction du temps d’exposition (voir les Figures I.11, I.12, I.13) à
un flux de chaleur de 50 kW/m2, à cause de l’augmentation de la température et la dégradation thermique
de la matrice.

Ces études permettent à la fois de : (i) trouver des grandeurs macroscopiques des propriétés méca-
niques du matériau dans différents états de dégradation afin de proposer ensuite des modèles de prévision
de la tenue mécanique résiduelle comme nous le présentons dans le paragraphe I.3, et (ii) améliorer
la compréhension des mécanismes thermiques, chimiques et d’endommagement induits à l’échelle des
constituants.
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Figure I.11 – Évolution de a. Module de traction et b. Résistance à la traction en fonction du temps
d’exposition pour un stratifié composite en fibre de verre et résine polyester exposé à un flux de chaleur
de 50 kW/m2 [9]

Figure I.12 – Évolution de a. Module de compression et b. Résistance à la compression en fonction du
temps d’exposition pour un stratifié composite en fibre de verre et résine polyester exposé à un flux de
chaleur de 50 kW/m2 [9]

Figure I.13 – Évolution de a. Module de flexion et b. Résistance en flexion en fonction du temps d’ex-
position pour un stratifié composite en fibre de verre et résine polyester exposé à un flux de chaleur de
50 kW/m2 [9]
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Figure I.14 – Essai de compression centrée combinée avec l’exposition au flux de chaleur unilatérale pour
évaluer la durée de vie des stratifiés composites [10]

I.2.2 Caractérisation plus structurelle

Bien que les précédents essais mécaniques pouvaient être considérés comme des essais homogènes d’un
point de vue du chargement appliqué, des essais sur éprouvettes élémentaires mais faisant intervenir un
gradient thermique plus représentatif de la réalité du chargement vue par le matériau sont également
proposés dans la littérature. Bausano et al. [10] ont proposé un montage expérimental schématisé sur
la Figure I.14 pour prévoir la durée de vie d’un composite stratifié en fibre de verre et résine vinylester
soumis à une compression centrée combinée à une exposition unilatérale à un flux thermique fixé issu
d’un cône calorimètre.

D’autres auteurs se sont aussi intéressés à la tenue en compression en fonction de la température et du
temps d’exposition [9,56,77,78]. Ils ont remarqué un mode de rupture structurel de flambage induit par
une rupture du matériau en compression faisant intervenir un micro flambement des fibres (kinking). Ce
mécanisme de rupture en compression est généralement corrélé avec le comportement non-linéaire de la
résine en cisaillement [79] qui est alors exacerbée en température [77]. Feih et al. [11,57,58] ont proposé un
montage similaire pour appliquer des chargements de traction ou compression sur des composites stratifiés
en fibre de verre et en résine vinylester combinés avec une exposition à un flux de chaleur imposé par
un cône calorimètre. Carpier et al. [80, 81] ont proposé un dispositif d’étude similaire pour l’étude de la
tenue structurale des composites à matrice thermoplastique, mais en utilisant un panneau radiant afin
de mieux maîtriser le flux de chaleur incident. Ces auteurs ont montré une réduction de la résistance en
traction avec le temps d’exposition et l’augmentation du flux de chaleur, présentant différentes étapes
de dégradation. Dans une première phase, un ramollissement de la matrice est observé. Cette première
phase est ensuite suivie d’une phase stabilisée avec une dégradation totale de la matrice mais en absence
de dégradation des fibres. Dans une dernière phase, la dégradation des fibres est constatée et conduit
à une stabilisation de la résistance à l’état de dégradation final des fibres. Ces différentes étapes sont
observées sur la Figure I.15.

Tant les essais de caractérisation matériau que les essais plus structuraux permettent d’améliorer la
compréhension de la réponse du matériau à la température et à l’exposition continu d’un flux thermique,
ainsi que d’analyser les différents mécanismes mis en jeu et leurs interactions. Ces mécanismes sont à
prendre en compte (si possible) dans les étapes de modélisation, qui sont décrites dans le paragraphe
suivant.
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Figure I.15 – Temps à la rupture en traction pour des stratifiés en fibre de verre/vinylester, pour différents
flux de chaleur [11]

I.3 Modélisation de la tenue au feu des composites

I.3.1 Échelle de caractérisation et modélisation de la tenue au feu

La modélisation de la réponse au feu des matériaux composites pour prévoir l’intégrité et la dura-
bilité des structures nécessite de modéliser les différents problèmes concernés, à savoir, la thermique,
l’endommagent, la tenue mécanique et la ruine structurelle [59]. Pour Mouritz et al. [59], la prévision
de l’endommagement matriciel est uniquement un problème thermique et non mécanique. Cependant,
la propagation du délaminage qui est bien souvent considérée comme un mécanisme catastrophique, est
bien pilotée par la réponse mécanique de la structure tandis que l’apparition du délaminage modifie de
manière substantielle la réponse thermique. Par cet exemple, on comprend que l’échelle de modélisation
est alors primordiale et c’est pour cela que dans ce paragraphe, une réflexion concernant cette échelle de
modélisation est présentée.

Comme introduit dans le paragraphe I.1.1, trois échelles d’analyse sont considérées pour les matériaux
composites, à savoir :

• l’échelle macroscopique qui correspond à celle du stratifié,

• l’échelle mésoscopique qui correspond à celle du pli,

• l’échelle microscopique qui correspond à celle des constituants.

L’échelle de caractérisation et de modélisation est entièrement liée au degré de description désiré /
nécessaire des phénomènes thermo-physico-chimiques. Ce requis est bien souvent dicté par le cas d’ap-
plication finale du modèle. Dans le cadre de la tenue au feu des composites pour des applications aé-
ronautiques, ce comportement matériau s’avère un problème nécessairement multi-échelle en raison des
mécanismes d’endommagement et de leur interaction. Le délaminage mentionné précédemment en est
un bon exemple puisqu’il est le produit d’une dégradation à l’échelle microscopique mais a des consé-
quences à l’échelle macroscopique. Le passage d’une échelle de modélisation à une autre nécessite alors
des techniques d’homogénéisation afin de considérer un milieu aux propriétés homogènes et équivalentes
à celle de l’état décrit aux échelles inférieures pour peu que la séparation des échelles soit possible. La
Figure I.16 représente l’ensemble des différentes échelles impliquées [12,13].

Cependant, la plupart des modèles cherchant des estimations de durée de vie ou de performances mé-
caniques résiduelles optent pour des approches phénoménologiques pour décrire l’évolution des propriétés

24



Chapitre I - État de l’art sur la tenue au feu des composites stratifiés

Figure I.16 – Séparation d’échelles pour l’étude de la réaction au feu des composites [12,13]

45° plies 0° plies 90° plies Delamination cracks Charred zone
Y

Figure I.17 – Coupe micrographique visualisant l’endommagement d’un composite stratifié quasi-isotrope
soumis à un impact laser [14]

mécaniques et des approches multi-constituants basées sur des lois d’homogénéisation qui permettent de
considérer un dégrée d’avancement de pyrolyse. Ces approches se basent sur une caractérisation à l’échelle
macroscopique et sont donc formulées à cette échelle. Elles nécessitent l’identification expérimentale d’un
certain nombre de paramètres de forme. Par conséquent, l’identification du modèle dépend du problème
considéré, et donc du matériau, de sa stratification et de sa sollicitation thermomécanique (type, vitesse,
flux de chaleur).

Certains mécanismes de dégradation mécanique peuvent se manifester à une plus petite échelle avant
d’induire des conséquences détectables à l’échelle macroscopique. Dans le cas d’un stratifié composite
exposé à un flux de chaleur, l’absence de dégradation observable visiblement en surface peut cacher
dans le volume d’autres mécanismes de dégradation comme de la fissuration matricielle en raison de la
température élevée imposée [8, 15,55,59].

La littérature concernant la dégradation au feu rapporte peu ces phénomènes de dégradation alors
que la présence de ces fissures matricielles peuvent altérer la conductivité thermique et la diffusion des
gaz au sein du matériau et, par conséquent, sa réponse thermique. Biasi et Leplat et al. [6, 14] illustrent
ce phénomène sur un stratifié CFRP impacté par un faisceau laser (Fig. I.17) afin de montrer le couplage
entre la fissuration de la matrice (délaminages) et la réponse thermique.
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En effet, il s’avère que les mécanismes qui déclenchent le délaminage ont lieu à l’échelle des fibres et
de la matrice [14, 59]. Cette remarque implique donc pour le modèle de prendre en compte une descrip-
tion des mécanismes d’initiation des fissurations matricielles qui vont ensuite induire les délaminages aux
interfaces entre les plis. Cependant, une telle exigence de raffinement peut facilement complexifier l’étape
de caractérisation des mécanismes et la future formulation d’un modèle thermo-mécanique. Afin de palier
cette difficulté, des modèles de changement d’échelle basés sur des lois d’homogénéisation semblent une
solution pour passer d’une échelle de caractérisation du comportement des constituants, à une échelle ma-
croscopique du stratifié [6]. Cependant, cette stratégie est souvent coûteuse d’un point de vue numérique
et difficile à mettre en œuvre selon la complexité du modèle. Des modèles à une échelle intermédiaire
s’avèrent alors une solution pragmatique, afin de décrire les phénomènes mécaniques à l’échelle du pli et
de l’interface et ainsi estimer correctement les effets à l’échelle du stratifié. L’échelle mésoscopique est
alors à la fois pertinente pour la prévision du comportement du stratifié quelle que soit sa séquence d’em-
pilement mais également pour prendre en compte les mécanismes de dégradation aux échelles inférieures
de manière simple et efficace [77].

Néanmoins, quelle que soit l’échelle de modélisation choisie, la prévision de la réponse thermoméca-
nique des matériaux composites exposés au feu nécessite tant une modélisation des phénomènes ther-
miques que mécaniques. Pour cette fin, nous présentons ensuite les modèles principaux concernant la
dégradation thermique et thermomécanique des composites. La plupart des modèles partent du principe
du découplage du problème thermique et mécanique en raison des temps caractéristiques différents pour
ces deux physiques. En effet, les temps caractéristiques des phénomènes thermiques sont plus importants
que ceux mécaniques. CPar conséquent, la modélisation de la dégradation thermique peut donc être abor-
dée indépendamment pour les différentes échelles. La modélisation thermomécanique est alors abordée
comme une réponse instantanée à un état thermique donné. Dans le paragraphe suivant, au travers d’un
état de l’art général, nous abordons les modèles principaux présentés dans la littérature.

I.3.2 Modélisation de la dégradation thermique

Comme nous l’avons introduit précédemment, la modélisation de la réponse thermique permet d’es-
timer a minima l’endommagement dû à la dégradation en volume du matériau [59]. Plusieurs auteurs
se sont intéressés à cette problématique avec l’apparition des premiers modèles dès les années 1980-
90 [51–53]. Il s’agit de modéliser les phénomènes qui influencent les transferts de chaleur au sein du
matériau. Pour cela, les modèles sont formulés en accord avec des lois de conservation générales, dont
les formes locales (dérivées partielles des quantités à conserver par rapport au temps t) sont présentées
ci-dessous [6] :

Conservation de la masse : ∂ρ
∂t +−→∇ · (ρ−→v ) = ρmasse

Conservation de la quantité de mouvement : ∂ρ−→v
∂t +−→∇ · (ρ−→v ·−→v ) = pforce

Conservation de l’énergie : ∂q
∂t +−→∇ · (q−→v ) = pénergie

(I.1)

Les termes de droite correspondent à des apports externes au système ; à savoir, l’ensemble des sources
de masse représenté par ρmasse, l’ensemble des forces appliquées au point matériel par pforce et les énergies
externes provenant des sources de chaleur ou mécaniques par pénergie. Les quantités à conserver sont la
masse volumique (ρ), la quantité de mouvement (ρ~v) et l’énergie interne (q).

L’objectif alors des modèles thermiques actuels est de définir l’expression et l’évolution des différents
paramètres de ces lois de conservation afin de modéliser les phénomènes thermiques les plus importants
décrits dans le paragraphe I.1.1. Le bilan d’énergie considère toujours l’hypothèse d’équilibre local, à savoir
que la température au point matériel considéré est identique à celle des constituants [6]. L’équation sur
la conservation d’énergie modélise les termes de conduction, de transport des gaz et de décomposition du
matériau, comme explicité dans le modèle de Henderson et al. [51] :

∂ρh

∂t︸ ︷︷ ︸
Instationnarité

= ∂

∂x

(
k
∂T

∂x

)
︸ ︷︷ ︸
Conduction

− ∂

∂x

(
ṁ′g ·hg

)
︸ ︷︷ ︸

Transport gaz

− Q
∂ρ

∂t︸ ︷︷ ︸
Décomposition

(I.2)
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avec ρ la masse volumique, t le temps, T la température, x la distance sous la surface exposée dans
la direction de l’épaisseur, h l’enthalpie du matériau, hg l’enthalpie des gaz de décomposition, k la
conductivité thermique, ṁ′g le débit massique des gaz de décomposition et Q la chaleur de réaction par
pyrolyse. Suivant le modèle considéré, différentes formulations de l’évolution et de la dépendance des
propriétés du matériau en fonction de la température et de l’état du matériau sont proposés dans l’état
de l’art [6, 15,51,53,75].

Le bilan de conservation de la masse doit être établi pour chaque constituant i (séparément ou
globalement). Donc, l’équation de conservation de la masse pour un constituant i s’écrit comme :

∂

∂t
(ρiφi)) + ∂ṁ′i

∂x
= σmasse,i (I.3)

avec ṁ′i le débit massique local et σmasse,i l’ensemble des termes sources massiques du constituant i [6].
La complexité du bilan de masse dépendra des hypothèses formulées autour la nature du modèle (bi-
constituant, tri-constituant, multi-constituant), pour modéliser les processus de dégradation du compo-
site. De manière générale, la décomposition du matériau est décrite par une loi de thermocinétique de
dégradation, soit mono-réaction (pyrolyse) ou multi-réaction (pyrolyse en plusieurs étapes, dégradation
des fibres) [3, 6].

L’équation de conservation de la quantité de mouvement régit le transport de gaz de décomposition
au travers du point matériel. Ce phénomène représente des écoulements fluides dans des milieux poreux
à faible numéro de Reynolds et pour lesquels les termes inertiels peuvent être négligés [6]. Une simple loi
de Darcy est alors retenue :

−→v g = −Kp

µ

(−→
∇P − ρ−→g

)
(I.4)

avec ~vg la vitesse de filtration des gaz, KP la perméabilité du matériau, µ la viscosité, P la pression du
gaz et g l’accélération gravitationnelle.

La plupart des modèles thermiques actuels se focalisent sur la description des processus et interactions
thermo-physico-chimiques [6,51–53]. Henderson et al. [51] et Gibson et al. [53] proposent un modèle 1D de
dégradation thermique bi-constituant (matériau vierge et matériau dégradé) sous l’hypothèse d’équilibre
thermique local. Le taux d’évacuation des gaz est négligé par l’hypothèse que les gaz sont éjectés dès
leur formation. Pour eux, les propriétés thermiques du matériau sont exprimées en fonction de la tem-
pérature comme des lois d’homogénéisation entre les propriétés du matériau dans l’état vierge et celles
dans l’état pyrolysé (char). Henderson et Wiecek [82] proposent un nouvelle version du modèle thermique
précedent [51]. Il s’agit d’un modèle tri-constituant (matériau dans l’état vierge, char, et gaz de décom-
position) avec la prise en compte de l’expansion thermique et l’accumulation des gaz de décomposition
dans le matériau solide. Ce modèle s’appuie sur l’hypothèse d’équilibre thermique local, hypothèse sur
laquelle les auteurs eux-même émettent des doutes. L’estimation des pressions internes des gaz est donc
approximative et à prendre en compte avec réserve [82]. Afin de palier ces réserves, Florio et al. [52]
proposent un modèle thermique basé sur [82], en revenant sur l’hypothèse d’équilibre thermique local.
Ainsi une variation de température au niveau microscopique peut grandement influencer la production
du gaz de décomposition considéré, sa vitesse de dégagement et sa pression interne. Biasi [6] propose un
modèle de dégradation thermique étendu aux configurations 2D et 3D à partir d’une méthode de volumes
finis sur maillage non structuré et repose sur une résolution implicite de son système d’équations dans
lequel il considère plusieurs constituants solides ou gazeux. Un couplage aérothermique simple est aussi
étudié afin d’analyser l’influence de la flamme sur les échanges convectifs et sur le flux effectif sur la
surface exposée du matériau.

Zhan et Case [83] proposent un modèle thermo-mécanique éléments finis en 3D, sous chargement ther-
mique et de compression. La modélisation mécanique repose sur une formulation des équations consti-
tutives pour un matériau orthotrope, avec la prise en compte des effets viscoélastiques sur la raideur du
matériau. Luo et Desjardin [67] proposent un modèle thermo-mécanique, avec la prise en compte des
déformations mécaniques issues de la pression interne exercée par les gaz de décomposition. Pour cela,
le travail des forces de pression est considéré dans le bilan énergétique. Aucun autre phénomène méca-
nique n’est pris en compte dans le modèle. Même si les résultats en température restent similaires à ceux
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Figure I.18 – Phénomènes physiques associés aux différents niveaux de température [15]

de [52, 82], le modèle souligne l’importance de certains termes dans les lois de conservation de l’énergie,
qui peuvent affecter radicalement la distribution de pression interne, et donc sur la réponse mécanique du
matériau. La réponse mécanique de matériau ne s’appuie pas que sur l’estimation des pressions internes
exercées par les gaz de décomposition mais a minima sur le couplage thermomécanique induit par le
gradient thermique appliqué au matériau. Ce aspect est traité dans le paragraphe I.3.3.

I.3.3 Modélisation de la réponse thermomécanique d’un composite soumis à un flux
thermique

La modélisation de la réponse mécanique dépend tant de la bonne estimation de la réponse ther-
mique que de la bonne description des phénomènes mécaniques impliqués. Dans notre but de décrire la
propagation des fissures en température pour des matériaux composites, la réponse mécanique néces-
site de traiter trois principaux aspects : le comportement du matériau, la rupture et l’endommagement.
Cela rend important le choix de l’échelle de modélisation. Ce dernier point est d’autant plus important
lorsqu’il est envisagé de modéliser des phénomènes qui ne sont pas facilement accessibles à une échelle
macroscopique, par exemple, les critères de rupture et les mécanismes d’endommagement à l’échelle des
constituants ou aux intraplis et/ou aux interfaces ou aux interplis [15].

La Figure I.18 [15] montre les plages approximatives de température d’apparition des phénomènes
thermomécaniques principaux. Cependant, la complexité du couplage entre la réponse thermique et méca-
nique, la complexité des mécanismes de dégradation et d’endommagement, ainsi que le choix de l’échelle
de modélisation représentent un axe d’étude ouvert actuellement dans la littérature non seulement pour
l’aspect thermique mais également mécanique. Pour cette raison, de nombreux auteurs décomposent le
problème thermomécanique en deux parties lorsque l’application finale le permet. D’un côté, le champ de
température est obtenu par un modèle de dégradation thermique avec un modèle de thermocinétique du
type de ceux présentés dans le paragraphe I.3.2 et d’un autre côté, la réponse mécanique est estimée en
prenant en compte l’évolution des propriétés mécaniques en fonction de la température et de l’état phy-
sicochimique du matériau. De manière similaire au paragraphe I.3.2, une revue des différentes approches
mécaniques sont présentées et regroupées selon la modélisation retenue, tant à température ambiante
dans un premier temps que son adaptation en température dans un deuxième temps.
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I.3.3.1 Modèles de comportement et rupture à l’ambiante d’un composite stratifié

Prise en compte du comportement visqueux à l’échelle du pli La prévision de la réponse méca-
nique du composite passe souvent par la caractérisation et la modélisation du comportement élémentaire
du pli et ensuite le passage à l’échelle macroscopique par la théorie classique des stratifiés (CLT) [64].
Il s’agit de la théorie la plus utilisée pour la prévision du comportement mécanique d’un composite
stratifié soumis à un chargement mécanique. Sur le principe, il s’agit d’une méthode d’homogénéisation
permettant de passer du comportement du pli à celui du stratifié.

Cependant, afin d’avoir une bonne estimation de la rupture du composite, il est nécessaire d’avoir
une bonne prévision de la rupture dans les plis ou aux interfaces entre les plis. Pour cela, il faut étendre
l’approche classique (CLT) à des comportements non linéaires (CLT non-linéaire). Le comportement du
stratifié est donc déterminé à partir du comportement élémentaire endommageable du pli et de celui des
interfaces entre plis.

Il est donc nécessaire de séparer les effets (linéaires et non linéaires) sur le comportement du pli,
sur l’endommagement et sur la définition de critères de rupture. En ce qui concerne le comportement
du pli, une approche basée dans la mécanique des milieux continus et dans un cadre thermodynamique-
ment admissible permet d’assurer une signification physique aux non linéarités introduites, tels que des
effets visqueux. Pour cela, nous trouvons différents modèles pour reproduire une tel comportement non-
linéaire [84–88], tel que le modèle viscoélastique spectral proposé par Maire et al. [16,89,90]. Ce modèle
nous sert de base pour la modélisation du comportement à l’échelle du pli dans un premier temps, afin
d’intégrer plus facilement la dépendance à la température dans un deuxième temps. Cette approche sera
donc utilisée dans la suite du manuscrit.

La formulation de ce modèle modèle est décrit par l’Équation I.5 :

σ = C̃ : (ε− εth − εve) avec S̃ = C̃
−1 (I.5)

avec C̃ et S̃ des tenseurs d’ordre 4 correspondant aux tenseurs d’élasticité en raideur et en souplesse. ε,
εth et εve représentent les déformations totales, thermiques et visqueuses. Le tenseur des déformations
thermiques est calculé par une approche thermo-élastique classique :

εth = (T − T0) αth (I.6)

avec εth le tenseur de dilatation thermique et T0 la température libre de contrainte. Le tenseur des
déformations visqueuses εve est calculé à partir d’un modèle viscoélastique spectral dont le principe est
de pondérer par un poids µi chaque mécanisme visqueux élémentaire ξi associé à un temps caractéristique
de relaxation τi [16]. Cela permet de définir la répartition complète des poids µi par une enveloppe de
type gaussienne déterminée par la connaissance des deux paramètres de forme de la distribution, n0 et
nc, comme schématisé dans la Figure I.19.

Donc les temps caractéristiques et les poids des mécanismes visqueuses sont exprimés comme :
τi = eni

µi =
1

n0
√
π
e
−
(
ni−nc
n0

)2 (I.7)

et la déformation visqueuse peut s’exprimer comme la somme de la contribution de tous les mécanismes
visqueux élémentaires : 

ε̇ve =
∑
i

ξ̇
i

τiξ̇i + ξ
i

= µi S̃
R : σ

(I.8)

avec S̃R le tenseur effectif de souplesse visqueuse [90]. Le tenseur de souplesse visqueuse initial n’a pour
seules composantes non-nulles que les composantes transverses et de cisaillement. Le tenseur de souplesse
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Figure I.19 – Réprésentation de la répartition des poids µi de chaque mécanisme visqueux élémentaire
ξi en fonction de son temps caractéristique τi [16]

est formulé à l’échelle mésoscopique sur le principe que l’apparition d’endommagement à l’échelle de la
fibre et de la matrice n’a pas un impact majeur sur le comportement élastique mais essentiellement sur le
comportement visqueux par l’effet associé aux endommagements autour des fibres. Il est défini comme :

S̃
R = SR +

3∑
i=2

δi H
δi (I.9)

avec δi deux variables d’endommagement à l’échelle microscopique dont les effets sont traduits au travers
du tenseur d’effet visqueux Hδi . Sous l’hypothèse que l’endommagement matriciel à l’échelle microsco-
pique ne peut se développer que dans les deux directions transverses aux fibres (sens 2 et 3), les forces
thermodynamiques (y2, y3) pilotent l’évolution des variables d’endommagement associées (δ2 et δ3) à
la déformation visqueuse dépendant directement de la partie positive des déformations dites élastiques.
Chaque force thermodynamique a une contribution en mode ouverture (yni ) et une autre due au cisaille-
ment (yti) : 

εe = ε− εve − εth

δi = δci

[
1− exp

(
〈
√
yi−
√
y0
i 〉
pδi
+√

yci

)]
avec δ̇i ≥ 0

yi = yni + yti
yni = C0

ii,iiε
e+
ii avec i = 2, 3

yti = biC
0
ij,ij ε

e+
ij + bipC

0
ik,ik ε

e+
ik avec j = 1, 2 et k = 3, 1

(I.10)

avec (bi, bip, y0
i , y

c
i , p

δi) des paramètres matériaux qui pilotent la cinétique d’endommagement et ses cou-
plages selon le chargement.

L’étape suivante vise à adapter ce type des modèles de comportement en prenant en compte la
température puis l’endommagement du matériau, ainsi qu’à formuler des critères de rupture du pli et des
interfaces adaptés, comme nous le présentons dans le paragraphe suivant.

Prise en compte de l’endommagement Un modèle d’endommagement cherche à modéliser les
conséquences des mécanismes de dégradation observés au sein du pli afin d’obtenir ensuite une prévision
de la réponse mécanique du stratifié. Dans la littérature il existe entre autres des approches comme la
Progressive Failure Analysis (PFA) [91,92] et la Mécanique Continue de l’Endommagement (Continuum
Damage Mechanics-CDM) [93–95].

L’objectif de ce manuscrit n’est pas de rentrer dans les détails des modélisations classiquement utilisées
mais seulement d’en rappeler les principes fondamentaux. Le principe de la PFA est de modéliser la
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Figure I.20 – Schéma des mécanismes d’endommagement modélisés pour des matériaux composites stra-
tifiés [17]

rupture locale du matériau et sa conséquence sur la réduction des propriétés mécaniques apparentes
du matériau. Cependant cette approche est basée sur des critères de rupture qui peuvent conduire à des
comportements non thermodynamiquement admissibles [96]. La mécanique continue de l’endommagement
considère quant à elle le pli comme un milieu continu endommageable. Le matériau est considéré être à
chaque instant dans un état d’équilibre thermodynamique local [95]. Une exemple du modèle à l’échelle
du pli formulé dans le cadre de la CDM est le mésomodèle proposé par Ladevèze [17]. Il s’agit d’un modèle
très répandu dans la littérature pour la prévision de la rupture des pièces composites parce qu’il prend
en compte trois modes d’endommagement au sein du pli ; à savoir : la rupture de fibre, la fissuration
matricielle et la décohésion interfaciale fibre-matrice. De plus, le délaminage est modélisé entre les plis
adjacents à l’aide d’un modèle de zones cohésives (plus de détails seront apportés spécifiquement sur ce
point dans le paragraphe I.5). La Figure I.20 montre un schéma des différents mécanismes considérés.

En combinant les principes de la CDM et de la PFA, l’ONERA a développé un modèle multi-échelle
pour des composites à matrice céramique et à matrice organique [18,90]. Le modèle permet donc de trai-
ter des chargements macroscopiques, calculer la contrainte au sein de chaque pli à partir des méthodes
de changement d’échelle (CLT non linéaire ou autre) et prendre en compte ainsi l’évolution des endom-
magements des plis et leur conséquence sur la tenue mécanique des pièces en composites. La Figure I.21
montre le principe de la démarche du modèle. La rupture à l’échelle du pli est basée sur les critères de
Hashin [97] et quatre modes de rupture sont pris en compte dans le modèle ONERA [18,19] :

• 2 pour le mode fibre (rupture des fibres)

• 2 pour le mode transverse (fissuration de la matrice)

puisque l’on sépare pour chaque mode les sollicitations de traction de celles de compression. Les modes
de rupture des fibres en traction ou en compression de la matrice sont dits catastrophiques, car l’appa-
rition d’une rupture de ce type à l’échelle du pli conduit nécessairement à la rupture du stratifié. En
revanche, les modes de rupture en traction de la matrice et l’apparition de fissuration transverse sont non
catastrophiques.

Thermoélasticité pour la prise en compte des contraintes thermiques : vers une modélisation
thermomécanique Un aspect important à traiter concerne la dilatation thermique longitudinale et
transverse. Il est classiquement admis une description thermoélastique pour l’écriture de la déformation
thermique, comme nous l’avons présenté dans l’Equation (I.6). Les déformations thermiques générées sont
traduites comme des contraintes internes du matériau. Cela représente un chargement supplémentaire à
considérer au sein du stratifié et qui dépend fortement de la stratification comme l’illustre la Figure I.22.

Il est donc nécessaire d’étendre ces chargements thermiques à des chargements thermiques non homo-
gènes dans l’épaisseur du stratifié et avec la prise en compte d’une éventuelle dégradation thermique du
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Figure I.21 – Schéma de principe de l’approche progressive de la rupture pour des composites strati-
fiés [18]

Figure I.22 – Schéma de l’influence d’un chargement thermique sur un stratifié et explication de l’origine
thermique des contraintes internes [19]
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matériau. Nous avons remarqué que les modèles de prévision à température ambiante prennent en compte
déjà un grand nombre de mécanismes. Donc, il s’avère nécessaire de conserver une approche simplifiée
dans le cadre de la tenue au feu.

I.3.3.2 Prise en compte de la température sur le comportement du stratifié

Au vu de la complexité de la modélisation et du caractère fortement couplé des mécanismes d’en-
dommagement observés dans les composites soumis au feu, il s’avère important de ne se focaliser que
sur les mécanismes prioritaires susceptibles d’affecter fortement les performances mécaniques résiduelles
des structures composites stratifiés [19]. De cette manière, l’adaptation des modèles au comportement
thermo-mécanique passe par une bonne description des phénomènes (linéaires et non linéaires) en fonc-
tion de la température. Ces phénomènes vont affecter le comportement et les propriétés mécaniques du
pli, mais également les propriétés de l’interface [3, 77]. Il s’agit donc de prendre en compte l’influence de
la température dans la modélisation (i) des propriétés mécaniques du matériau et (ii) de la dilatation
thermique. Il en va de même pour la prise en compte de l’endommagement thermique tant à l’échelle du
pli (dégradation par décomposition du matériau) qu’à l’échelle de l’interface (délaminage) sur les proprié-
tés thermomécaniques. Nous présentons ensuite ces aspects en nous appuyant sur les travaux précédents
de la littérature.

Propriétés mécaniques en fonction de la température Les propriétés mécaniques du matériau
sont largement dépendantes de la température, avant même l’apparition du char [3]. Pour cela, Ma-
hieux et Reifsnider [98] ont proposé des approches phénoménologiques pour décrire les propriétés mé-
caniques avec une dépendance explicite à la température. Dans un premier temps, les approches ne
considèrent pas la présence d’une dégradation volumique (char) et se focalisent sur la relaxation de la
résine avant la température de transition vitreuse. Il s’agit donc de fonctions semi-empiriques pour l’ajus-
tement des propriétés mécaniques expérimentales en fonction de la température et de celle de transition
vitreuse suivant une distribution d’accumulation de type Weibull :

P (T ) = PR + (PU − PR) exp
(
−
(
T

T0

)m)
(I.11)

avec les indices U et R concernant la valeur dans l’état initial ou assoupli tandis que T0 est la température
de relaxation et m l’exposant de la fonction de Weibull à identifier expérimentalement.

Par une approche plus physique et moins phénoménologique, Bai et al. [75] ont proposé une dépen-
dance en température des propriétés élastiques d’un matériau composite en fibre de verre. Les propriétés
élastiques sont simplifiées par des formulations basées sur des lois d’homogénéisation, supposant que le
matériau est un mélange des différents états du matériau (vitreux/cristallin, caoutchouteux et fluide) :

Em = Eg(1− αg) + Erαg(1− αd) (I.12)
avec Em la propriété élastique du matériau et α le degré de conversion entre phases du matériau. Les
indices g et d font référence à la transition vitreuse et la fusion des cristaux du polymère respectivement.

Ces travaux montrent en effet que les propriétés mécaniques de la matrice polymère sont forte-
ment influencées par la température et présentent un comportement visqueux même à température
ambiante. L’endommagement de la matrice devrait alors être affecté par une telle dépendance, avant
même toute perte de masse du composite. Afin de modéliser plus finement les effets de la température
Mahieux et al. [98, 99] ont évalué l’influence de la température sur le comportement de la matrice en
considérant la microstructure des constituants.

L’élévation de température conduit à la destruction de liaisons chimiques faibles (liaison de type
hydrogène, Van des Waals) et par conséquent, à la relaxation du polymère. Cela est modélisé par une
évolution du module élastique suivant une distribution de type Weibull en considérant les deux transitions
principales du matériau avec la température entre leurs différents phases (vitreux/cristallin, caoutchou-
teux et fluide) :

E(T ) = (Eglassy − Erubbery) exp
(
−
(
T

Tg

)mg)
+ Erubbery exp

(
−
(

T

Tflow

)mf)
(I.13)
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Figure I.23 – Modèle micromécanique pour le déscription de la fracture longitudinale des fibres pour des
matériaux composites [20]

avec Eglassy et Erubbery les modules instantanés mesurés au début des plateaux des transitions vitreuse
et caoutchouteuse. Les indices g et f correspondent à des températures de transition vitreuse ou de
fusion. De manière analogue, ils ont proposé un modèle pour l’estimation de la résistance en traction des
composites sous l’hypothèse que les endommagements dans le composite dus à la charge sont uniquement
des ruptures dans les fibres. La rupture de fibres est modélisée par une distribution de Weibull, et
la charge est distribuée dans les fibres non rompues. Ces fibres non rompues sont immergées dans un
matériau homogène dont les propriétés apparentes sont calculées par une loi de mélanges classique. Cette
représentation de la microstructure du matériau est schématisée dans la Figure I.23 [20].

Nous remarquons la complexité de ces dernières approches plus physiques à une échelle inférieure
(échelle des constituants), tant pour la caractérisation des mécanismes que leur modélisation. Afin de
simplifier tant la caractérisation que la modélisation, des approches intermédiaires ont été proposées et
sont présentées dans le paragraphe suivant pour la prise en compte de la température dans le comporte-
ment du pli.

Équivalence temps-température pour la prise en compte de la température Gibson et al. [77]
proposent une expression pour fitter les propriétés mécaniques des stratifiés thermodurcissables basée sur
l’Equation (I.11). L’expression suivante décrit le comportement sous l’hypothèse du principe d’équivalence
temps-température.

P (T ) = PU −
PU − PR

2

(
1 + tanh

(
k
H

R

(
1
Tg
− 1
T

)))
(I.14)

avec PU , PR , kHR et Tg les quatre constantes à fitter.
Berthe et al. [21,100] ont identifié une dépendance à la température via un comportement de matrice

visqueuse à l’échelle des plis, sur la base du principe de superposition temps-température [101]. Il s’agit
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Figure I.24 – Courbes de comportement contrainte-déformation pour différentes températures et vitesse
de sollicitation pour des éprouvettes T700GC/M21 [±45◦]s [21]

d’un modèle viscoélastique spectral non linéaire du pli, formulé dans un cadre thermodynamiquement
admissible et basé sur le modèle du pli présenté dans le paragraphe I.3.3.1 à la page 29. Berthe et al. [21]
ont étendu ce modèle pour des composites stratifiés en fibres de carbone et résine époxy (T700GC/M21)
à des vitesses de sollicitation faibles (de l’ordre de 10-4 à 10-1 m/s) et à de faibles températures (entre
-100 ◦C et 20 ◦C). Le matériau est similaire à celui de notre étude. Ces conditions ont permis d’iden-
tifier le comportement viscoélastique du pli dans ces conditions pour des sollicitations transverses et
en cisaillement hors plan. La FigureI.24 montre l’influence des effets visqueux sur le comportement en
cisaillement du pli. Nous remarquons la formulation à l’échelle mésoscopique de cette approche, ce qui
permet d’envisager une caractérisation du comportement du pli à des hautes températures.

Des études ont suivi et ont permis d’identifier cette dépendance à la température sur le comportement
des plis pour notre matériau d’étude. Pour cela une base de données fournie par le projet européen Future
Sky Safety (FSS) [8] a été utilisée et complétée par des tests expérimentaux supplémentaires. Ces essais
sont principalement des essais de traction en température et des DMA (Dynamic Mechanical Analysis)
équivalents à ceux exposés dans le paragraphe I.2.1 [8, 22]. La Figure I.25 montre une comparaison
entre les données expérimentales et les résultats obtenus par des simulations par éléments finis pour des
essais de traction transverse et de cisaillement (Figure I.25a et I.25b) pour trois températures différentes
(20, 80 et 140 ◦C). L’essai de traction transverse consiste à réaliser un essai de traction sur un [90]8
unidirectionnel alors que l’essai de cisaillement consiste à réaliser un essai de traction sur un [±45◦]4s [22]
à vitesse de déplacement contrôlée.

On peut constater sur la Figure I.25 l’influence importante de la température sur le matériau et que
cette influence est plus marquée pour le comportement en cisaillement que pour le comportement trans-
verse. On remarque ensuite que la comparaison entre la réponse du modèle et les essais est parfaitement
convaincante pour les essais transverses et le semble moins pour les essais en cisaillement. Cela s’explique
principalement par l’absence d’endommagement à l’échelle du pli dans les essais transverses contraire-
ment aux essais sur des stratifiés de type [±45◦]4s. Ainsi le comportement non linéaire dû à la viscosité
de la matrice s’exprime avant le plateau des courbes de cisaillement et pour des niveaux de déformations
inférieurs à 1.5% à l’échelle du stratifié. Enfin, il est important de souligner que ce modèle traduit non pas
un comportement uniaxial mais un comportement multiaxial nonlinéaire quelle que soit la sollicitation
vu par le pli. Ainsi, il est remarquable que par une unique une distribution de mécanismes visqueux, le
modèle soit capable de traduire à la fois l’influence de la température sur le comportement et les effets
de vitesses. La question concernant les effets de vitesses et de la température reste une question ouverte
dans la littérature pour le comportement des interfaces [3, 8, 22, 59]. Ce point est très peu traité dans la
littérature comme nous le verrons dans un paragraphe dédié à la page 36.
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(a) Essais de traction sur [90◦]8 (b) Essais de traction sur [±45◦]4s

Figure I.25 – Comparaison entre l’expérience et les simulations numériques pour des essais traction
transverse et de cisaillement en température [8,22]

Influence de la dilatation thermique La modélisation de l’influence de la température sur la défor-
mation passe par la définition des coefficients de dilatation thermique sous l’hypothèse que la déformation
d’origine thermique évolue de manière linéaire avec l’écart à la température de référence comme présenté
dans le paragraphe I.3.3.1 à la page 31. Cette hypothèse est souvent valable pour de petites variations de
température, mais elle est discutable dans le cas de matériaux soumis à de grandes plages de variations
de température. Du fait de l’élévation de température et de la production de produits gazeux issus des
réactions physico-chimiques, il est observé expérimentalement l’apparition de pores au sein du matériau
contribuant à une augmentation significative de la dilatation apparente du matériau [3]. Florio et al. [52]
proposent une modélisation de la dilatation mesurée en fonction de la température. Ils proposent un
modèle décrit par une équation différentielle de la dilatation dans la direction de l’épaisseur :

1
Lo

∂L

∂t
= αvF

∂T

∂t
+ αc(1− F )∂T

∂t
+ ∂

∂t

(
ηT + ξ

m

mo

)
(I.15)

avec F la fraction massique du matériau vierge, v et c les indices qui caractérisent l’état vierge ou char
du matériau et α le coefficient de dilatation du matériau. η et ξ sont, quant-à eux, des paramètres de
forme pour fitter les essais et traduisent l’influence de la vitesse d’échauffement et de la décomposition
du matériau.

Ce modèle met en évidence le couplage entre la déformation thermique et l’évolution de la tempé-
rature issue du modèle thermique proposé également par Florio et al. [52]. Les analyses des données
expérimentales en comparaison avec des prédictions du modèle expliquent l’influence de la température
sur la dilatation thermique. Dans un premier temps, en absence de dégradation de la matière, le matériau
se dilate en fonction de l’incrément de température. Les gaz de pyrolyse issus des réactions de thermociné-
tiques ne sont pas évacués par une trop faible perméabilité du milieu et induisent une augmentation de la
pression au sein des pores du matériau. Sous l’action combinée de la pression interne et de la dégradation
du matériau, celui-ci se fissure permettant de relâcher les gaz stockés par cette augmentation importante
de la perméabilité conduisant à une contraction apparente du matériau.

D’autres auteurs, tels que Dimitrienko et al. [65, 66, 102, 103] , McManus et al. [23, 104] et Luo et
Desjardin [67, 105] proposent des modèles prenant compte explicitement la montée en pression et la
dégradation volumique de la matière par pyrolyse. Cependant la prise en compte de la pression rend ces
modèles complexes à intégrer dans un code de calcul par éléments finis.

Vers la prise en compte de l’endommagement thermique La complexité des modèles est plus
importante lorsqu’on ajoute les effets d’endommagement thermique. Afin de prendre en compte l’effet de
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la décomposition matricielle par pyrolyse, Gibson et al. [77] et Feih et al. [56, 58] ont ajouté un terme
additionnel à l’Equation (I.11). Ce terme représente la fraction massique en résine associée à la perte de
masse. Ces approches restent donc pragmatiques et peuvent être utilisées à l’échelle du pli (mésoscopique)
ou du stratifié (macroscopique).

P (T ) =
(
PU + PR

2 − PU − PR
2 tanh (k (T − Tg))

)
Rn(T ) (I.16)

avec Tg la température de transition vitreuse. R représente l’avancée de la réaction, par la teneur en
résine restante pendant la décomposition thermique. k et n sont des paramètres de forme (constantes
empiriques) qui traduisent l’évolution expérimentale des propriétés mécaniques avec la perte de masse et
la température.

Dans le même esprit, Mouritz et Mathys [55] ont proposé des approches pragmatiques pour décrire
les propriétés mécaniques par des modèles dits bi-constituants car ne considérant que deux phases ; une
pour le char et une autre pour le matériau vierge. Donc, pour chaque propriété mécanique effective, une
expression est déduite comme la contribution associée à l’épaisseur relative du char et à celle de la partie
non dégradée selon l’Equation (I.17) :

P = d− dc
d

P0 + dc
d
Pc (I.17)

avec dc l’épaisseur de char et P une propriété mécanique (module ou résistance) et les indices 0 et c
les valeurs de la propriété du matériau dans son état vierge ou pyrolysé. Ces travaux supposent que le
matériau se compose de deux couches bien définies, une région thermiquement dégradée et une vierge et
néglige l’influence de la zone de décomposition (transition entre le char et le matériau sain).

Négliger cette zone de transition pour des épaisseurs de matériau importantes est envisageable mais
plus discutable pour de très faibles épaisseurs surtout lorsque d’autres mécanismes de dégradation inter-
agissent comme par exemple la fissuration matricielle et le délaminage. Pour ce qui concerne la prévision
de ce dernier mécanisme, peu de modèles sont capables de prendre en compte un tel couplage entre la
dégradation thermique, la température et la fissuration par délaminage. McManus et Springer [23, 104]
ont présenté la première approche permettant de prévoir l’apparition de délaminage dans un composite
stratifié Carbone / phénolique exposé au feu.

Le modèle consiste en une équation directrice permettant de calculer la déformation totale en tenant
compte de différentes contributions physiques ; à savoir, une contribution mécanique (a), une contribution
thermique (b), une contribution par changement de pression (c), une contribution due à l’humidité (d)
et une contribution associée à la formation de char (e) :

εij = Sijklσ
m
kl︸ ︷︷ ︸

a

+ Λ∆P︸ ︷︷ ︸
b

+αij∆T︸ ︷︷ ︸
c

+βij∆(MC)︸ ︷︷ ︸
d

+χij∆νc︸ ︷︷ ︸
e

(I.18)

où α, β and χ sont les coefficients de dilatation dépendant de la température, de l’hygrométrie et de
la formation de char. ∆P , ∆T , ∆(MC) and ∆vc représentent les variations relatives de pression, tem-
pérature, teneur en humidité et fraction volumique de char. S est le tenseur de souplesse du matériau
sous chargement mécanique et Λ est la souplesse du matériau sous une pression interne. Le calcul de
la déformation totale permet d’estimer le niveau de contraintes et déduire la profondeur du délaminage
par application d’un critère en contrainte (contrainte maximale ou Tsai-Wu). Cette approche permet
d’obtenir des bonnes prévisions du temps et de la température auxquelles ce mécanisme d’endomma-
gement apparaît pour les différentes interfaces dans l’épaisseur du composite, comme représenté dans
la Figure I.26 [23]. Ce type d’approche permet de prévoir l’amorçage des délaminages mais pas leurs
évolutions [104]. L’influence de cet endommagement sur le comportement thermique ne peut donc être
pas simplement pris en compte comme dans le cas présenté sur la Figure I.17. La vision macroscopique
adoptée dans les modèles précédents n’est a priori pas adaptée pour traiter des cas pour lesquelles plu-
sieurs stratifications sont envisageables. De plus, les chemins de fissurations sont dans ces cas bien connus
et orientés par les interfaces qu’il convient alors de modéliser explicitement.
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Figure I.26 – Comparaison entre la prévision du modèle et les données expérimentales de la profondeur
de l’apparition de l’endommagement (délaminage) en fonction du temps d’exposition pour un composite
Carbone / phénolique [23]

I.3.4 Manques actuels : Vers la prévision du délaminage

Nous remarquons la variété des modèles trouvés dans la littérature pour la prévision de la réponse
tant thermique que mécanique des composites exposés au feu. Cependant la complexité des mécanismes
physico-chimiques, thermiques et mécaniques, ainsi que l’échelle de modélisation rendent complexe la
formulation des modèles avec des couplages explicites des phénomènes décrits dans le paragraphe I.1.1.
En effet, quel que soit le choix d’échelle de modélisation cela implique soit des simplifications de modèle
trop importantes soit une difficulté de modélisation insurmontable d’un point de vue méthodologique,
de caractérisation ou de temps de résolution. Il s’agit sans conteste d’un verrou scientifique pour cette
problématique.

Concernant les modèles thermo-mécaniques, la plupart sont formulés à une échelle macroscopique, et
basés sur des principes d’homogénéisation afin de remonter à des grandeurs mesurables expérimentale-
ment en fonction de la température telles que la perte de masse ou l’évolution des propriétés élastiques
(modules ou résistances). Une fois que les propriétés mécaniques du matériau sont définies en fonction de
la température, la tenue mécanique du composite est déterminée à l’aide d’approches mécaniques clas-
siques qu’elles soient analytiques ou numériques, notamment à l’aide d’analyse par éléments finis. Alors,
ces modèles permettent d’estimer de manière relativement précise la durée de vie des composites, mais ils
ne permettent pas de modéliser précisément d’autres mécanismes critiques pour l’estimation de la tenue
mécanique du composite comme la rupture par fissuration matricielle ou par délaminage, qui vont nota-
blement affecter la tenue mécanique du matériau. En effet, les modèles dits bi(tri/multi)-constituants ne
prennent pas compte de l’état transitoire de dégradation de la phase solide, ce qui joue sans doute dans
les mécanismes d’initiation de fissuration interne. De plus, l’identification des paramètres est souvent très
phenomenologique, ce qu’implique la nécessité d’adapter le modèle pour des configurations différentes du
stratifié concernant l’orientation et le nombre de plis de la stratification.

Des modèles à l’échelle des constituants existent, mais ils sont rarement utilisés dans le cadre de la
tenue au feu des composites. La caractérisation du comportement et des mécanismes d’endommagement
à l’échelle de la fibre et de la matrice est déjà complexe à température ambiante. Cette tâche dévient
encore moins évidente en température en raison de l’exacerbation du comportement non-linéaire attribué
essentiellement à la matrice. De plus, le passage de l’échelle micro à l’échelle du pli nécessite des techniques
d’homogénéisation élaborées [106].

Les approches à l’échelle des plis vont permettre de prendre en compte l’influence de la température
sur le comportement non linéaire du pli, mais il reste encore à identifier son effet sur le comportement de
l’interface, afin d’évaluer son influence sur l’apparition et la propagation du délaminage [3, 59,107].
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La prévision de la rupture des composites soumis à des chargements thermomécaniques passe donc
par la prise en compte de la température dans la caractérisation des propriétés mécaniques du pli et
celles de l’interface. Nous prenons le modèle viscoélastique spectral du pli comme référence pour traduire
le comportement thermomécanique du pli, en absence d’endommagement par délaminage. Donc, afin
d’être en capacité d’inclure les effets de la température sur l’endommagement surfacique entre les plis,
c’est-à-dire, le délaminage aux interfaces, il nous manque approfondir deux aspects principaux : (i) la
caractérisation de la rupture par délaminage des composites et (ii) la modélisation de ce phénomène pour
son adaptation en température. Pour ces raisons, les paragraphes I.4 et I.5 sont dédiées à ces thématiques.

I.4 Caractérisation expérimentale du délaminage

Ce paragraphe est dédié à la caractérisation expérimentale du délaminage car c’est l’un des mécanismes
d’endommagement les plus catastrophiques lors de son apparition lorsqu’un composite stratifié est soumis
à une sollicitation thermomécanique [3]. Il s’agit tout d’abord de décrire la nature des délaminages dans
les composites stratifiés et en particulier, lorsqu’ils sont soumis à des sollicitations thermomécaniques.
Une fois le mécanisme de délaminage décrit, il s’agit de présenter dans un second temps les méthodes de
caractérisation de ce mécanisme tant à l’ambiante qu’en température.

Comme déjà mentionné dans le paragraphe I.3, dans le cadre de la tenue au feu, le délaminage
conduit à une dégradation conséquente de la tenue mécanique résiduelle du stratifié. Ce mécanisme
est une conséquence d’un ensemble de mécanismes thermo-physiques, de comportements mécaniques
non linéaires et de fissurations matricielles à l’échelle microscopique qui vont favoriser l’apparition des
délaminages [3,14,55]. Pour cette raison, la compréhension d’un tel mécanisme est fondamentale dans un
premier temps afin d’être en capacité de proposer des modèles adaptés dans un deuxième temps.

I.4.1 Description du phénomène et essais de caractérisation

I.4.1.1 Description du délaminage

Le délaminage est un mécanisme d’endommagement qui correspond à la décohésion entre deux plis
du stratifié [24, 108–110]. Le délaminage peut apparaître en raison de champs de contrainte normale
à l’interface (pour des sollicitations en traction des interfaces), tangentielles (pour des sollicitations en
cisaillement des interfaces) ou une combinaison des deux. Les causes d’apparition des délaminages peuvent
être nombreuses et fréquentes [24, 110, 111], par exemple : les changements de section des raidisseurs
d’une plaque, les assemblages collés, les effets de l’humidité et de la température au cours du procédé de
fabrication (contraintes résiduelles internes au sein du stratifié), l’apparition de porosités ou de défauts
au cours du processus de fabrication, les effets de bords induisant des contraintes interlaminaires en bords
libres entre deux plis ayant des orientations différentes, les chargements hors plan (impacts).

Le délaminage peut se séparer en deux étapes principales :

• L’amorçage. Il s’agit de l’initiation de la fissure. L’amorçage est caractérisé par un phénomène
dynamique instable conduisant à la création d’une fissure de longueur finie [24,109].

• La propagation. Il s’agit de l’évolution de la fissure le long de l’interface delaminée. La propagation
peut être stable ou instable dépendant du chargement ou de la géométrie de l’éprouvette testée.

L’amorçage et la propagation du délaminage à une interface entre deux plis d’un composite peuvent
se produire selon un mode de rupture pur ou une combinaison de plusieurs modes. Les modes purs de
rupture sont [112] :

• Le mode I pour le mode d’ouverture induit par des chargements en traction,

• Le mode II pour les modes de glissement induits par des chargements en cisaillement plan,

• Le mode III pour les modes de glissement induits par des chargements en cisaillement anti-plan.
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Figure I.27 – Modes de rupture purs permettant de décrire le délaminage [24]

Chaque mode pur est normalement caractérisé par une résistance à l’amorçage et une énergie néces-
saire pour faire propager cette amorce de fissure, tel que le montre la Figure I.27 [24].

Le délaminage étant un mécanisme d’endommagement conduisant régulièrement à la ruine d’une
structure, de nombreux auteurs se sont intéressés à l’analyse de ce mécanisme d’endommagement essen-
tiellement pour des sollicitations purement mécaniques, d’où l’importance de caractériser l’amorçage et
la propagation du délaminage afin de le prendre en compte dès les étapes de conception des structures
en composites.

I.4.1.2 Essais de caractérisation d’amorçage du délaminage

L’amorçage du délaminage à une interface ne présentant pas de singularités est associé à une résis-
tance interlaminaire [24]. Cette résistance est caractérisée soit par une résistance en traction hors plan
ou en ouverture (Zt), soit par une résistance en cisaillement hors plan ou longitudinal (S13), soit par
une résistance en cisaillement dans le plan ou transverse (S23), selon le mode de rupture, I, II ou III
respectivement.

La résistance interlaminaire à la traction ILTS (Interlaminar Traction strength) caractérise l’amorçage
de la fissure en mode I pur. Cette propriété mécanique (Zt) peut être obtenue par un test de flexion quatre
points sur cornière [113]. L’identification de Zt se fait ensuite par calcul d’éléments finis ou par calcul
analytique.

La résistance au cisaillement interlaminaire ILSS (Interlaminar Shear Strength) caractérise l’amorçage
de la fissure en mode II. L’obtention de cette résistance (S13) peut être réalisée par différents essais :

• L’essai Iosipescu, consistant en un essai de flexion quatre points asymétrique sur une éprouvette
entaillée pour favoriser la rupture en cisaillement hors plan [114–116].

• L’essai de flexion trois points [117] sur une éprouvette courte entre les appuis par rapport à l’épais-
seur de l’éprouvette. Cet essai est nommé SBS (Short Beam Shear).

• L’essai de cisaillement à double encoche [118] ou DNS (Double Notch Shear).

• L’essai de pliage et dépliage de cornière [111]. Cet essai permet de déterminer la résistance au
cisaillement pour le mode II (S13) sur des stratifiés unidirectionnels, mais aussi la résistance au
cisaillement pour le mode III (S23), sur des stratifiés avec différents empilements.

Chaque norme présente un protocole d’essai particulier ainsi qu’une méthode pour le calcul des
résistances interlaminaires [24]. L’essai Iosipescu n’assure pas un cisaillement pur à l’interface, et nécessite
une éprouvette suffisamment épaisse, ce qui peut limiter la représentativité de la résistance obtenue.
L’essai SBS permet le calcul de la résistance par une fonction analytique, mais qui est formulée avec
la théorie de poutres sous l’hypothèse d’une distribution uniforme du champ de contraintes, valable
que pour des matériaux isotropes. L’essai DNS est complexe à mettre en place à cause du montage
à double encoche. Cependant l’essai de pliage et dépliage de cornière s’avère assez simple concernant
tant le montage que l’analyse analytique ou par éléments finis de l’essai [111]. Même si ces essais sont
envisageables à température ambiante, leur adaptation en température est complexe, que ce soit pour la
mise en place des essais (stabilisation de la température, inerties thermiques) ou leur analyse.
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Figure I.28 – Essai DCB pour des composites stratifiés [24]

I.4.1.3 Essais de caractérisation de propagation du délaminage

Concernant la phase de propagation, elle est caractérisée par un taux de restitution d’énergie critique
ou ténacité suivant chacun des modes purs de rupture et une loi de propagation [24].

La ténacité à la rupture interlaminaire en mode I GIC peut être déterminée par l’essai standardisé
DCB (Double Cantilever Beam [119]). L’essai consiste en un essai de traction (mode ouverture) sur
les deux bras d’une éprouvette pré-fissurée dans son plan moyen, comme le montre la Figure I.28. La
pré-fissure est réalisée par un insert en téflon, et permet d’amorcer le délaminage. Les dimensions de
l’éprouvette et de la longueur de pré-fissure, ainsi que le protocole expérimental sont établis suivant la
norme ASTM D5528 [119] et la norme ISO 15024 :2001 [120] pour des stratifiés unidirectionnels avec
des plis à 0°. Cela afin de solliciter l’interface en mode d’ouverture pur et ne pas avoir d’influence de la
séquence d’empilement sur la réponse interfaciale.

L’essai permet de définir la ténacité de l’interface au réamorçage, nommée GIC et la courbe de
résistance, nommée courbe R, qui montre l’évolution de la ténacité apparente en fonction de la longueur
de la fissure. La propagation de la fissure est stable pour cet essai, en raison de la géométrie et le mode de
sollicitation. Cependant, la propagation du délaminage est influencée par le front de fissure. En mode I des
pontages de fibres apparaissent lors de l’ouverture du bras issus du chargement en traction. Ces pontages
conduisent à des effets de courbe R, donc : une augmentation de la valeur de la ténacité avec l’évolution
de la longueur de fissure [24] est observée. Cela représente un inconvénient pour la détermination de GIC .
Pour cette raison, les effets de courbe R ne doivent pas être considérés et seules les premières valeurs de
l’essai doivent être exploitées [24].

Les effets de courbe R sont souvent observés aussi en mode II mais leur caractérisation s’avère même
plus complexe qu’en mode I en raison du mode de sollicitation en cisaillement et de la difficulté du suivi
de la propagation de fissure.

La ténacité à la rupture interlaminaire en mode II GIIC peut être déterminée par différents essais
standardisés, en propageant une fissure existante entre deux plis, le long d’une interface en cisaillement.
Un des plus communs est l’essai ENF (End-Notched Flexure). L’essai est décrit dans la norme ASTM
D7905 [44] pour la détermination de la ténacité à rupture en mode II des composites stratifiés à matrice
polymère renforcée de fibres unidirectionnelles. La Figure I.29 montre le montage d’un essai ENF au
laboratoire.

Le test consiste à appliquer une flexion trois points à une éprouvette pré-fissurée, de manière à la
solliciter en cisaillement pour faire propager en mode II une fissure à l’interface de l’éprouvette dans le
plan défini par la pré-fissure. Les dimensions principales de l’éprouvette sont décrites par la norme ASTM
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Figure I.29 – Essai ENF pour des composites stratifiés [24]

D7905, ainsi que les expressions proposées pour le calcul de GIIC et l’évolution de la souplesse :

GIIC = 3mP 2
maxa

2
0

2B (I.19)

C(a) = A+ma3 (I.20)

avec Pmax étant la force maximale mesurée pendant l’essai ENF, a0 représentant la longueur de fissure
initiale (pré-fissure entre la pointe et la position du rouleau d’appui inférieur, voir la Figure I.29) et qui
est ici égale à 30 mm dans l’essai jusqu’à rupture. B est la largeur de l’éprouvette et m est la dérivée
première de l’évolution de la souplesse C(a) en fonction du cube de la longueur de la fissure. Afin de
déterminer la relation entre la souplesse de l’éprouvette et la longueur de fissure, au moins deux essais de
calibration CC (Compliance Calibration) doivent être réalisés avant l’essai de rupture et propagation du
délaminage. Ces essais sont faits pour deux longueurs de fissure différentes (20 mm et 30 mm) en décalant
l’éprouvette longitudinalement sur les appuis et en appliquant un chargement jusqu’environ 50% de la
force maximale estimée. Cette charge est imposée pour rester dans le domaine élastique du comportement
de l’éprouvette et ainsi éviter tout mécanisme non-réversible comme des endommagements. La pré-fissure
est initialement obtenue par l’insertion d’un film irréversible de téflon pré-implanté (d’une épaisseur de
l’ordre de quelques microns) lors du processus de fabrication, et qui n’est pas nécessairement de la même
nature qu’une fissure obtenue après une première propagation. En raison de la nature de la pré-fissure,
la norme préconise un premier essai de propagation de la pré-fissure pré-implantée (suffixé NPC, Non-
PreCracked), tandis que les suivants sont indexés PC (Precracked). On parle alors d’une ténacité dite en
configuration NPC et une ténacité dite en configuration PC.

L’essai ENF est également réalisé par une flexion 4 points (4ENF), avec deux points d’appui et deux
points de chargement. Le calcul de la ténacité en mode II pour cet essai est basé sur l’analyse de la
courbe de souplesse comme pour l’essai 3ENF. Cependant, l’essai n’est pas standardisé, en raison des
incertitudes associés aux effets de friction et de contact dus au montage avec 4 points d’appui [121–124].

L’essai C-ELS (Calibrated End-Loaded Split) est décrit dans la norme ISO 15114 :2014 [125] et permet
de caractériser aussi la ténacité à la rupture interlaminaire en mode II. L’essai consiste à appliquer une
flexion en porte-à-faux sur une éprouvette en composite pré-fissurée au préalable. Cela permet un plus
long bras en flexion et des conditions de propagation plus stables [126]. Une longueur de fissure calibrée
est utilisée à partir de la courbe de souplesse sans besoin de mesurer l’évolution de l’avancement de la
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fissure expérimentalement, sachant que le suivi optique de l’avancement d’une fissure en mode II est
plus complexe qu’en mode I en raison de la nature du mode de sollicitation (cisaillement en mode II et
ouverture en mode I).

D’autres essais permettent de caractériser la ténacité en mode mixte, en faisant la part entre le mode I
et le mode II. L’essai le plus commun est l’essai MMB (Mixed Mode Bending). Le protocole expérimental
ainsi que l’analyse de l’essai sont décris dans la norme ASTM D6671/D6671M [127]. L’essai consiste à
appliquer une chargement couplé de traction et de flexion induisant une ouverture et un glissement à
l’interface respectivement, tel qu’on peut la solliciter selon un dégrée de mixité a priori maitrisé.

Plusieurs auteurs ont proposé une caractérisation expérimentale du comportement d’interface des ma-
tériaux composites à température ambiante à partir de tests précédents afin de modéliser les phénomènes
de délaminage [128,129]. Par exemple, Campilho et al. [129] ont réalisé des essais ENF pour un composite
stratifié en fibre de carbone et résine époxy. Ils ont proposé une modélisation du délaminage en mode II
en utilisant une ténacité à la rupture de l’interface obtenue par la méthode CBBM (Compliance-Based
Beam Model), afin d’éliminer les erreurs de mesure de l’avancement de la fissure, qui peuvent être non
négligeables dans le calcul du taux de restitution d’énergie à rupture.

Ces travaux soulignent la difficulté du suivi optique de la fissure en mode II. En plus, les contraintes
de cisaillement en pointe de fissure s’avèrent importantes, induisant des endommagements locaux qui
peuvent affecter le comportement local dans la zone autour de la singularité, nommée zone de processus
de fracture ou process zone. Ce comportement non-linéaire apparent pose des questions sur la définition
de la pointe de fissure, l’influence sur les valeurs de ténacité à rupture calculées et l’influence sur la
ténacité apparente lors de la propagation du délaminage.

Par ailleurs, la caractérisation de la ténacité d’interface reste un problème à traiter également pour
des stratifications autres que des unidirectionnelles. Plusieurs auteurs ont proposé des méthodes de ca-
ractérisation adaptées à partir des essais normalisés exposés dans ce paragraphe afin de caractériser le
délaminage pour des composites multi-directionnels aux interfaces [0/θ] [130–132].

I.4.2 Mécanismes de rupture d’interface en température et essais associés

I.4.2.1 Description des causes et conséquences du délaminage en température

Dans le cas d’un matériau composite soumis à une agression thermique, le délaminage est souvent
observé dans toute l’épaisseur du composite que ce soit dans les zones dégradées thermiquement ou
vierges. Ces endommagements sont observés aussi bien pour une exposition à une flamme [9, 23, 65, 102,
104,133,134] qu’à un impact laser [14]. Selon Mouritz [3] ces dommages peuvent être limités uniquement
au front de pyrolyse (zone transitoire de dégradation) ou peuvent aussi apparaître dans des régions du
matériau vierge sous-jacent. Le délaminage qui peut apparaître comme conséquence d’un chargement
thermomécanique peut avoir son origine dans la fissuration matricielle intrapli à l’échelle de la fibre et
de la matrice ou par la décohésion de deux plis à l’interface interpli [3], tel qu’il est observé dans la
Figure I.30.

Mouritz [3] explique que la température dans la région de fissuration par délaminage est bien supé-
rieure à la température de transition vitreuse pour la plupart des systèmes polymères utilisés dans les
composites. Pour cette raison, il explique que le délaminage peut être expliqué d’un point de vue ther-
mique, par la combinaison de l’augmentation de la pression dans les porosités et du ramollissement de la
matrice. Certains auteurs [23,65,102,104,135] attribuent ces mécanismes de fissuration en partie à l’aug-
mentation de la pression interne dans le matériau en raison de l’accumulation des gaz volatils et, dans
certains cas, à la vaporisation de l’humidité emprisonnée. Au delà de ce chargement interne, le gradient de
température important dans l’épaisseur du matériau induit également un chargement thermomécanique
par la différence de comportement mécanique entre chaque pli [3].

Les conséquences de l’apparition du délaminage et de la fissuration au sein du matériau sont multiples
et peuvent être séparées en deux grandes familles. Toutes deux conduisent à une modification de la
réponse thermique du matériau. Dans la première famille, l’apparition des délaminages aux interfaces
peut ralentir le taux de décomposition thermique du matériau. En effet, les délaminages peuvent entraîner
une augmentation significative de la résistance thermique au niveau des interfaces et réduire la conduction
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Figure I.30 – a. Délaminage interpli et b. Fissuration matricielle dans un composite exposé au feu [3]
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Figure I.31 – Réponse thermique sur la surface non exposée mesurée par thermographie infrarouge.
Gauche : cartes de température instantanées à t = 150 s. À droite : température extraite au cours du
temps à différents endroits du centre du coupon. Influence des nodules carbonisés sur le début d’une fissure
de délaminage [14]

thermique au sein du matériau. Dans la seconde famille, l’évolution de la perméabilité du matériau en
raison de la présence de fissuration conduit à une interaction du matériau avec le flux thermique et donc
à un changement de la sollicitation thermique vue par le matériau. Cela induit une augmentation de
la dégradation thermique dans la surface exposée au chargement thermique. La présence de fissuration
fournit aussi une voie pour la libération rapide des gaz de pyrolyse [136] qui peuvent alimenter la flamme
comme mentionné dans le paragraphe I.1.1. De plus, lorsque les stratifiés sont situés au-dessus d’une
source de flamme ou dans une orientation verticale, les délaminages peuvent provoquer l’éjection de plis,
exposant ainsi le matériau vierge au feu [3]. Néanmoins, les auteurs conviennent que l’ampleur de ces
effets sur la réponse thermique, et en conséquence, sur la réponse mécanique associée, restent à quantifier
en raison de la complexité des couplages des mécanismes physiques intervenants.

Afin de réduire la complexité du problème et de contrôler l’apparition et les conséquences du délami-
nage, Biasi et Leplat et al. [6,14] utilisent un flux laser au lieu d’une flamme pour solliciter thermoméca-
niquement des stratifiés composites. Cela permet de supprimer le couplage entre la flamme et le matériau
et de se focaliser sur la dégradation thermomécanique du matériau. La Figure I.31 montre le scénario
d’endommagement dans le cas du matériau de notre étude, composé de fibres de carbone T700GC et
d’une matrice thermodurcissable époxy M21 dite de troisième génération. Elle est en effet renforcée par
des nodules thermoplastiques afin d’améliorer la tenue en compression après impact et présente un gram-
mage de 268 g/m2. La stratification considérée dans cet exemple est un quasi-isotrope (QI) de 16 plis et
d’une épaisseur totale de 4.16 mm. Dans le cadre rouge de la Figure I.31, un premier délaminage se situe
proche de la région de char et dans une interface au sein même d’un pli à 90◦ délaminé. La présence de
cette interface intrapli s’explique par le haut grammage du pli et la présence des thermoplastiques [14].
Un zoom dans la zone amont du délaminage souligne la présence d’endommagement diffus au sein de
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Figure I.32 – Influence de la température sur la ténacité à rupture en mode I [25]

cette interface. Cet endommagement se caractérise par des fissures matricielles de l’ordre d’une centaine
de microns. Comme pour les délaminages issus d’impact basse vitesse et/ou énergie, le délaminage le
plus important et présenté dans le zoom encadré en bleu se situe proche de la surface arrière à l’interface
interpli entre les plis à 45◦ et 90◦. Nous remarquons l’apparition de ce dernier délaminage pour une tem-
pérature inférieure à la température de transition vitreuse (Tg) qui est de l’ordre de 573 K pour la résine
de l’étude. De plus, la propagation du délaminage en température est observé principalement en mode II,
dont les mécanismes restent plus complexes à analyser qu’en mode I. Cela justifie la mise en évidence
de l’influence du chargement mécanique induit par le chargement thermique dans l’étude du délaminage.
Il semble donc pertinent et nécessaire de caractériser les propriétés d’interface en température, comme
nous le présentons par la suite.

I.4.2.2 Essais de caractérisation en température

Afin d’étudier la problématique du délaminage en température en dehors du cadre complexe de l’expo-
sition des composites au feu ou à une flamme plus ou moins maitrisée, des essais mécaniques peuvent être
adaptés pour analyser l’effet de la température sur l’apparition et la propagation des délaminages. Cepen-
dant, peu de travaux sur la caractérisation de l’interface en température ont été publiés, principalement
en raison des difficultés à assurer à la fois la configuration de l’essai et la stabilité de la température.

Concernant la caractérisation du mode I, certains auteurs ont tenté d’évaluer l’influence de la tempé-
rature sur les propriétés interfaciales à rupture selon ce mode en appliquant les méthodes classiques de
caractérisation à température ambiante. La plupart des auteurs se concentrent sur un test DCB [25–27] et
concluent que la réponse macroscopique apparente force-déplacement est linéaire jusqu’au début du dé-
laminage. Cette réponse macroscopique linéaire apparente est observée même à des températures élevées,
sachant qu’un comportement non-linéaire dû à des déformations viscoélastiques au sein de la matrice
pourrait apparaître et changer la réponse en température. Uematsu et al. [25] ont montré l’influence de
la température sur la ténacité à la rupture en mode I pour des composites en fibre de carbone et matrice
thermoplastique PEEK par des essais DCB. L’évolution en fonction de la température de la ténacité est
présentée sur la Figure I.32. La ténacité apparente augmente dans une première étape avec la tempéra-
ture et diminue dans une deuxième étape à haute température, comme conséquence du fluage selon les
auteurs.

Reeder et al. [26] ont montré une dépendance de la ténacité en mode I à la température et à la
vitesse de sollicitation pour des composites en fibre de graphite et résine thermoplastique (IM7/K3B)
également par des essais DCB. Ils ont conclu que la ténacité en mode I est une fonction complexe de
la vitesse de sollicitation et de la température, en raison du comportement non-linéaire de la matrice.
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Figure I.33 – Dépendance de la ténacité à rupture en mode I à la température et la vitesse de sollicita-
tion [26]

Cependant, ils ont observé qu’il n’était pas possible d’obtenir une courbe maîtresse afin de caractériser
l’influence de la température et de la vitesse de sollicitation sur la ténacité à rupture de manière similaire
au comportement transverse de la matrice, au vu des dépendances observées sur la Figure I.33. Ces
auteurs ont justifié ces différences sous l’hypothèse de trois effets combinés liés à une augmentation de la
température, à savoir, une diminution du module, une augmentation de la déformation à la rupture et
une diminution de la résistance du matériau.

Oliver et Johnson [27] ont analysé l’effet de la température sur la ténacité en mode I par des essais
DCB pour deux types de composites en fibre de carbone et résine époxy (IM7/PETI-5 et IM7/977-2),
pour une gamme de température de -196 ◦C jusqu’à 160 ◦C. Ils ont montré une modification faible de la
ténacité pour des températures inférieures à 25 ◦C, et une augmentation importante au delà de 25 ◦C,
comme le montre la Figure I.34.

Selon les études présentés précédemment sur l’étude de la propagation du délaminage en mode I,
la température induit une augmentation de la ténacité à rupture. Cependant, les raisons de cet effet
ne génèrent pas de consensus entre les auteurs, qui justifient soit un comportement plus ductile de la
matrice [27], soit une compétition des effets associés à l’augmentation de la température (diminution du
module et de la résistance du matériau, mais augmentation de la déformation à rupture) [26] soit un effet
de fluage [25].

D’autres auteurs ont étudié différentes charges de sollicitation (quasi-statiques, fatigue et dynamiques)
pour différentes températures et pour différentes mixités de mode (mode I ou mode mixte I/II) [28, 30,
137–139]. Ils remarquent que la température augmente la ténacité apparente à mesure que la longueur de
la fissure augmente comme le montre la Figure I.35. Ce phénomène a tendance à favoriser une propagation
plus stable en raison d’un comportement plus ductile de la matrice.

Peu de travaux sur le délaminage en mode II des matériaux composites dans des conditions en
température tentent de reproduire les essais normalisés à température ambiante. Sethi et al. [29] ont
mesuré l’évolution de la résistance au cisaillement interlaminaire en fonction de la température et de
la vitesse de sollicitation par des essais en cisaillement avec une sollicitation en flexion 3 points sur des
éprouvettes courtes en fibre de carbone et résine époxy. Ils déterminent une diminution de la résistance au
cisaillement interlaminaire lorsque la température augmente, comme le montre la Figure I.36a. De plus,
pour des températures inférieures à 25 ◦C, ils ont montré une augmentation de la résistance au cisaillement
interlaminaire pour des vitesses de sollicitation inférieures à 200 mm/min, mais une diminution pour des
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Figure I.34 – Ténacité à rupture en mode I pour différentes températures entre -196 ◦C et 160 ◦C [27]

Figure I.35 – Evolution de la ténacité en mode I en température avec l’avancement de la longueur de
fissure [28]
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Figure I.36 – a. Evolution de l’ILSS en fonction de la température et b. Evolution de la résistance au
cisaillement interlaminaire pour différentes températures et vitesses de sollicitation [29]

Figure I.37 – a. Evolution de la ténacité en mode II en fonction de l’avancement de la fissure à a.
température ambiante b. 80°C et c. -54°C [30]

vitesses supérieures. Pour des températures supérieures à 25 ◦C, une augmentation de la ténacité est
observée avec une augmentation de la vitesse de sollicitation comme montrée sur la Figure I.36b.

La ténacité interlaminaire à rupture de l’interface en fonction de la température a également été
étudiée par Sales et al. [30], en utilisant des essais de flexion en 4 points (4ENF) pour des matériaux com-
posites en fibre de carbone et résine époxy. Ils ont constaté que la ténacité diminue avec la température,
et l’évolution de la fissure pendant la propagation du délaminage est donc influencé par la température,
comme le montre la Figure I.37. Asp [31] s’est focalisé sur les essais 3ENF et MMB pour des composites
à fibre de carbone et matrice époxy, observant une augmentation de la ténacité en mode II avec la tem-
pérature par des essais en mode mixte MMB, mais une nette diminution pour des essais en mode II pur
(3ENF), comme le montre la Figure I.38.

D’autres auteurs [41,140,141] ont proposé une identification expérimentale des propriétés mécaniques
des adhésifs époxy en température dans un premier temps, afin de formuler une loi de comportement
de cohésion/décohésion de l’adhésif à utiliser pour la simulation numérique de l’évolution des fissures
dans un second temps. Cependant, le comportement et l’épaisseur de la couche d’adhésif sont a priori
connus et la formulation du modèle reste très phénoménologique. Elle est adaptée seulement pour les
cas et conditions d’application utilisés pour cette identification. Dans le cas des interfaces des stratifiés
composites, leurs épaisseurs sont de l’ordre du dixième de l’épaisseur d’un pli soit de l’ordre de la dizaine
de micron. Il est donc difficile d’estimer le comportement d’une telle couche d’autant plus que la limite
entre l’interface et les plis est difficile à distinguer.

Les études sur la caractérisation du délaminage en mode II présentées restent insuffisantes pour
établir un vrai consensus des effets de la température sur les propriétés interlaminaires d’amorçage et
de propagation. La complexité des essais rend difficile de discerner et séparer l’influence des différents
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Figure I.38 – Influence de la température sur la ténacité à rupture en mode II pour des composites
carbone/époxy secs et humides en a. mode mixte I/II et b. mode II [31]

effets (perte de raideur, effets de courbe R, comportement plus ductile de la matrice) sur les propriétés
d’interface.

I.4.3 Bilan sur le caractérisation expérimentale du délaminage

D’après les études montrées dans ce paragraphe, certains auteurs [3, 14, 55] ont remarqué un effet
significatif du délaminage et dans une certaine mesure de la fissuration matricielle sur le comportement
au feu en raison de la formation d’interfaces non liées entre les plis. D’autres auteurs [25–30,30,31,137–139]
ont cherché à caractériser les propriétés à rupture des interfaces. De nombreuses études ont été menées
à température ambiante afin de caractériser l’amorçage et la propagation des délaminages en mode I et
en mode II. Néanmoins, la caractérisation des propriétés de rupture de l’interface est moins précise en
mode II. De plus, il s’agit justement du mode de propagation où le délaminage en température reste
un mécanisme de rupture catastrophique. En effet, l’ouverture en mode I est facilement quantifiable par
mesure optique, tandis que le glissement en mode II demande des moyens optiques et de traitement de
données plus élaborés.

Toutes les études en température mentionnées pour le mode I et le mode II ont utilisé une enceinte
climatique ou un four monté sur la cellule de charge pour effectuer l’essai dans des conditions en tem-
pérature, sachant que ceci nécessite un temps de chauffage important et rend la multi-instrumentation
difficile à installer. De plus, la caractérisation du mode II est typiquement plus compliquée que le mode I
en raison des différents mécanismes de propagation de délaminage. En effet, le mode II est piloté par la
contrainte de cisaillement, et la fissure tend à se fermer en raison de la flexion induite dans l’éprouvette.
Ainsi, le suivi visuel de la fissure est beaucoup plus difficile, spécialement pour la propagation instable
observée pour les tests ENF. Néanmoins, comme nous l’avons déjà remarqué précédemment, le mode II
est le mode préférentiel observé dans les matériaux composites exposés à des températures élevées comme
le montre la Fig. I.31 [14] en raison de la charge de flexion de la plaque induite par le gradient thermique.

L’ensemble des études présentées dans le paragraphe I.4.2 souligne le manque d’outils expérimentaux
pour la caractérisation du délaminage en température afin d’améliorer la compréhension des mécanismes
associés, notamment la dégradation thermique et la fissuration matricielle. Nous cherchons donc à ca-
ractériser les mécanismes d’amorçage et de propagation de fissures de délaminage afin de proposer une
modélisation rigoureuse de cette fissuration et de l’influence de la température. Pour cela, nous présentons
d’abord un bilan des approches de modélisation du délaminage afin de choisir la plus adaptée au cas du
délaminage en température pour des composites stratifiés.
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Figure I.39 – Schéma de compatibilité d’ouverture/clôture d’une fissure par des éléments finis [32]

I.5 Modélisation numérique du délaminage

Dans ce paragraphe, nous présentons les principales techniques pour la modélisation du délaminage
des matériaux composites. Pour cela, les principes fondamentaux retenus pour décrire le délaminage d’un
point de vue numérique sont tout d’abord présentés. Ensuite, une classification de l’état de l’art des
différentes approches pour la prévision de ce mécanisme d’endommagement pour les matériaux compo-
sites est présentée. Nous focalisons particulièrement l’attention sur les modèles de zone cohésive pour
la prévision du délaminage, y compris en température. Nous insisterons sur les avantages et les limites
actuelles de ces modèles dans le cadre de problèmes multi-physiques. Dans ce contexte, quelques travaux
sont présentés pour divers matériaux, en remarquant au passage le manque de modèles de prévision du
délaminage pour des matériaux composites soumis aux chargements thermomécaniques.

I.5.1 Principes fondamentaux et techniques de modélisation du délaminage

La modélisation du délaminage repose sur deux aspects majeurs : (i) la prévision de l’amorçage et
(ii) la prévision de la propagation du délaminage. Ces deux aspects sont liés à des critères numériques
afin de définir l’apparition de l’amorçage et la propagation ou pas de la fissure. Pour cela, différentes
approches et critères sont trouvés dans la littérature, permettant de prédire l’apparition d’une fissure, sa
propagation ou les deux.

I.5.1.1 Mécanique linéaire et non-linéaire de la rupture

La Mécanique Élastique Linéaire de la Rupture (MELR) permet de décrire la propagation d’une
fissure déjà amorcée en retenant l’hypothèse d’un milieu élastique linéaire avec un champ asymptotique
des contraintes en pointe de fissure. Cela correspond donc au cas d’étude de la propagation d’une fissure
lorsqu’une amorce est déjà présente, comme nous l’avons présenté dans le paragraphe I.4 concernant les
essais de caractérisation de propagation du délaminage.

La MELR est une approche globale cherchant à calculer le taux de restitution d’énergie G en pointe
de fissure. Selon cette hypothèse, la propagation se produit lorsque cette énergie dépasse la ténacité de
l’interface qui est équivalente au taux de restitution d’énergie critique, nommé GC [142, 143]. Pour une
pièce donnée préalablement fissurée, Irwin avait proposé le calcul du facteur d’intensité de contrainte sur
la base de la MELR. Cela permet de calculer la quantité d’énergie disponible pour une fissure associée au
niveau de contrainte autour de la fissure. Ce calcul est fait à partir de la propagation brutale de la fissure
qui conduit à la ruine finale de la pièce en question [142, 143]. Un des avantages de la MELR est son
application simple et rapide aux calculs EF. En effet, elle repose sur la réalisation de calculs élastiques
pour chaque longueur de fissure considérée. La technique la plus répandue dans la littérature reposant sur
la MELR est la Virtual Crack Closure Technique (VCCT) [32]. Cette technique s’appuie sur l’hypothèse
selon laquelle l’énergie dissipée durant la propagation d’une fissure d’une longueur initiale à une longueur
plus importante est équivalente à celle nécessaire à sa fermeture comme illustrée sur la Figure I.39.
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Figure I.40 – Schéma des mécanismes de fracture au voisanage de la pointe de fisurre [33]

La principale limitation de la MELR pour la prévision de la propagation d’une fissure dans un milieu
quelconque provient de l’hypothèse de comportement élastique. Le domaine de validité reste alors limité
aux applications où il est considéré que les effets dissipatifs associés à une propagation de fissure restent
négligeables et n’ont pas une influence suffisante sur la rigidité de la structure considérée. Or, cette
hypothèse est contestable dans le cadre d’une propagation de fissure en mode II en température, au vu du
comportement fortement non-linéaire du matériau [21,100]. Afin de considérer des mécanismes dissipatifs
ou conduisant à un comportement non linéaire au voisinage de la pointe de fissure (zones de plasticité,
frottements, effets visqueux) d’autres méthodes ont été développées dans le cadre de la Mécanique Elasto-
Plastique Non-Linéaire de la Rupture (MEPNLR) [144]. Dans la MEPNLR il est possible de trouver des
techniques différentes et adaptées aux calculs EF. La technique d’extension virtuelle des fissures ou
Virtual Crack Extension (VCE) repose sur le principe de calculer l’énergie nécessaire pour ouvrir une
fissure de longueur finie [145, 146]. Cette technique n’est pas limitée à des milieux purement élastiques,
contrairement à la VCCT. Le suivi du Crack Tip Opening Displacement (CTOD) consiste à mesurer le
déplacement d’ouverture en pointe de fissure comme conséquence de l’émoussement du fond de fissure
dû à la plastification au voisinage de la pointe de fissure, comme schématisé sur la Figure I.40 [33].

Le calcul de l’intégrale J de Rice [147] est également une méthode couramment utilisée dans la
littérature. Elle est basée sur la théorie de la rupture de Griffith [148]. Dans cette dernière, il s’agit de
calculer le travail lié aux efforts normaux et tangentiels autour d’un contour qui définit la zone des non-
linéarités [34,149]. L’intégrale de contour pour le calcul de l’énergie associé aux efforts est indépendante
du chemin d’intégration sur le chemin défini autour de la pointe de fissure, comme le montre la Figure I.41
et est définie par l’Équation I.21 :

J =
∫
K

(
Wni − σij

∂ui
∂x1

nj

)
dS (I.21)

avec W =
∫ εij

0 σij dεij la fonction de densité d’énergie de déformation. nj est la composante unitaire du
vecteur extérieur normal dans la direction j. σij est la composante du tenseur de contraintes et ui est la
composante du vecteur de déplacement dans la direction i.

L’ensemble des méthodes non-linéaires repose sur l’hypothèse que la zone de dissipation d’énergie reste
petite par rapport à la dimension la plus petite de l’éprouvette où la propagation a lieu. Ces dernières
méthodes ne peuvent donc plus être utilisées lorsque le matériau subi de grandes déformations pendant la
phase de propagation, qui pourraient amener à des Process Zones importantes et non constantes durant
la phase de propagation.

Il est également important de rappeler ici que l’ensemble des méthodes basées sur la mécanique de
la rupture ne permettent que la description de la phase propagation. D’autres approches s’avèrent donc
nécessaires afin de prévoir la phase d’amorçage des délaminages, voire les deux phases.
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Figure I.41 – Schéma du chemin d’intégration autour d’une singularité pour le calcul énergetique de
l’intégrale J [34]

I.5.1.2 Critères de rupture

La prévision de l’amorçage par critère de rupture reste une approche classique, qui a été utilisée depuis
plusieurs décennies. Il s’agit de comparer l’état de contraintes ou déformations calculé par un modèle de
prévision à un seuil en contraintes ou en déformation à partir duquel l’apparition du délaminage est
considérée. Cela correspond donc au cas d’étude de l’amorçage, comme nous l’avons présenté dans le
paragraphe I.4 concernant les essais de caractérisation d’amorçage du délaminage.

Dans la littérature, le critère de la contrainte maximale [150] compare le champ de contraintes aux
contraintes interlaminaires sans aucun couplage entre les modes de ruine.

σ33 ≥ Zt , τ13 ≥ S13 , τ23 ≥ S23 (I.22)

avec Zt, S13 et S23 les résistances interlaminaires relatives aux modes I, II et III respectivement. Afin
d’avoir un couplage des modes de ruine, d’autres critères existent comme le critère quadratique [97].

(
σ33
Zt

)2
+
(
τ13
S13

)2
+
(
τ23
S23

)2
≥ 1 (I.23)

Cette approche est simple à utiliser, mais elle est limitée à la prévision de l’amorçage. Ces approches
sont donc très limitées en présence d’un champ de contraintes singulier. Des approches du type Point
Stress [151] permettent de définir l’amorçage en présence d’une singularité.

σ(dC) > σC (I.24)

avec dC une longueur interne imposée. Lagunegrand [152] utilise ces approches pour l’étude du délaminage
comme conséquence des effets de bord.

Cependant, les critères de rupture ne permettent pas de décrire la propagation du délaminage, que
ce soit en absence ou en présence d’une singularité.

I.5.1.3 Critères couplés

Afin d’établir des critères qui permettent de prévoir l’apparition d’une fissure lorsque l’amorçage
se produit au voisinage d’une singularité, Leguillon et al. [153, 154] ont proposé des doubles critères
en contrainte et en énergie pour prévoir l’amorçage du délaminage. Le principe est de déterminer une
longueur de fissure interne minimale pour laquelle un critère en énergie et un critère en contrainte sont
vérifiés à l’amorçage de la fissure. Le niveau de contrainte interlaminaire doit être supérieur à un seuil
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de résistance d’interface et taux de restitution d’énergie incrémental doit être supérieur à la ténacité de
l’interface. Ce taux de restitution d’énergie est calculé comme la variation d’énergie au sein du milieu
entre l’état non fissuré et celui fissuré d’une surface δS. Ces deux hypothèses se traduisent par les
Équations I.25 :

σ1i(a) = k1i(a)Eε > σiC

δW + δWk +GiCδS = 0 (I.25)

avec σ1i(a) la contrainte à l’interface, k1i(a) un facteur adimensionnel lié à la concentration de contrainte
et σiC la valeur de résistance maximale d’interface dans le mode de rupture correspondant. a représente
la distance par rapport à la singularité, qui traduit une taille minimale de fissure à l’amorçage. δW et
δWk sont les variations d’énergie potentielle et cinétique, et GiCδS est l’énergie nécessaire à la création
de la fissure de surface S. GiC , quant à lui, correspond à la ténacité d’interface dans le mode de rupture
considéré.

Une fois la fissure amorcée, il suffit d’utiliser la MELR pour la description de la propagation.
Certains auteurs ont présenté des travaux afin d’étendre les critères couplés pour des sollicitations

3D [155–158]. Cependant, la principale limite des critères couplés reste leur limitation à l’amorçage.

I.5.1.4 Approches locales, discrètes et non-locales de la modélisation du délaminage

Afin de prendre en compte les effets non-linéaires au voisinage de la pointe de fissure, il existe dans
la littérature d’autres approches qui cherchent à améliorer la modélisation du comportement non-linéaire
et leurs effet sur l’amorçage et la propagation d’une fissure. Une première catégorie de ces approches
comprend des modèles locaux continus basés sur la mécanique de l’endommagement continu et des cri-
tères de rupture en contrainte et/ou énergétiques [159–162]. Ces approches dites volumiques décrivent
l’endommagement comme un effet au sein du pli. La bonne description de la fissuration dépend alors
d’assurer une estimation correcte du champ de contraintes autour d’une singularité au prix d’un coût de
calcul élevé afin de garantir la convergence au maillage.

En contrepartie, il existe des approches dit surfaciques. Il s’agit des modèles locaux de rupture progres-
sive basés sur la mécanique de l’endommagement continu tel que les modèles de zone cohésive (Continuum
Cohesive Zone Model). Ils permettent de localiser les effets non linéaires à des interfaces entre les plis,
dans une zone nommée Process Zone [163–178]. Ces approches ont été notamment développées par le
LMT-Cachan, permettant de séparer l’endomagement du pli de celui des interfaces [179]. Ces modèles
ont l’avantage de modéliser à la fois l’amorçage et la propagation sans une modélisation explicite des
phénomènes non linéaires, qui sont assumés compris dans une surface définie comme la Process Zone. Le
principal inconvénient reste le chemin de fissuration, qui doit être fixé au préalable pour l’insertion des
éléments cohésifs où la fissure va potentiellement propager. Cependant, cet inconvénient n’est clairement
pas une limite dans le cas des composites puisque le délaminage est situé à l’interface entre plis et est
donc bien localisé. Ce type de modèle est décrit plus en détail dans le paragraphe I.5.2.

Une deuxième catégorie comprend les modèles discrets et non-locaux, soit par le biais de la mo-
délisation explicite des fissures discrètes, soit par des modèles d’endommagement discrets basés sur la
rupture discrète (Discrete Damage Approach - DDA). Dans le premier axe, il existe dans la littérature des
techniques différentes de raffinement adaptatif du maillage (Adaptive Mesh Refining - AMR) [180, 181].
L’inconvénient principal du raffinement du maillage est le coût de calcul associé à la discrétisation de la
fissure pour des simulations numériques EF [182,183]. Dans le deuxième axe, il existe des modèles DDA
basés sur la rupture discrète. Cela repose sur des approches non locales basées sur la partition de l’unité
(Partition of Unity Method - PUM) [184, 185]. L’avantage principal par rapport aux modèles continus
est l’indépendance au maillage, qui n’a pas besoin d’être régénéré pour la caractérisation de la croissance
d’une fissure. Cela grâce à des éléments qui permettent de décrire une cinématique enrichie des méca-
nismes de fissuration. Ces méthodes sont alors adaptées à des topologies complexes et à des chemins de
fissuration tortueux de la fracture [184]. Dans la littérature il existe des modèles d’endommagement pro-
gressif par des éléments discrets (Discrete Element Method - DEM) [186]. Ils permettent de modéliser à la
fois l’amorçage et la propagation d’une fissure, par une représentation discontinue de l’unité du matériau
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Figure I.42 – Schéma du modèle d’endommagement discrète de zone cohésive sur un cas préfissuré [35]

composite via des assemblages discrets [186], en évitant le passage par les méthodes continues pour gérer
la problématique associée à la création d’une fissure. Il existe aussi d’autres techniques non locales telles
que la méthode des éléments finis généralisés (Generalized Finite Element Method - GFEM) [187, 188],
la méthode des éléments finis intégrés (Embedded Finite Element Method - EFEM) [184, 185] et la mé-
thode des éléments finis étendue (eXtended Finite Element Method - XFEM) [189, 190]. Ces méthodes
reposent sur l’approche DDA, et sont développées sur la base de la méthode classique des EF et de
la partition du domaine. Il existe aussi des modèles discrets de zone cohésive (Discrete Cohesive Zone
Model - DCZM) [35, 191–193]. Ils sont basés sur des éléments de type ressort pour modéliser l’interface
du stratifié et des lois d’endommagement pour décrire à la fois le ramollissement du ressort interfacial
et la perte de rigidité du matériau afin d’étudier la propagation des fissures. Le principe de modélisation
est représenté dans la Figure I.41.

Cependant, ces méthodes sont complexes à mettre en œuvre dans une simulation numérique par EF
et partent souvent de l’existence d’une préfissure ainsi que de la connaissance au préalable du chemin de
fissuration pour le calcul d’un taux de restitution d’énergie pour la faire propager. Elles sont donc adap-
tées à la propagation de la fissure et à la prise en compte des effets non linéaires d’origine matériau ou
géométrique. En conclusion des avantages et inconvénients des différents types de modélisation présentés
dans ce paragraphe, la variété de modèle la plus appropriée à notre étude est le modèle de zone cohésive
puisqu’il permet la modélisation à la fois de l’amorçage et la propagation et prend en compte les effets
non-linéaires associés au comportement matériau. De plus, ce modèle semble bien adapté pour la modé-
lisation du délaminage en température, où le trajet de fissuration reste connu en raison des observations
expérimentales des propagations essentiellement en mode II. Le paragraphe I.5.2 rentre plus en avant
dans les détails de ces formulations.

I.5.2 Modèles de zone cohésive

L’usage des modèles de zone cohésive reste la méthode la plus répandue dans la communauté compo-
site pour l’étude de la décohésion interfaciale ou du délaminage dans les stratifiés de par leurs avantages
mentionnées dans le paragraphe I.5.1. Nous rappelons dans une première partie les principes fonda-
mentaux de ces approches, un exemple de formulation classique et une interprétation de physique du
type de formulation. Dans une dernière partie, nous étendrons ces formulations vers la problématique
thermomécanique.

I.5.2.1 Principes fondamentaux

Le principe fondamental des modèles cohésifs est de représenter la zone de décohésion interfaciale
entre deux milieux différents par deux plans [22]. Cette vision du modèle par EF est représentée dans la
Figure I.43.

Il existe une relation qui relie ces deux milieux qui sont initialement séparés par l’interface cohésive. La
dégradation de cette relation va permettre de traduire une fissuration entre les deux milieux. Les nœuds
de l’élément cohésif, qui sont initialement superposés mais qui appartiennent à chacun des bras de part et
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Figure I.43 – Schéma de la modélisation par EF d’un matériau composite avec des élements volumiques
et cohésifs [36]

Figure I.44 – Schéma de la relation entre les déplacements relatifs et les efforts aux noeuds des élements
d’interface [22]

d’autre de l’interface, permettent de traduire le comportement mécanique de l’interface. Ce comportement
est alors pris en compte par des relations entre les déplacements relatifs normaux (un, mode I d’ouverture)
et tangentiels (ut, mode II et mode III de glissement) entre les nœuds de l’élément cohésif et les efforts
normaux (Tn) et tangentiels (Tt) correspondants dans ces nœuds [22]. Cette représentation est montrée
sur la Figure I.44. De manière générale, ce comportement cohésif entre deux milieux est traduit par les
relations suivantes :

si [un] ≥ 0 si [un] < 0{
Tn = K [un] f(λ)
Tt,i = K [ut,i] f(λ)

{
Tn = αC K [un]
Tt,i = K [ut,i] f(λ) avec i = 1, 2 (I.26)

avec [un] (respectivement [ut,i] pour une sollicitation en cisaillement) correspondant au saut de déplace-
ment à rupture pour un chargement normal selon le mode I (respectivement tangentiel selon le mode II et
le mode III pur). K est la rigidité en traction et en cisaillement de l’interface tandis que αK correspond
à la raideur en compression.

La description du modèle repose donc sur trois ingrédients principaux :

• Une cinétique de fissuration afin de connaître l’évolution de la variable d’endommagement λ.

• Une fonction des effets de l’endommagement f(λ).

• Une loi de rupture/propagation.

La zone d’interface dans laquelle l’endommagement est non nul représente la zone de transition entre
l’interface saine et l’interface fissurée et correspond à la Process Zone mentionnée précédemment dans le
paragraphe I.5.1 et illustrée sur la Figure I.45 [36].
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Figure I.45 – Schéma de la répresentation de la Process Zone cohésive [36]

Figure I.46 – Schématisation d’un modèle cohésif pour des chargements en mode mixte [24]

De manière générale, la loi de rupture est caractérisée par les résistances maximales interfaciales (Zt
et Sc) et les taux de restitution d’énergie critique (GIC , GIIC , GIIIC) selon les modes I, II ou III de
rupture. Les résistances d’interface sont liées à l’amorçage de la fissure pour chaque mode, tandis que les
taux de restitution d’énergie représentent la ténacité nécessaire pour faire propager la fissure de manière
progressive dans chacun des éléments cohésifs. Dans le cas des modes de rupture mixtes, il existe des
critères reliant ces paramètres afin de prendre en compte un tel couplage dans le calcul de la variable
d’endommagement [24]. La Figure I.46 montre la combinaison des modes dans le cadre d’un chargement
couplé.

Parmi les différents modèles cohésifs de la littérature, il existe des formes différentes de la loi co-
hésive [36, 194]. Cela permet d’adapter le modèle à des comportements du matériau différents et/ou
adapter la formulation mathématique afin d’améliorer la convergence numérique [24]. A titre d’exemple,
la Figure I.47 montre les formulations les plus répandues pour la modélisation du délaminage pour des
composites [36]. Needleman [195] a proposé une loi polynomiale à l’origine pour la description des phé-
nomènes de nucléation des vides dans les composites à matrice métallique. Cette loi a été reprise pour la
modélisation des effets non linéaires caractéristiques de la Process Zone dans la fissuration des composites
à matrice organique. Dans des travaux postérieurs, Needleman [196] a simplifié la formulation de sa loi, et
a proposé une loi exponentielle afin de réduire le nombre de paramètres à identifier. Tvergaard et Hutchin-
son [197] ont proposé une loi trapézoïdale, qui s’avère plus adaptée pour les matériaux élastoplastiques,
afin de prévoir l’évolution des déformations plastiques importantes issues des phénomènes physiques
comme le fluage. Camacho et Ortiz [198] ont proposé une loi bilinéaire telle que les contraintes dans
chaque élément cohésif augmentent linéairement en fonction du saut de déplacement jusqu’à atteindre
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Figure I.47 – Formes différentes de la loi d’interface [36]

la valeur maximale de la résistance d’interface. Ensuite, l’endommagement évolue progressivement et de
manière linéaire avec le saut de déplacement, en relaxant les contraintes jusqu’à un endommagement
totale de l’élément cohésif, donnant lieu à la propagation du délaminage dans cet élément. Cela permet
de modéliser l’évolution progressive de l’endommagement dans tous les éléments cohésifs qui modélisent
la réponse en rupture de l’interface.

Monerie et al. [199] ont montré que la forme de la loi n’a pas d’influence sur la propagation du
délaminage pour peu que la ténacité soit la même. Parmi les différentes formes de la loi d’interface
des modèles trouvés dans la littérature, la plus répandue pour la modélisation du délaminage dans les
composites stratifiés à matrice organique est donc le modèle bilinéaire en raison de sa simplicité [169,
170, 172–174, 176, 200, 201]. Ce modèle peut être étendu pour représenter un modèle trilinéaire [24] voir
trapézoïdal. La formulation mathématique du modèle bilinéaire est présentée dans le paragraphe I.5.2.2.

I.5.2.2 Formulation classique d’un modèle de zone cohésive bilinéaire

La loi de rupture d’un modèle cohésive est classiquement formulée comme une loi de comportement
de type endommageable afin de définir l’évolution d’une variable interne d’endommagement λ. Cette va-
riable assure le couplage entre le comportement normal et tangentiel (mode I et mode II/III), et permet
de modéliser la dégradation progressive de l’interface entre un état sain (λ = 0) et un état de décohésion
complet ou totalement endommagé (λ = 1). Le comportement endommageable de l’interface peut s’ex-
primer selon l’Equation I.26 comme montré précédement. Dans le cas d’un modèle bilinéaire [24,172,200]
la forme de la loi d’interface est représentée dans la Figure I.48. La fonction f(λ) et la cinétique d’évo-
lution de la variable d’endommagement λ mentionnées dans l’Equation I.26 sont décrites par l’Equation
suivante I.27 : 

f(λ) = (1− λ)
λ = 0 si δ ≤ δ0

λ = min
[
δf (δ − δ0)
δ(δf − δ0), 1

]
si δ ≥ δ0

λ̇ ≥ 0

(I.27)

avec δ le module du saut de déplacement entre les nœuds initialement superposés de l’élément cohésif,
δ0, le saut de déplacement critique à l’amorçage à partir duquel l’endommagement évolue, et δf le saut
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Figure I.48 – Forme de la loi bilinéaire de rupture de l’interface [37]

de déplacement à partir duquel l’endommagement est total et on considère que la fissure est propagée
dans l’intégralité de l’élément cohésif. Le calcul de ces variables est lié aux déplacements aux nœuds de
chaque élément et aux propriétés interfaciales. Les expressions en 2D sont les suivantes :

δ =
√
〈δ1〉2+ + δ2

2

δ0 = K

√[
〈cos(θ)〉+

Zt

]2
+
[

sin(θ)
Sc

]2
δf =

2
K δ0

√√√√[〈cos(θ)〉+
GcI

]2

+
[

sin(θ)
GcII

]2

cos(θ) =
δ1
δ
et sin(θ) =

δi

δ

(I.28)

avec 〈〉+ représentant que la contribution positive (ouverture) à considérer en mode I, et δ1, δ2 corres-
pondant aux sauts de déplacement dans la direction d’ouverture (mode I) ou longitudinale (mode II).
Les expressions en 3D sont analogues en ajoutant la troisième composante dans le plan 13 correspondant
au cisaillement hors plan ou mode III, et sont détaillés par Vandellos [24].

La partie élastique jusqu’à l’amorçage est régie par une unique raideur K qui reste un paramètre
numérique de pénalisation [22,24]. La loi d’interface est uniquement formulée comme une loi de rupture
et non comme une loi de comportement. Ainsi, la formulation suivante est retenue pour l’expression des
efforts cohésifs en fonction de l’endommagement et du déplacement relatif aux nœuds :

si δ1 ≥ 0{
T1 = K (1− λ) δ1
Ti = K (1− λ) δi

si δ1 < 0{
T1 = αcKδ1
Ti = K (1− λ) δi

avec i = 2,3 (I.29)

La formulation complète du modèle nécessite d’ajouter deux critères :

• Un critère d’amorçage pour la définition de δ0.

• Un critère de propagation pour la définition de δf .

D’un côté, le critère d’amorçage est formulé comme un critère quadratique en contrainte défini par
la tenue en traction hors plan Zt et de cisaillement interlaminaire Sc (considérée identique pour les deux
cisaillements interlaminaires) :

(〈σ33〉+
Zt

)2
+
(
τ13
Sc

)2
+
(
τ23
Sc

)2
= 1 (I.30)
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et de l’autre, la loi de propagation est décrite par une loi quadratique, dépendante des ténacités d’interface
en mode I (GcI) et II (GcII) : (

GI
GcI

)2

+
(
GII
GcII

)2

+
(
GIII
GcII

)2

= 1 (I.31)

L’extension de ce type de modèle à la prise en compte de l’effet de la température s’avère un enjeu
complexe. Une question ouverte est posée dans la communauté composite pour l’étude du délaminage
concernant l’interprétation physique du modèle cohésif. Des travaux précédents [199] ont montré que la
forme de la loi n’a pas une influence importante sur la propagation d’une fissure déjà amorcée. Cependant,
la question reste ouverte dans le cas de l’amorçage. Dans le cas de l’amorçage, il reste à identifier dans
quelle mesure les phénomènes dissipatifs lors de la phase d’amorçage ou même en amont peuvent conduire
à des effets importants lors de la propagation postérieure de la fissure. Pour expliquer cette problématique,
le paragraphe suivant est dédié à l’interprétation physique du modèle cohésif.

I.5.2.3 Interprétation physique du modèle de zone cohésive

L’identification des paramètres de la loi cohésive régissant la rupture par délaminage des composites
stratifiés peut se faire par deux approches classiquement suivies dans le cadre de l’identification des
modèles [24, 111], à savoir : (i) par une caractérisation expérimentale directe de la loi cohésive [41, 140,
141,149,202] ou (ii) par une caractérisation phénoménologique à partir de grandeurs facilement accessibles
par mesure expérimentale [174,176].

La première approche s’avère extrêmement complexe en raison d’un manque d’essais qui permettent
d’identifier et mesurer quantitativement la forme de la loi cohésive avec une mesure précise de l’état
de contraintes et le déplacement relatif en pointe de fissure. La deuxième approche est celle la plus
communément adoptée dans la littérature. Certains auteurs [149] ont proposé des méthodes analytiques
basées sur la réponse macroscopique force-déplacement pour remonter à la loi d’interface en supposant
des hypothèses fortes. Ces hypothèses portent principalement sur la forme de la loi et/ou sur la taille de
la Process Zone [149,174,176]. Cette Process Zone concentre l’ensemble des mécanismes dissipatifs dans
une surface et est supposée petite par rapport à la zone de propagation. Ces méthodes sont applicables
pour des ruptures très fragiles, mais plus difficilement mises en œuvre pour des ruptures plus ductiles
et/ou progressives.

Dans le cas des ruptures ductiles, il est alors nécessaire de partager les sources de dissipation condui-
sant à ce comportement ductile. La loi de zone cohésive doit alors traduire une loi de rupture en accord
avec un tel comportement.

Dans cette vision, certains auteurs ont proposé des modèles cohésifs dépendant des effets de vitesse
de sollicitation, selon deux approches différentes. La première formule des dépendances explicites des
paramètres cohésifs (résistances et ténacités) [38, 39, 202–204] à la vitesse de sollicitation comme il est
représenté sur la Figure I.49. Donc, il s’agit d’une dépendance de l’énergie de création de surface par
fissuration à la vitesse.

La deuxième approche propose de formuler une loi cohésive dans la laquelle la cinétique d’endomma-
gement est directement dépendante de la vitesse de sollicitation [40,173,205–209], comme il est représenté
dans la Figure I.50. Ainsi, la loi cohésive traduit une loi de comportement régissant la dissipation d’énergie
par des mécanismes autres que la création de surface. Ces approches sont formulées pour la modélisation
de la rupture pour des sollicitations statiques, de fatigue, dynamiques et/ou d’impact.

L’ensemble de ces travaux souligne l’importance des effets non-linéaires associés au comportement
du matériau (i.e. effets de vitesse ou de température), tant pour l’amorçage que la propagation lors des
chargements potentiellement non-linéaires (i.e. sollicitations en température, sollicitations dynamiques,
fatigue, impact). Cependant, les analyses précédentes sont souvent faites uniquement par des compa-
raisons numériques en raison de la complexité expérimentale afin de séparer les effets des mécanismes
étudiés [39, 40, 173, 203, 204, 206, 208]. En plus, les quelques auteurs qui apportent des validations expé-
rimentales, le font par des comparaisons des effets à l’échelle macroscopique [38, 42, 202, 205, 207]. Or, la
réponse macroscopique ne permet pas de séparer les différentes sources dissipatives lors du délaminage.
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Figure I.49 – Dépendance à la vitesse de sollicitation de la ténacité et la résistance d’interface en mode I
par des fonctions sigmoïdales et par un modèle cohésive viscoélastique fractionel [38,39]

Figure I.50 – Loi d’interface d’un modèle cohésif élasto-plastique dépendant de la vitesse de sollicita-
tion [40]

Donc, la formulation des modèles reste phénoménologique et ne permet pas de garantir que ce type de
modèle décrit proprement le comportement local du matériau et leur influence sur l’amorçage, la mise en
place de la Process Zone et la propagation du délaminage. Cela montre la complexité de la caractérisation
et la modélisation du délaminage, ce qui s’avère encore plus complexe en ajoutant une dépendance à la
température dans le cadre des composites soumis à des sollicitations thermomécaniques.

I.5.2.4 Vers le couplage thermomécanique : prévision de la tenue mécanique à l’échelle
macroscopique

L’intérêt de la modélisation du délaminage en température repose principalement sur l’adaptation
des modèles aux calculs de dégradation thermomécanique des composites stratifiés soumis au feu, comme
exposé dans le paragraphe I.3. Dans le besoin d’incorporer une dépendance à la température pour prévoir
la ruine des matériaux, certains auteurs dans la littérature ont proposé différentes approches ne concernant
pas nécessairement les matériaux composites. Ces approches peuvent être classées en deux groupes :

• Modèles cohésifs explicitement dépendants de la température, soit par une dépendance à la tem-
pérature des paramètres interfaciaux ou soit par une dépendance à la température de la cinétique
d’endommagement décrite par la loi cohésive.

• Modèles cohésifs phénoménologiques en couplage avec des modèles de dégradation thermique.

Dans le première groupe, Carlberger et al. [210] ont analysé l’influence des effets de vitesse et de
la température sur les propriétés cohésives en traction et cisaillement sur un adhésif époxy pour des
applications d’assemblage collé. Walander et al. [41] ont identifié expérimentalement la forme d’une loi
cohésive en température en mode I et mode II pour un adhésif époxy. Ils ont utilisé la méthode de
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Figure I.51 – Lois cohésives répresentatives de la réponse en mode I (gauche) et mode II (droite) d’un
adhésif époxy [41]

Figure I.52 – Comparaison des prévisions du modèle avec la réponse expérimentale force-déplacement
pour des essais DCB à différentes vitesses de sollicitation [42]

l’intégrale J, avec l’hypothèse d’un comportement élastique non-linéaire au voisinage de la pointe de
fissure. La Figure I.51 montre l’évolution de la réponse cohésive en fonction de la température.

Ces approches fortement basées sur l’expérience ne permettent pas de séparer les sources de dissipation
énergétique. L’énergie totale dissipée macroscopiquement est dédié à la création de surface par fissuration,
et définit donc l’enveloppe de la loi cohésive.

Afin d’introduire une dépendance explicite aux effets visqueux, Geillser et Kaliske [211] ont proposé
un modèle cohésif viscoélastique basé sur un modèle généralisé de Maxwell pour inclure la dépendance
du temps au comportement d’interface. Donc, une équivalence temps / température relie la température
au temps. Cependant, la prédictibilité du modèle a été vérifié qu’avec des exemples numériques en raison
du manque d’essais expérimentaux pour la validation du modèle. Musto et Alfano [42] ont proposé une
modélisation de la réponse en mode I d’une interface caoutchouteuse avec des substrats en acier par un
modèle cohésif avec la prise en compte des effets viscoélastiques dans le domaine linéaire. Le modèle a
été validé expérimentalement pour des essais DCB à différents vitesses de sollicitation, en comparant les
réponses macroscopiques comme le montre la Figure I.52.

Guimard et al. [212] ont évalué les effets de vitesse sur la propagation dynamique du délaminage en
mode II pour des composites stratifiés. Ils ont remarqué l’importance de prendre en compte les effets de
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vitesse pour la bonne représentation de l’évolution de l’endommagement à l’interface par la comparaison
des champs de déplacement numériques et expérimentaux. Ils ont alors proposé des critères de propagation
dépendant de la vitesse de propagation de la fissure et de la vitesse de sollicitation apparente, et ceci du
régime quasi-statique au régime dynamique pour des vitesses de sollicitation de 12 m/s. Plus récement,
Zreid et al. [208] ont également proposé une formulation numérique d’un modèle cohésif viscoélastique
pour des grandes déformations, avec la prise en compte des effets de vitesse ou de température. Le modèle
est formulé par l’extension d’un modèle cohésif élastique exponentiel avec une approche rhéologique pour
ajouter la contribution visqueuse. Le modèle est formulé dans un cadre thermodynamiquement admissible
et avec un couplage du champ thermique et de déformations mécaniques.

Ces approches permettent donc de séparer les sources dissipatives qui contribuent à la dissipation
d’énergie totale, soit par la création de surface par fissuration, soit par une contribution additionnelle
associée aux effets visqueux ou à l’endommagement. Cependant, il existe un manque de validations
expérimentales qui permettraient de caractériser chaque mécanisme dissipatif à l’échelle de l’interface et
non à une échelle macroscopique.

Dans le deuxième groupe, Sapora et Paggi [213] ont proposé un modèle de conduction thermique
entièrement couplé et dépendant du champ de déplacement, en utilisant un modèle cohésif avec un cou-
plage entre l’ouverture de fissure et la conductivité thermique du contact d’interface. Ils ont appliqué
le modèle pour la prévision de la réponse thermoélastique des cellules photovoltaïques. Hattiangadi et
Siegmund [214] ont proposé un modèle cohésif thermomécanique, avec un rapport de charges couplé à la
conduction thermique à travers l’interface et la propagation de la fissure. Le modèle est formulé pour la
prévision des endommagements sur des systèmes de protection thermique sous des charges thermiques
transitoires pour des composites à matrice céramique carbone-carbone et des barrières thermiques en
carbure de silicium (SiC). Il a été démontré que le couplage entre les analyses thermiques et mécaniques
affecte l’initiation des fissures et l’évolution de la propagation. Esmaeili et al. [215] ont proposé un mo-
dèle cohésif thermomécanique basé sur la méthode Kapitza pour la prise en compte des discontinuités
dans le champ cinématique et thermique en garantissant la continuité des champs de contraintes et du
flux thermique à travers l’interface. William et al. [216] ont proposé un modèle cohésif de la dégrada-
tion thermomécanique de l’interface avec un couplage entre la dégradation mécanique, l’endommagement
élastique d’interface et la réponse thermique. Pour cela, ils ont introduit l’effet de la température dans la
formulation de la cinétique d’endommagement de l’interface, en considérant le potentiel d’énergie libre
du système à l’interface. Le modèle est applicable aux matériaux hétérogènes comme le béton, même si la
formulation de l’endommagement reste dans le domaine élastique. De manière analogue Cazes et al. [217]
ont proposé un modèle cohésif 1D, basé sur la dissipation d’énergie en respectant le cadre thermodyna-
mique pour la formulation du modèle. Le modèle est combiné avec un modèle d’endommagement continu
pour la modélisation du comportement des substrats. Cependant, aucune validation expérimentale a été
faite. Benabou et al. [218] ont proposé un modèle cohésif thermomécanique pour la prévision de la durabi-
lité des joints de soudure entre deux substrats différents. Ils ont modélisé la conductance de l’interface en
fonction de l’endommagement à l’interface. Ils ont défini une dépendance explicite des propriétés méca-
niques des substrats (module de Young et limite d’élasticité) et des propriétés d’interface à la température
et la vitesse de déformation. Özdemir et al. [43] ont proposé un modèle cohésif thermomécanique pour des
matériaux hétérogènes avec des interfaces ou des contacts surfaciques. Le modèle est basé sur le couplage
entre la réponse de traction-ouverture et la variation du flux de chaleur à travers l’interface en fonction
de sa conductivité, qui est directement liée à la cinématique d’ouverture de l’interface. La Figure I.53
présente un schéma de l’approche, dans laquelle t̄ est le vecteur des efforts appliqués, θ̄ la température,
q̄n le vecteur du flux de chaleur, et ū les conditions aux limites en déplacement. Le modèle est décrit
numériquement et appliqué à l’analyse de la réponse thermomécanique d’une microstructure granulaire
typique des matériaux céramiques utilisés comme des barrières thermiques.

Ces approches sont formulées via des modèles thermiques en combinaison avec des modèles méca-
niques, et en supposant que l’interface est clairement délimitée entre deux milieux. Cela n’est donc pas
adapté pour le cas des composites stratifiés.

Au vu des travaux présentés dans ce paragraphe, nous remarquons le manque de modèles ther-
momécaniques de prévision du délaminage pour les composites à matrice organique. Cela est dû à la
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Figure I.53 – Répresentation idéalisée d’un solide séparé par une interface soumis à un chargement
thermomécanique [43]

fois au caractère anisotrope et au comportement potentiellement non-linéaire en propagation. Comme
conséquence, l’identification des paramètres d’un modèle cohésif dépendant des effets de vitesse et de la
température reste complexe. Cette complexité est due principalement à la difficulté de séparer les diffé-
rents mécanismes dissipatifs afin de faire la part entre la création de surface par fissuration et d’autres
sources associées notamment à un comportement viscoélastique du matériau. Cela s’avère encore plus
complexe dans le cadre d’un couplage thermo-mécanique explicite entre un modèle cohésif et un modèle
de dégradation thermique, sachant qu’il peut y avoir un fort couplage entre les paramètres mécaniques
(modules, résistances et ténacités) et les paramètres thermiques (conductance et coefficients thermiques).

I.6 Conclusions et limitations

Au vu de l’état de l’art exposé concernant la tenue thermomécanique des matériaux composites
exposés au feu, nous avons remarqué un manque de compréhension des mécanismes d’endommagement
induits par la dégradation thermomécanique du matériau, en raison de la complexité et des couplages
des différents mécanismes mis en jeu. Cela a été clairement mis en évidence dans le paragraphe I.1
concernant la certification des structures soumis au feu et les essais réglementaires proposés par les
différents organismes dédiés à la certification, y compris dans le secteur aéronautique.

Afin de réduire le couplage des phénomènes physiques, il existe des moyens conventionnels permet-
tant d’en caractériser certains, comme nous l’avons présenté dans le paragraphe I.2. Ces essais s’avèrent
importants pour l’identification et la formulation des modèles de dégradation thermomécanique, notam-
ment aux échelles du stratifié ou du pli, comme nous l’avons présenté dans le paragraphe I.3. Cependant,
certains auteurs de la communauté feu ont remarqué l’importance des phénomènes d’endommagement
surfaciques comme les délaminages sur la réponse thermique. Ces mécanismes sont la conséquence de la
fissuration matricielle à une échelle plus fine, à l’échelle des fibres et de la matrice, et d’une dissipation
énergétique suffisante pour amener à une telle propagation, y compris dans les régions non dégradées
par pyrolyse. La prévision de ce phénomène sous gradient thermique est nécessaire, sachant qu’il s’agit
d’un mécanisme d’endommagement critique qui va conséquemment modifier la réponse mécanique et
thermique du matériau.

Il manque manifestement (i) de protocoles expérimentaux permettant de caractériser finement les
mécanismes de dégradation et d’endommagement à l’échelle du pli et de l’interface et (ii) de modèles
pouvant prédire le comportement du matériau à partir de cette information mésoscopique (et en particu-
lier dans la région non dégradée du matériau), ce qui n’est pas pris en compte dans les modèles actuels,
comme nous avons remarqué dans le paragraphe I.3.

Prévoir les réponses thermiques et mécaniques d’une structure soumise au feu nécessite donc d’avoir
(i) une bonne connaissance de l’influence de la température sur le comportement physique du pli et
(ii) une bonne description de l’ensemble des mécanismes d’endommagement observés, à savoir : la dé-
gradation volumique thermique (se traduisant par une perte de masse et une évolution des propriétés
thermophysiques), et la dégradation surfacique, associée à la fissuration matricielle. Le premier point a
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été déjà étudié dans la littérature, et concerne le comportement du pli en fonction de la température. De
plus, les modèles de dégradation actuels décrivent correctement la réponse thermique en absence d’en-
dommagement surfacique, mais en présence ou pas d’une dégradation volumique par pyrolyse. Donc, les
efforts de cette thèse vont porter sur le dernier point, à savoir l’influence de la température sur la réponse
à l’interface, et les conséquences d’une telle réponse sur le délaminage.

A cette fin, nous avons besoin d’avoir une connaissance du comportement du matériau d’autant plus
qu’il est non linéaire et/ou dépendant de la température, comme il a été déjà vérifié pour le comportement
du pli, comme conséquence du comportement visqueux de la matrice. En effet, les propriétés mécaniques
d’une matrice polymère sont fortement influencées par la température et présentent un comportement
visqueux même à température ambiante. Donc, l’objectif est double :

• Un besoin de trouver le lien entre la dégradation thermique, la température, le comportement et la
résistance mécanique du matériau (pli et interface).

• Un besoin de caractériser le comportement et la réponse en rupture de l’interface à l’aide des
méthodes expérimentales et numériques.

Pour ce faire, il s’avère nécessaire donc de focaliser notre attention sur deux aspects principaux : (i) l’ana-
lyse et l’observation des essais de propagation du délaminage en température et (ii) l’intégration des
conclusions issues des analyses expérimentales sur la modélisation de la rupture par délaminage en tem-
pérature.

L’état de l’art sur la caractérisation et la modélisation du délaminage en température reste très limité
comme nous l’avons présenté dans les paragraphes I.4 et I.5 respectivement, y compris à température
ambiante. Les quelques travaux concernant le mode II en particulier montrent les avantages des modèles
de zone cohésive afin de gérer à la fois l’amorçage et la propagation du délaminage. Donc, le choix
des éléments de zone cohésive pour la modélisation de l’interface semble l’option la plus pertinente pour
notre cas d’étude. Cependant, les identifications des paramètres restent très phénoménologiques, ainsi leur
application reste limitée aux cas concernés. Ces identifications sont mises en doute lorsque les conditions
de sollicitation du matériau sont différentes. Afin de palier cette problématique, certains auteurs ont
proposé des formulations des modèles cohésifs avec la prise en compte des effets de vitesse ou de la
température. Néanmoins, une fois encore, les études restent très limitées pour les matériaux composites,
en particulier en mode II par des essais normalisés. Nous rappelons que le mode II reste le mode de
rupture privilégié lors d’essais sous gradient hors plan de température et auquel nous portons l’intérêt
principal dans cette thèse. De plus, la question reste ouverte sur la nécessité de prendre en compte ces
effets non linéaires pour la prédiction du délaminage en température et dans ce cas, comment ajouter
cette dépendance aux modélisations cohésives.

Ces interrogations sont donc pertinentes, sachant qu’elles vont déterminer la formulation des cri-
tères en température pour la prévision de l’amorçage et la propagation du délaminage dans le cadre
des matériaux composites exposés à des chargements thermo-mécaniques complexes. L’amélioration de
l’estimation des performances mécaniques résiduelles des composites soumis au feu dépend alors de la
capacité des modèles à prévoir correctement les délaminages, donc des critères définis, en prenant en
compte un comportement représentatif du pli et de l’interface en fonction de la température.

Dans la suite, nous présentons d’une part, les bancs d’essai innovants INJECT et BLADE, dévelop-
pés à l’ONERA et qui vont nous permettre de : (i) caractériser la réponse d’interface en température,
en absence d’endommagement ou dans la phase de propagation et (ii) valider cette caractérisation de
la rupture des interfaces dans des cas de dégradation thermomécanique et trouver des liens entre l’en-
dommagement thermique et mécanique. D’autre part, nous présentons les analyses expérimentales et
numériques permettant de répondre aux questions posées ici et aux objectifs de la thèse.
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Introduction

Comme nous l’avons exposé dans le Chapitre I, peu d’essais en température ont été développés pour la
caractérisation en fissuration des matériaux composites à matrice organique. Dans le cadre des projets FSS
(Future Sky Safety) et PhyFire (Physics of Fire), l’ONERA a développé une plateforme d’essais nommée
INJECT (INternal Joule heating for thErmo meChanical characTerisation) pour la caractérisation en
température des propriétés mécaniques des matériaux composites. Ce dispositif expérimental permet
d’effectuer des essais mécaniques couplés à un passage de courant électrique au sein du matériau pour
chauffer une éprouvette par effet Joule [13,45,219]. L’avantage principal de ce dispositif par rapport à ceux
existants et utilisant un environnement thermique clos est la vitesse de chauffe plus importante en raison
du mode de chauffage en volume du matériau [12,13]. Grâce à cet aspect et à la modularité du dispositif,
il peut s’intégrer sur plusieurs configurations d’essais mécaniques standards (traction, caractérisation
du délaminage [13, 219]). Comme nous l’avons expliqué dans le paragraphe I.4 du Chapitre I, les essais
de caractérisation du délaminage en température sont très peu réalisés car ils présentent des difficultés
associées au fait de propager une fissure [25–30,30,31,137–139]. C’est pour ces raisons que dans le cadre
des projets précédents (FSS et PhyFire) l’ONERA a proposé l’adaptation du banc INJECT sur une
configuration d’essai ENF de propagation du délaminage en mode II pour la caractérisation des interfaces
en température, tout en respectant les consignes de la norme ASTM proposées pour cet essai [44].

L’objectif du chapitre consiste à mettre en évidence l’origine de la nature visqueuse d’un matériau
composite à matrice organique par l’analyse expérimentale et numérique de ces essais ENF en tempéra-
ture. Cela demande d’identifier les causes qu’induisent une réponse mécanique apparente visqueuse ainsi
que la zone dans laquelle ces effets visqueux sont exprimés : soit en volume dans les plis, soit en surface
à l’interface, soit les deux.

Dans ce chapitre, nous présentons dans un premier temps le montage INJECT pour ces essais, le
protocole d’essai, ainsi que la campagne expérimentale menée dans le cadre des projets FSS et PhyFire.
Nous présentons une première exploitation expérimentale de l’essai pour les différentes configurations
testées suivant la norme ASTM de l’essai ENF [44]. Dans un deuxième temps, nous cherchons à valider
l’analyse proposée par la norme ASTM, notamment en température. Pour cela, nous nous focalisons sur
deux aspects : (i) la mise en évidence d’une dépendance à la température de la réponse mécanique d’une
éprouvette dans les conditions d’essai par des simulations numériques et (ii) la vérification préalable de
l’état des éprouvettes tel que la nature des fronts de fissure ainsi que les longueurs de fissures initiales.
Finalement, nous analysons les essais plus en détail pour comprendre le comportement d’interface en
température à l’aide d’une comparaison entre l’analyse expérimentale et la simulation numérique des
essais. Cette analyse permet de conclure sur l’utilisation des données expérimentales pour caractériser
un comportement visqueux du matériau, sur sa modélisation numérique et sur l’échelle de modélisation
afin d’expliquer les réponses expérimentales observées. Finalement, des conclusions sont présentées sur
l’analyse expérimentale et numérique de l’essai INJECT, son exploitation ainsi que l’échelle d’étude la
plus pertinente afin d’aller plus loin sur la caractérisation du comportement d’interface en température.

II.1 Présentation et exploitation de l’essai de propagation du dé-
laminage en mode II en température : INJECT

Dans ce paragraphe, nous décrivons d’abord le banc d’essai INJECT et le protocole d’essai ENF
retenu pour la caractérisation de la propagation du délaminage en mode II. Il s’agit d’un essai ENF en
température selon la norme ASTM D7905 [44]. Ensuite, nous présentons l’exploitation des essais INJECT
pour le calcul de la ténacité selon cette norme.

II.1.1 Principe de l’essai, instrumentation du banc d’essai et préparation des éprou-
vettes

La Figure II.1 montre le schéma de principe de l’essai ENF avec insertion de courant tandis que
la Figure II.2 présente le dispositif expérimental complet. Comme présenté dans le paragraphe I.4.1.3
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Figure II.1 – Schéma de principe de propagation du délaminage en mode II avec introduction de courant
électrique [13]

Figure II.2 – Dispositif expérimental et multi-instrumentation du banc INJECT [13]
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Figure II.3 – Schéma de positionnement de l’éprouvette de l’essai en mode II d’ENF selon la norme
ASTM D7905 [44]

Figure II.4 – Exemple de biseau de 45 mm de long en extrémité d’éprouvette [13]

du Chapitre I, l’essai ENF repose sur un essai de flexion trois points et a été réalisé à l’ONERA sur
une machine de traction électromécanique Zwick Z010, avec une cellule d’effort de 10 kN. Le montage
doit respecter les consignes imposées par la norme ASTM, notamment en termes de distances et de
dimensions, comme le montre la Figure II.3. L’analyse de l’évolution de la compliance de l’éprouvette,
puis l’estimation de la ténacité comme nous le verrons dans la suite, vont dépendre à la fois de la distante
2L séparant les rouleaux d’appui, de l’épaisseur des bras h et de la position de l’amorce de fissure a0 entre
les rouleaux d’application de l’effort F . Cette amorce nécessaire pour faire propager le délaminage (voir
Figures II.1 et II.3) est faite à partir d’un insert en Téflon®/PTFE. Concernant la réalisation de l’essai
en soi, la vitesse de la traverse est fixée à 0.5 mm/min, valeur préconisée par la norme. Pour l’insertion
de courant, un générateur de puissance Hewlett Packard (6674A) est utilisé et délivre un courant continu
de 0-35 A et une tension continue de 0-60 V.

Au-delà des conditions d’essais classiques d’un essai ENF, il est utile d’insister sur (i) la préparation
de l’éprouvette et sa mise en place dans le dispositif et (ii) la multi-instrumentation de cet essai non
requis par l’essai ENF mais utilisé ici pour améliorer la compréhension du comportement et de la rupture
des interface en température.

Concernant la préparation de l’éprouvette pour l’insertion du courant, une des principales difficultés de
l’essai réside dans la transmission d’une puissance constante au sein de l’éprouvette à travers des électrodes
placées aux extrémités, afin de garantir une température constante. Pour cela, un contact direct entre
les électrodes et les tranches externes de l’éprouvette est assuré à l’aide de plaquettes et de serre-joints
comme le présente la Figure II.2. Afin de limiter tout claquage électrique ou perte de courant, les serre-
joints sont isolés du système à l’aide d’un tissu en fibre de verre. Afin de faciliter l’insertion de courant
électrique dans les fibres de carbone via ce contact direct, une préparation particulière des éprouvettes est
nécessaire. Ainsi, l’éprouvette est préalablement biseautée par polissage, comme le montre la Figure II.4.
Le but recherché tient à la fois dans l’augmentation de la surface de contact et dans l’amélioration du
contact direct entre les fibres de carbone et les plaquettes métalliques en limitant l’épaisseur de résine en
surface. Par cette augmentation de la surface et du contact des fibres, la résistance électrique de contact
est minimisée [13,45].

Concernant l’instrumentation de l’essai, une caméra optique pour faire de la Corrélation d’Images
Numériques (CIN) et une caméra infrarouge (IR) permettent d’acquérir des images sur les deux tranches
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de l’éprouvette comme le montre la Figure II.2. La résolution et les dimensions des champs d’observation
de ces deux caméras diffèrent. Une résolution de 70 px/mm sur un champ de 2048× 2048 px2 est observée
pour la caméra visible AVT et une résolution de 7 px/mm pour un champ de 640× 640 px2 est assurée
pour la thermographie à l’aide d’une caméra FLIR X6540sc ou Thermovision A40. Comme nous le verrons
par la suite la non coïncidence des axes d’observation et des distances focales des deux moyens d’imagerie
aura un impact sur le traitement et la comparaison des champs cinématiques et thermiques de l’essai.

La mesure des champs cinématiques est assurée par le logiciel de corrélation d’images numérique VIC-
2D de Correlated Solutions [220]. Pour cela, une préparation des échantillons est nécessaire et repose sur
la dépose d’un mouchetis. Ainsi le bord de l’éprouvette (épaisseur dépendant de la stratification mais
comprise entre 2 et 5 mm) est recouverte de peintures blanche et noire spéciales assurant une bonne
tenue en température et cela jusqu’à 600 ◦C. Le champ optique permet d’observer une zone d’environ
30 mm de longueur, positionnée au niveau de l’amorce de fissure, entre les deux rouleaux d’application de
l’effort. VIC-2D repose sur une méthode de corrélation d’images locale. Dans ce type d’approche, l’image
est décomposée en sous-domaines possédant chacune une distribution quasi unique de niveaux de gris.
Le principe repose alors sur la recherche de la position de ces sous-domaines dans les images successives
prises durant le chargement afin de déduire le champ cinématique, puis le champ de déformation locale.

L’acquisition de la température en surface de l’échantillon est assurée par une caméra IR et repose
sur l’évaluation de la température au travers de la mesure du rayonnement émis par l’éprouvette sur une
certaine bande spectrale. Selon l’essai, une caméra X6540sc ou ThermoVision A40 de Flir SystemsTM a
été utilisée dont les plages de longueur d’ondes sont de 3-5 µm et de 7-13 µm respectivement. La plage de
mesures de température est comprise entre 0-300 ◦C pour l’A40 et entre 0-550 ◦C pour l’X6540sc selon
la calibration retenue.

II.1.2 Protocole de l’essai INJECT en mode II

Comme expliqué dans le paragraphe I.4.1 du Chapitre I, le protocole de caractérisation de la ténacité
en mode II selon la norme ASTM D7905 [44] repose sur une analyse en compliance. Ce protocole est
compatible avec la configuration du dispositif INJECT présentée précédemment. Ce dispositif permet de
réaliser tant des essais ENF à température ambiante qu’à des températures plus élevées tout en respectant
les consignes concernant la sollicitation mécanique des essais de calibration et des essais de propagation
de cette norme. L’estimation de la compliance est réalisée de la même manière, que l’éprouvette soit à
température ambiante ou non. La seule différence dans le protocole pour les éprouvettes sollicitées en
température concerne la consigne en puissance électrique fournie par le générateur de puissance avant la
mise en charge mécanique du coupon et durant l’essai de flexion trois points. Cette consigne en puissance
comprise entre 20-80 W est séparée en deux phases, comme le montre la Figure II.5 pour un cas particulier,
avec une puissance de 50 W et une température moyenne dans l’éprouvette mesurée entre 72-75 ◦C.

Une rampe linéaire en puissance d’une durée de 10 secondes est tout d’abord imposée dans un premier
temps pour atteindre la puissance demandée. Cette puissance est alors maintenue dans une seconde
phase durant un palier décomposé également en deux parties. Dans la première partie de ce palier de
puissance d’une durée de 4 minutes (valeur empirique issue des essais précédents de traction sur le
banc INJECT [219]), l’éprouvette voit sa température atteindre une température stabilisée. À l’issue de
ce palier de 4 minutes, une consigne est émise vers la machine d’essais pour démarrer le chargement
mécanique tout en entamant la deuxième partie de ce palier régulée en puissance électrique et assurant
toujours le maintien en température du coupon.

Comme nous avons pu le remarquer, ce protocole facilite la réalisation des essais multi-instrumentés
avec de la CIN et la caméra IR. Pour les essais en température, le courant électrique induit une tem-
pérature moyenne autour la pointe de fissure comprise entre 60 ◦C et 120 ◦C dépendant de la puissance
appliquée. Grâce au système de corrélation d’images numériques (CIN) et à la caméra IR, il est possible
de connaître le champ de température par sa projection sur le champ de déplacement, en connaissant
la résolution thermique et optique. Pour cela, nous avons considéré une vision dite lagrangienne afin
d’estimer le champ thermique en suivant la cinématique de l’éprouvette [13, 22]. La vision lagrangienne
est justifiée en raison des grands déplacements et de la résolution plus faible de la caméra IR par rapport
à la caméra optique. Cela permet donc d’estimer une température moyenne sur le champ observable par
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Figure II.5 – Consigne en puissance (en bleu) et température moyenne (en rouge) associée au cours du
temps d’essai INJECT

CIN, comme nous l’avons montré dans la Figure II.5. De plus, cela va nous permettre de prendre en
compte la notion de température moyenne dans la première analyse des essais en suivant la norme ASTM
pour l’estimation de la ténacité en température. Cette analyse fait l’objet du paragraphe suivant.

II.1.3 Analyse de l’essai ENF en mode II à différentes températures selon la norme
ASTM

Dans ce paragraphe l’objectif est d’analyser la réponse macroscopique des essais ENF de propagation
du délaminage en mode II menés sur le banc INJECT ainsi que de calculer la ténacité des interfaces en
suivant le protocole de la norme ASTM D7905 [44]. Pour cela, deux campagnes d’essais expérimentaux
ont été menées pour notre matériau d’étude. La première campagne d’essais concerne des éprouvettes
à seize plis unidirectionnels [0]16, pour une épaisseur totale d’environ 4.16 mm, tandis que la seconde
campagne concerne des éprouvettes à huit plis [0]8, d’épaisseur totale d’environ 2.08 mm. Les éprouvettes
ont une largeur de 25 mm et une longueur de 250 mm, suffisante pour pouvoir réaliser tous les essais de
calibration de la compliance (sans propagation) et de propagation pour les deux configurations établies
dans la norme, PC et NPC.

Comme nous l’avons montré dans le paragraphe I.4.1.3 du Chapitre I, il est possible de calculer les
valeurs de ténacité apparente pour chaque éprouvette par la méthode de la compliance [44] qui s’exprime
par :

C(a) = A+ma3 (II.1)

avec a la longueur de fissure initiale, m et A des coefficients calculés par régression linéaire de l’évolution
de la compliance C(a) en fonction du cube de la longueur de la fissure. La ténacité en mode II, quant à
elle, s’écrit :

GIIC = 3mP 2
maxa

2
0

2B (II.2)

avec Pmax la force maximale mesurée pendant l’essai ENF, a0 la longueur de fissure initiale dans l’essai
jusqu’à rupture et B la largeur de l’éprouvette.
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Coupon Puissance-P [W] Séquence
d’empilement

P100-5 0 W [0]16
P100-4 20 W [0]16
P100-3 50 W [0]16
P100-6 80 W [0]16
P100-7 80 W [0]16

Tableau II.1 – Consignes en puissance électrique pour chaque éprouvette [0]16

Coupon Puissance-P [W] Séquence
d’empilement

P203-1 0 W [0]8
P203-2 0 W [0]8
P203-5 30 W [0]8
P203-6 30 W [0]8
P203-3 50 W [0]8
P203-4 50 W [0]8

Tableau II.2 – Consignes en puissance électrique pour chaque éprouvette [0]8

Afin d’obtenir les courbes de calibration et propagation permettant l’application de la norme, dans
le cadre des projets PhyFire et FSS, différentes éprouvettes [0]16 et [0]8 ont été testées respectivement
pour la caractérisation en température de la ténacité en mode II. Pour cela, des puissance électriques
comprises entre 20 W et 80 W ont été utilisées pour l’insertion de courant électrique au sein de ces
éprouvettes. Les Tableaux II.1 et II.2 montrent les consignes selon le set d’éprouvettes, soit des [0]16 ou
des [0]8 respectivement.

À titre d’exemple, la Figure II.6 montre les réponses macroscopiques force-déplacement des deux
essais de calibration (longueurs de fissure initiale a0 égale à 20 mm et 40 mm respectivement) et de l’essai
de propagation (a0 égale à 30 mm), pour les configurations non pré-fissurée (NPC) et pré-fissurée (PC). Il
s’agit d’une éprouvette [0]16 où la puissance appliquée est de 50 W. L’obtention des champs thermiques par
thermographie lagrangienne permet de comparer les réponses macroscopiques en fonction de l’évolution
de la température avant et durant la phase de propagation, afin de valider la stabilité de la température
au cours de l’essai. Dans l’analyse que nous présentons ensuite, seule la température en propagation a été
retenue comme température de référence pour chaque essai. Afin d’avoir une comparaison des courbes
de propagation pour les deux configurations NPC et PC, les Figures II.7 et II.8 montrent les réponses
force-déplacement pour l’ensemble des éprouvettes [0]16 et [0]8 respectivement.

Selon la norme ASTM [44] la ténacité à rupture d’interface dans les deux configuration de propagation
NPC et PC est principalement pilotée par deux éléments : le pic de force atteint avant la propagation et
la compliance de l’éprouvette. Cela en considérant des longueurs initiales de fissures théoriques, imposées
au préalable à l’étape de fabrication (20 et 40 mm pour les essais de calibration et 30 mm pour les
essais de propagation). Les Figures II.7 et II.8 montrent un comportement macroscopique induisant une
rupture fragile à température ambiante, mais plus ductile en température. Cet aspect est encore plus
marqué pour les essais NPC que PC. Cependant, c’est pour les configurations NPC que l’effet de la
température est particulièrement visible sur la force maximale. Nous observons une diminution du pic
de force pour les configurations PC par rapport aux configurations NPC. Ceci s’explique en partie par
la nature de l’amorce de fissure venant à se propager. Cette différence entre les configurations PC et
NPC a été déjà observée dans la littérature à température ambiante [122,129,221,222], même si l’analyse
en température reste moins étudiée [139]. Pour chaque essai, nous n’avons testé qu’une seule fois les
éprouvettes pour chacune des configurations NPC et PC. Donc, dans notre cas, l’obtention de la valeur
de la ténacité précise de respecter l’hypothèse d’un comportement macroscopique quasi-linéaire comme
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(a) NPC - 50 W (b) PC - 50 W

Figure II.6 – Courbes de calibration et de propagation force-déplacement pour une éprouvette [0]16 testée
à 50 W

(a) Configuration NPC (b) Configuration PC

Figure II.7 – Comparaison de la réponse macroscopique force-déplacement pour l’ensemble des éprou-
vettes [0]16

(a) Configuration NPC (b) Configuration PC

Figure II.8 – Comparaison de la réponse macroscopique force-déplacement pour l’ensemble des éprou-
vettes [0]8
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(a) Configuration NPC (b) Configuration PC

Figure II.9 –Détermination des paramètresm et A à partir de l’évolution de la compliance en considérant
des longueurs de fissure théoriques. Eprouvettes [0]16

(a) Configuration NPC (b) Configuration PC

Figure II.10 – Détermination des paramètres m et A à partir de l’évolution de la compliance en consi-
dérant des longueurs de fissure théoriques. Eprouvettes [0]8

l’indique la norme ASTM [44]. Afin de respecter la norme, ce point demande d’effectuer l’analyse avec
certaines précautions sur le pic de force et la compliance, comme nous le montrons ensuite.

Concernant la force maximale associée à la ténacité du matériau, elle correspond selon la norme au
premier pic de force [44], associé aux conditions initiales du matériau et de la configuration de l’essai.
Nous remarquons que dans certains cas, notamment pour les éprouvettes [0]16 à 50 W (P100-3 NPC)
et à 80 W (P100-6 NPC / PC et P100-7 NPC / PC), une première propagation est atteint pour des
forces de 1120 N, 849 N, 740 N, 813 N et 760 N respectivement. Dans le cas à 50 W (P100-3 NPC) et à
80 W (P100-6 NPC et P100-7 PC) cela correspond à une perte conséquente de la raideur macroscopique,
insuffisante pour produire la rupture subite par délaminage, qui a lieu après un deuxième pic de force
de rupture supérieur. Par ailleurs, dans le cas à 80 W (P100-6 PC et P100-7 NPC), le premier signe
de propagation est suivi d’une augmentation de la raideur comme conséquence d’une modification de la
configuration initiale de l’essai. Cela change le transfert de charge entre le poinçon et l’éprouvette, et
comme conséquence, la suite de la courbe n’est plus exploitable.

Concernant l’analyse de la compliance, les Figures II.9 et II.10 montrent son évolution pour chaque set
d’éprouvettes ([0]16 et ([0]8)). Nous avons obtenu ces courbes à l’aide des compliances issues des courbes
de calibration et de propagation pour chaque éprouvette. Nous remarquons la linéarité de la compliance
par rapport à la longueur de fissure au cube, avec des pentes similaires pour les configurations NPC et PC
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Coupon Puissance-
P[W]

Température
NPC/PC

m
[10-8N−1mm−2]

NPC/PC

GIIC [J/m2]
NPC/PC

P100-5 0 W 22 ◦C
(ambiante) 1.53/1.59 1791/1175

P100-4 20 W 26 ◦C/51 ◦C 1.62/1.53 1844/1367
P100-3 50 W 74 ◦C/70 ◦C 1.88/1.85 1238/1372
P100-6 80 W 95 ◦C/87 ◦C 1.20/1.49 474/418
P100-7 80 W 122 ◦C/105 ◦C 1.26/1.70 447/450

Tableau II.3 – Détermination de la ténacité à rupture des interfaces en mode II pour l’ensemble des
éprouvettes [0]16

Coupon Puissance-
P[W]

Température
NPC/PC

m
[10-7N−1mm−2]

NPC/PC

GIIC [J/m2]
NPC/PC

P203-1 0 W 22 ◦C
(ambiante) 1.04/0.97 3012/816

P203-2 0 W 22 ◦C
(ambiante) 0.89/1.02 2553/798

P203-5 30 W 30 ◦C/87 ◦C 0.78/1.30 2332/855
P203-6 30 W 71 ◦C/67 ◦C 0.69/1.24 1159/909
P203-3 50 W 71 ◦C/69 ◦C 1.31/1.23 1474/802
P203-4 50 W 92 ◦C/86 ◦C 0.89/1.04 850/659

Tableau II.4 – Détermination de la ténacité à rupture des interfaces en mode II pour l’ensemble des
éprouvettes [0]8

et pour les températures différentes. Les valeurs différentes pour les ordonnées à l’origine sont dues aux
raideurs légèrement différentes pour chaque niveau de température. Dans le cas des éprouvettes [0]16 nous
pouvons apercevoir certains points qui mettent en doute la linéarité de la compliance avec la longueur de
fissure au cube. Cela est fortement lié à l’erreur induite par les considération faites concernant soit des
longueurs de fissure initiale théoriques différentes des longueurs réelles apparentes, soit à l’hypothèse du
comportement macroscopique quasi-linéaire pour le calcul de la compliance comme l’exige la norme. Ces
questions sont discutées numériquement dans le paragraphe II.2 et complétées par l’apport de l’analyse
expérimentale dans le paragraphe II.3.

Sous l’hypothèse de la linéarité des courbes précédentes, nous pouvons calculer les valeurs des té-
nacités apparentes pour les configurations d’initiation (NPC) et propagation (PC) du délaminage. Les
Tableaux II.3 et II.4 montrent les valeurs obtenues pour chaque essai selon la séquence d’empilement,
ainsi que les valeurs des pentes de compliance et la température moyenne autour la zone de propagation
du délaminage, avant son début. Dans le cas des éprouvettes [0]16 nous remarquons une dépendance de
la ténacité à la température tant pour les configurations NPC que PC. Par contre, dans le cas des éprou-
vettes [0]8 nous observons une forte influence de la température sur la ténacité NPC, mais des valeurs
de ténacité peu influencées par la température dans les cas PC. Ces différences entre les configurations
peuvent être imputées à l’influence des conditions de la pré-fissure (sa longueur et la forme du front
de fissure), mais aussi à l’état du matériau en pointe de fissure, qui s’avère fortement dépendant à la
température.

Il est donc nécessaire d’analyser l’essai ENF plus en détail afin de s’assurer que son exploitation
pour la détermination de la ténacité est valable même en température et d’expliquer les différences qui
apparaissent entre les configurations d’essai. Pour cela, quatre questions principales doivent être traitées,
à savoir (i) l’effet de la température sur la réponse macoscopique, sur les propriétés élastiques du pli et sur
la réponse à l’interface, (ii) l’effet de la réponse macroscopique du pli sur la propagation du délaminage
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à l’interface, (iii) le faciès des fronts de fissure dans les configurations PC et (iv) la longueur effective des
amorces de fissure initiales. Dans le premiers point, il s’agit de vérifier plus précisément si des phénomènes
dissipatifs autres que ceux conduisant à la propagation de la fissure à l’interface sont à l’œuvre. Dans
ce cas précis, se pose la question de l’influence du comportement non linéaire des plis en température
et de l’importance d’en tenir compte dans l’estimation de la ténacité. Le deuxième point doit vérifier si
un tel comportement non linéaire des plis en température a des conséquences importantes sur la réponse
mécanique à l’interface. Dans ce cas, la validité de la norme en température serait aussi mise en question.
Le troisième point vise à assurer que les amorces de fissures sont bien rectilignes car il est bien connu que
la forme du front de fissure peut fortement influencer les valeurs de ténacité mesurée [223]. Enfin le dernier
point vérifie les longueurs réelles de fissure initiales car le carré de cette mesure intervient directement
dans l’estimation de la ténacité (formule II.2) mais également indirectement via la paramètre m issu de
la régression linéaire du cube de a0 avec la compliance des échantillons. Pour cela, il est intéressant de
voir dans quelle mesure l’information issue de la CIN peut être intéressante à exploiter. Ces quatre points
seront au cœur du paragraphe suivant.

II.2 Validation de l’essai ENF en température

II.2.1 Influence du comportement du pli sur la réponse en mode II

Ce paragraphe vise à déterminer l’influence du comportement du pli dépendant de la température
sur la réponse mécanique en mode II par des simulations numériques de l’essai INJECT. Pour cela, nous
présentons tout d’abord le modèle EF retenu et les hypothèses permettant d’optimiser la simulation de
l’essai ENF et de la propagation du délaminage en mode II. Pour cela, un modèle EF utilisant des éléments
de zones cohésives est mis en place. Dans un premier temps, nous présenterons le modèle retenu, visant
à limiter le temps de calcul souvent élevé pour ce type de modélisation. Dans ce modèle, la température
n’a d’effet que sur le comportement des plis qui est considéré comme viscoélastique. Aucun effet de la
température n’est pris en compte au niveau de l’interface car l’objectif de ce paragraphe est justement
d’identifier l’effet des mécanismes dissipatifs autres que ceux liés à la propagation de la fissure. Cette
influence de la température est alors analysée sur deux résultats principaux de simulation : (i) la réponse
force-déplacement à l’échelle macroscopique et (ii) l’évolution du champ de contrainte à l’interface.

II.2.1.1 Modélisation de l’essai ENF

L’objectif de ce paragraphe est de présenter le modèle EF de référence le plus robuste et représentatif
des essais ENF à température ambiante. Pour cela, des simulations numériques de ces essais ENF ont
été effectuées à l’aide du solveur EF ZéBuLoN de la suite Z-Set co-développée par l’ONERA et les
Mines ParisTech. La stratégie de maillage et le modèle paramétrique EF sont adaptés des travaux de
Vandellos [224]. Dans cette stratégie de maillage, différents paramètres sont activables selon le besoin
comme la dimension du modèle, la prise en compte explicite des rouleaux, la taille et la formulation des
éléments comme le montre la Figure II.11.

Afin de converger sur une modélisation robuste et rapide d’un point de vue numérique, nous avons
vérifié certaines hypothèses de modélisation et de calcul, à savoir (i) l’influence des hypothèses de calcul,
des conditions limites et du choix de modélisation et (ii) la modélisation de la pré-fissure. Pour cela,
le comportement des bras a été modélisé par une loi élastique linéaire (avec des données matériaux
du carbone/époxy T700GC/M21 identifiés dans des études précédentes [224]), tandis que les éléments
d’interface suivent une loi cohésive bilinéaire proposée par Turon [200,201] dont la formulation a déjà été
présentée dans le paragraphe I.5.2 du Chapitre I. À titre de rappel, la Figure II.12 montre l’évolution
de l’endommagement suivi par l’élément de zone cohésive comme conséquence de la perte continue de sa
raideur. Cette perte de raideur est pilotée par la variable d’endommagement λ afin d’assurer la dissipation
de l’énergie de rupture d’interface au niveau de l’élément.

Les valeurs des propriétés élastiques du matériau ainsi que les paramètres cohésifs utilisés correspon-
dant aux valeurs identifiées classiquement pour la propagation du délaminage en mode II à température
ambiante [224] sont présentés dans les Tableaux II.5 et II.6.

77



Caractérisation et modélisation des interfaces CMO à haute température – Application à la tenue au feu

Figure II.11 – Dimensions et maillage du problème ENF avec rouleaux

Figure II.12 – Schématisation du comportement des éléments de zone cohésive suivant une loi bilinéaire

Module de
Young El

Module
transverse

Et

Module de
cisaillement

Glt

Coefficient de
Poisson

transverse νtt

Coefficient de
Poisson dans le

plan/hors plan νlt
110000 MPa 8400 MPa 3700 MPa 0.51 0.31

Tableau II.5 – Valeurs de références des paramètres matériaux du modèle ENF

Résistance
d’interface Sc

Ténacité GIIC
Raideur

d’interface K0

90 MPa 1300 J/m2 105MPa/mm

Tableau II.6 – Valeurs de références des paramètres du modèle cohésif pour la simulation de l’essai ENF
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Figure II.13 – Schéma des hypothèses principales de modélisation de l’essai ENF

Concernant les hypothèses de calcul, une hypothèse des grands déplacements et petites déforma-
tions est retenue avec la modélisation explicite des rouleaux en conditions aux limites. Le comportement
des rouleaux est élastique linéaire, présentant une ridigité bien plus importante que l’éprouvette (E =
20000 GPa). Cela est nécessaire afin d’assurer un bon transfert de charges entre la force appliquée sur le
rouleau supérieur au travers du déplacement imposé et la force perçue par l’éprouvette [225]. Nous avons
modélisé le volume des bras de l’éprouvette par des éléments quadratiques avec intégration réduite. Ces
éléments permettent à la fois d’améliorer la convergence numérique en flexion par rapport aux éléments
quadratiques d’intégration complète [225] ainsi que de mieux décrire la cinématique de flexion de l’élé-
ment par rapport aux éléments linéaires [226]. Ces éléments permettent d’avoir une estimation du champ
de contraintes qui soit plus réaliste et plus physique que celle obtenue avec des éléments linéaires. En
conséquence, ils sont recommandés pour une modélisation robuste de la propagation du délaminage d’un
essai ENF. De plus, la modélisation de la géométrie complète, dans la largeur de l’éprouvette présente
certaines limites et inconvénients, notamment pour la convergence du calcul des contacts entre l’éprou-
vette et les rouleaux. Afin de corriger ces incompatibilités entre le calcul du contact pour des éléments
quadratiques réduits, nous avons simplifié le maillage en ne mettant qu’un seul élément dans la largeur,
avec une taille d’élément de 1 mm. Afin de pallier les effets de bords induits par cette largeur d’éprou-
vette anormalement faible, une nouvelle condition de symétrie est imposée (Uz = 0 dans le plan Z = 0
de l’éprouvette).

Concernant la modélisation de l’amorce d’une longueur a0 entre le bras supérieur et inférieur de
l’éprouvette, nous avons choisi des éléments de zone cohésive (Cohesive Zone Model - CZM) totalement
endommagés (i.e. λ = 1). La raideur en compression de ces éléments doit être suffisamment élevée afin de
limiter la perturbation sur les contraintes vues par les éléments cohésifs dans la zone de propagation de
la fissure, et ainsi sur l’évolution du délaminage dans ces éléments. La Figure II.13 présente une synthèse
de la modélisation de l’essai ENF retenue par la suite.

II.2.1.2 Analyse de la réponse numérique macroscopique en température

Dans ce paragraphe, nous cherchons à analyser l’influence de la température et du comportement
non linéaire des plis sur la réponse macroscopique et celle de l’interface. La dépendance à la température
n’est ici prise en compte que dans le comportement visqueux des bras en utilisant la loi viscoélastique en
température exposée dans le paragraphe I.3.3 du Chapitre I. notre Pour matériau d’étude (T700GC/M21),
l’identification des paramètres du comportement visqueux en température a été présenté dans des travaux
précédents [8,21,22,100] et ne fait pas l’objet de notre analyse. L’objectif ici est de voir dans quelle mesure
ce comportement non linéaire dans le volume de l’éprouvette peut avoir une influence sur la ténacité de
l’interface [109, 168]. C’est pour cela qu’aucune dépendance explicite à la température n’est considérée
dans cette analyse pour les paramètres de la loi CZM (présentés précédemment dans le Tableau II.6).

En raison d’un comportement du pli qui est maintenant dépendant de la vitesse de sollicitation, la vi-
tesse du poinçon est imposée pour correspondre à celle réellement appliquée dans l’essai, soit 0.5 mm/min.
Les simulations numériques ont été effectuées en considérant un niveau de température homogène dans
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Figure II.14 – Évolution de la force en fonction du déplacement lors d’un essai ENF pour une éprouvette
[0]16. Comparaison entre résultats numériques en 3D pour différentes températures et l’essai expérimental
à température ambiante

toute l’éprouvette et sans prendre en compte la contribution de la déformation thermique pour faciliter
la comparaison des champs de déformations entre les différentes simulations. Nous supposons donc un
équilibre thermique afin de n’évaluer que l’influence de la température au travers du comportement du
pli.

La Figure II.14 montre une comparaison de la courbe force-déplacement obtenue pour les quatre
niveaux de température évalués et correspondant à une éprouvette [0]16. Les résultats mettent en évidence
l’influence de la température sur la réponse macroscopique de l’éprouvette. La raideur de l’éprouvette
diminue très légèrement avec l’augmentation de la température qui exacerbe le comportement visqueux
des bras et vient réduire les modules apparents du matériau, notamment celui de cisaillement hors plan.
Cependant, cette perte de raideur macroscopique est faible puisque la réponse de l’éprouvette lors d’un
chargement en flexion (sollicitations en traction/compression selon la position par rapport à la fibre
neutre de l’éprouvette) est pilotée majoritairement par les propriétés du matériau dans le sens des fibres,
qui, dans le modèle viscoélastique utilisé, ne sont pas influencées par la température. Dans la plage de
températures ici évaluée, il est raisonnable de ne pas considérer d’influence notable de la température
sur le comportement dans le sens des fibres puisque le module de Young longitudinal (El) de ce matériau
n’est affecté qu’à partir de la température de transition vitreuse (∼180 ◦C pour le matériau d’étude) [8].

Le pic de force maximale augmente très légèrement avec la température. Néanmoins, la chute de force
reste brutale avec une propagation très rapide du délaminage en mode II, quelle que soit la température,
ce qui contredit les observations expérimentales. La question qu’il reste à poser maintenant concerne la
pertinence du calcul de la ténacité en respectant les formules de la norme ASTM y compris pour des
sollicitations en température.

II.2.1.3 Validation de l’estimation de la ténacité selon la norme ASTM

En raison de la faible influence de la température sur la réponse macroscopique en considérant un
comportement visqueux des bras, nous cherchons à vérifier ici si un tel comportement influence l’analyse
de l’estimation de la ténacité par l’application de la norme ASTM D7905 [44]. Pour cela, les mêmes
consignes décrites par la norme et rappelées précédemment dans le paragraphe I.4.1.2 ont été suivies
pour obtenir l’évolution de la compliance en fonction de la longueur de fissure. Plusieurs simulations
numériques avec différentes longueurs de fissure initiale (a0 = 20, 25, 30, 35, 40 mm ) ont été réalisées
pour estimer l’évolution de la compliance des éprouvettes et cela pour différents niveaux de température
(20 ◦C, 60 ◦C, 100 ◦C et 140 ◦C) en considérant toujours les mêmes hypothèses de modélisation que celles
présentées dans le paragraphe II.2.1.1. De ces résultats, il est alors possible de déterminer des coefficients
A et m selon l’Equation II.1 par une régression linéaire de l’évolution de la compliance avec le cube de
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Figure II.15 – Analyse de l’évolution de la compliance en fonction de la longueur de fissure au cube pour
différentes températures

Température 20 ◦C 60 ◦C 100 ◦C 140 ◦C
m

[10-8N−1mm−2] 1.674 1.668 1.704 1.692

Tableau II.7 – Estimation de la pente des courbes C−a3
0 obtenues numériquement à partir des régressions

linéaires

la longueur de fissure (Figure II.15). Le Tableau II.7 présente les valeurs identifiées du coefficient m en
fonction de la température.

Cette étude prouve la quasi indépendance du paramètre m en fonction de la température. Afin de
vérifier que la ténacité apparente des interfaces en mode II pur dépend uniquement du pic de force
maximale en température selon l’Equation II.2, il est maintenant nécessaire de voir comment se propage
la fissure en fonction de la charge imposée. Cette analyse doit permettre de déterminer s’il y a un effet
de la température sur la ténacité apparente macroscopique au cours de la propagation, ou si l’énergie
dissipée totale correspond quasiment à l’énergie dissipé à l’interface. Cette validation, qui nécessite une
analyse locale de la réponse à l’interface, est présentée dans le paragraphe suivant.

II.2.2 Influence de la température sur la propagation du délaminage : Étude numé-
rique

Afin de voir l’effet de la température sur la propagation du délaminage en considérant un compor-
tement visqueux des bras, il est nécessaire de comparer l’évolution des variables des éléments de zone
cohésive représentant la réponse endommageable de l’interface en termes de contraintes, avant, pendant
et après la propagation de l’amorce (a0 = 30 mm).

Afin de pouvoir comparer les différentes simulations en température, notamment vis-à-vis du charge-
ment vu au niveau de l’interface, nous avons décidé de comparer ces résultats à iso-force afin de pallier la
faible influence de la température sur la compliance de l’éprouvette. La Figure II.16 trace l’évolution de
la contrainte de cisaillement à l’interface τxy ainsi que la force appliquée au cours du temps et au niveau
de la pointe de fissure. On constate que la contrainte vue par l’interface est pratiquement identique avant,
durant et après la propagation du délaminage, quelle que soit la température considérée, ce qui valide
l’hypothèse de comparaison à iso-force du comportement au niveau local. Cette première analyse semble
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Figure II.16 – Évolution de la contrainte de cisaillement à iso-force en pointe de fissure initiale (x =
30 mm). Comparaison entre résultats numériques en 3D pour des températures différentes

indiquer que le comportement visqueux local du pli n’est pas exacerbé par la présence d’une fissure. Mais
cela ne suffit pas pour justifier s’il peut y avoir un effet sur le gradient de contraintes en aval de la pointe
de fissure.

Afin de conforter cette première analyse, nous avons comparé l’évolution du champ de contrainte à
iso-force vu par l’interface à deux moments décisifs (au début et après la propagation). Cette analyse
permet de vérifier dans quelle mesure la température perturbe la forme du champ de contrainte perçu
par l’interface, et donc l’évolution progressive de l’endommagement et la Process Zone associée. Sur la
Figure II.17, la courbe du début de la propagation correspond à l’instant où la force numérique est maxi-
male pour la température concernée. Bien que la comparaison numérique ne peut se faire exactement
pour les mêmes longueurs de propagation de fissure, on constate que pour des valeurs proches de propa-
gation de fissure (associées à τxy = 0 et donc λ = 1), le champ de contrainte est tout à fait identique.
Cela signifie que le comportement des plis perturbe de manière quasi négligeable le champ de contrainte
à l’interface.

Nous pouvons donc conclure de ces analyses numériques que la ténacité est a priori bien estimée
avec la norme ASTM et que le champ de contrainte vu par l’interface n’est que très peu affecté par le
comportement viscoélastique des plis. En effet, à cette échelle de modélisation, c’est le comportement
longitudinal des plis qui joue à l’ordre 1 sur la réponse macroscopique et sur le champ de contrainte à
l’interface. Il reste donc maintenant à vérifier (i) la forme des fronts de fissure après propagation et (ii)
les longueurs d’amorçage réelles de l’essai en s’appuyant sur l’instrumentation mise en place.

II.2.3 Validation des fronts de fissure pour l’analyse de l’essai ENF en température

Nous rappelons que la norme ASTM D7905 [44] impose différents essais sur deux configurations
différentes, nommées NPC et PC, comme expliqué dans le paragraphe II.1. L’intérêt est d’obtenir des
valeurs de la ténacité à rupture dans une configuration vierge (NPC) avec une pré-fissure artificielle créée
par l’insertion d’un film de téflon ou dans une configuration (PC) pour laquelle le front de fissure est
la conséquence d’une précédente propagation de fissure et plus représentative de la réalité d’une fissure
de délaminage au sein du matériau à caractériser. Cependant, la validité des résultats tant pour les
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Figure II.17 – Contrainte de cisaillement à iso force en fonction de l’ordonnée x dans la longueur de
l’éprouvette. Comparaison entre résultats numériques en 3D pour des différentes températures

configurations NPC que PC nécessite de s’assurer que les fronts de fissure restent droits au cours de la
propagation. Peter et Davidson [223] montrent sur des essais ENF qu’en partant d’un front nécessairement
non droit, cela conduit à une sous estimation de la ténacité du matériau de l’ordre de 20% alors que pour
un front droit quelle que soit la méthode retenue pour initier cette première fissure, on tend vers une
valeur peu dispersée et constante. Nous devons alors vérifier l’état du front de fissure des éprouvettes
testées sur INJECT.

Les éprouvettes ont été inspectées par une méthode de contrôle non destructif de type thermographie
infrarouge impulsionnelle [227–229]. Cette méthode est basée sur l’évolution temporelle de la décroissance
de la température d’un corps soumis à une excitation de type flash thermique. Cette réponse doit en toute
théorie suivre une courbe linéaire de pente −1/2 dans un diagramme log(T )/log(t), avec T la température, et
t le temps. Tout écart à cette droite conduit à estimer qu’une dégradation des propriétés du matériau, ou
la présence d’une lame d’air, a perturbé la conduction de la chaleur au sein du matériau. L’instant
de cet écart renseigne sur la localisation dans la profondeur de cet perturbation afin de révéler un
signe d’endommagement. La Figure II.18 montre les champs des dérivées premières issues du diagramme
log(T )/log(t) à un instant donné pour les stratifiés [0]16 et [0]8.

Au vue de ces observations, nous remarquons que le front de délaminage des éprouvettes est initia-
lement droit. Par contre, dans certain cas ([0]16 à 80 W et [0]8 à 0 W et à 30 W), les fronts évoluent
légèrement au cours de la propagation. Cela est particulièrement remarquable à la fin des essais PC pour
lesquels nous observons un gradient des dérivées premières selon la largeur des éprouvettes surligné en
pointillé sur la Figure II.18.

Au final, ces observations confirment que l’amorce pour les conditions NPC est valide pour la pro-
pagation du délaminage mais pas nécessairement pour les conditions PC au vu des observations des
fronts de fissures finaux. En conséquence, les traitements des essais en configuration NPC selon la norme
ASTM D7905 [44] sont a priori valables, mais sont discutables pour certaines configurations PC.

C’est pour l’ensemble de ces remarques que nous avons décidé de privilégier les configurations NPC
par rapport aux configurations PC. Au-delà de la question de la forme du front de fissure considéré droit
dans la norme, il est nécessaire de vérifier les longueurs effectives de fissure initiales, sachant que c’est le
paramètre qui influence le plus le calcul de la ténacité à rupture selon l’Equation II.2.
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(a) Champs des dérivées premières à
t=0.5s pour les éprouvettes [0]16

(b) Champs des dérivées premières à t=1s
pour les éprouvettes [0]8

Figure II.18 – Champs des dérivées premières de log(T )/log(t) à un instant donné pour les éprouvettes
[0]16 et [0]8 testées sur INJECT

II.2.4 Analyse des longueurs de fissure expérimentales de l’essai ENF en tempéra-
ture

L’estimation de la position initiale de la pointe de fissure est nécessaire pour réduire l’erreur de la
caractérisation de la ténacité puisque GIIC dépend du carré de a0 dans l’Équation II.2. Nous cherchons
donc une méthode permettant l’estimation de cette longueur. Pour cela, différentes méthodes ayant
recours aux données expérimentales issues de la multi-instrumentation de ces essai, sont envisageables.
Nous pouvons opter pour des méthodes de traitement d’images thermographiques ou optiques (i.e. CIN).
Néanmoins, une mesure par méthode thermique ou optique de la position de la pointe de fissure nécessite
la définition d’un critère a priori arbitraire pour lequel on considère que le champ analysé appartient à
un champ fissuré.

Afin d’éviter la définition d’un critère arbitraire qui rende imprécise l’estimation des positions de la
pointe de fissure, nous avons opté par une procédure d’identification inverse permettant d’intégrer un
ensemble des données de champs de CIN et faire l’identification sans besoin de définir aucun critère
arbitraire. Cette procédure est décrite dans le paragraphe suivant.

II.2.4.1 Démarche d’identification des paramètres macroscopiques de l’essai (longueur de
fissure, comportement des bras) par comparaison essai-calcul

Nous proposons ici une procédure d’identification des longueurs de fissure initiales a0 par une méthode
inverse en utilisant les données des champs de déplacement transverse (dans la direction longitudinal) et
hors plan (dans la direction vertical) issues de la CIN, et des simulations numériques de l’essai ENF comme
présenté dans le paragraphe II.2.1. Sachant que la réponse cinématique de l’essai ENF est linéaire avec la
force dans la partie de la courbe utilisée pour l’obtention des pentes Force-Déplacement et le calcul des
raideurs et compliances, les champs de déplacement d’entrée ont été choisis durant cette phase. Plusieurs
cartes temporelles ont été sélectionnées pour chaque essai. Durant ces phases, aucun endommagement
n’évolue et la linéarité de l’évolution des champs de déplacement avec la force est vérifiée. Par cette
approche, il est alors possible de normaliser l’ensemble des champs, de réduire l’effet du bruit de mesure
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Coupon Puissance-
P[W]

Température
NPC

a0 [mm]
NPC

El [GPa]
NPC

m
[10-8N−1mm−2]

NPC

GIIC
[J/m2]
NPC

P100-5 0 W 22 ◦C
(ambiante) 33.1 121.35 1.51 1766

P100-4 20 W 26 ◦C 32.8 117.41 1.55 1761
P100-3 50 W 74 ◦C 35.6 107.13 1.85 1217
P100-6 80 W 95 ◦C 33.3 83.37 1.49 586
P100-7 80 W 122 ◦C 33.6 76.82 1.70 603

Tableau II.8 – Détermination de la ténacité à rupture des interfaces en mode II avec l’estimation de a0
par méthode inverse pour l’ensemble des éprouvettes [0]16

et limiter la dispersion des paramètres à identifier. Le modèle utilisé correspond au modèle de référence
présenté dans le paragraphe II.2.1.1. Il est important de souligner que l’identification de la longueur de
fissure initiale ne peut se faire sans l’identification associée de l’ensemble des paramètres sensibles sur
les champs de déplacement. La détermination des paramètres (propriétés du matériau ou des paramètres
géométriques) les plus influents peut se faire par une analyse analytique ou numérique, comme nous
l’expliquons ensuite.

Certains auteurs [166, 230] ont proposé des expressions analytiques de la réponse macroscopique de
l’essai ENF, basée sur la résistance de matériaux. L’Equation II.3 suivante montre l’expression pour la
compliance (en absence d’endommagement).

C = −3(2L− a0)3 + (2L)3

96ExJ
(II.3)

avec Ex le module longitudinal effectif et J le moment d’inertie de la section rectangulaire, qui dépend
donc de la géométrie de l’éprouvette.

Étant donné que l’essai ENF est un essai de flexion sur une éprouvette pré-fissurée, les paramètres les
plus influents sur la réponse mécanique sont donc comme attendus des paramètres géométriques tels que
a0 et l’épaisseur mais également le module longitudinal effectif Ex qui traduit la raideur macroscopique du
matériau. Berthelot [64] propose L’Equation II.4 correspondant au rapport entre le module longitudinal
effectif Ex et le module de cisaillement effectif Gxy pour la flexion d’une éprouvette en composite sur la
base de la résistance des matériaux et la théorie classique des composites stratifiés.

Ex
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=
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64ν2
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(
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)(
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7 + Et
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8
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) × 2El
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(II.4)

Les expressions précédentes supposent que la réponse est indépendante de la raideur d’interface, qui
est considérée comme infinie et donc ne contribue pas à la raideur de l’éprouvette. Tout comme la solution
proposée par Allix et al. [166, 230], l’application numérique de ces expressions montre que la réponse en
flexion est bien pilotée par la géométrie de l’éprouvette et principalement par les propriétés matériaux
dans le sens longitudinal. On montre que le module de cisaillement effectif Gxy a peu d’influence sur la
réponse macroscopique en flexion. Ces hypothèses ont été également vérifiées par simulation numérique,
confirmant cette faible influence du module de cisaillement et est en bon accord avec les résultats montrés
dans le paragraphe II.2.1 lorsqu’un comportement visqueux dépendant de la température est considéré
pour modéliser la réponse des bras.

Comme mentionné précédemment, l’identification inverse de la longueur de fissure initiale a0 implique
donc l’identification conjointe du module longitudinal El et de la valeur de a0. Les Tableaux II.8 et II.9
montrent les valeurs identifiées tant pour les éprouvettes [0]16 que [0]8, ainsi que les valeurs de ténacité
associées pour la configuration NPC de chaque essai. Nous soulignons le bon accord des valeurs du
module longitudinal pour les éprouvettes [0]8. Cependant, certaines valeurs sont anormalement faibles
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Coupon Puissance-
P[W]

Température
NPC

a0 [mm]
NPC

El [GPa]
NPC

m
[10-7N−1mm−2]

NPC

GIIC
[J/m2]
NPC

P203-1 0 W 22 ◦C
(ambiante) 29.2 102.76 1.12 3262

P203-2 0 W 22 ◦C
(ambiante) 29.4 102.27 1.08 3093

P203-5 30 W 30 ◦C 30.5 100.21 0.86 2578
P203-6 30 W 71 ◦C 28.0 104.06 0.98 1907
P203-3 50 W 71 ◦C 31.1 102.02 1.49 1813
P203-4 50 W 92 ◦C 29.8 98.39 1.35 1431

Tableau II.9 – Détermination de la ténacité à rupture des interfaces en mode II avec l’estimation de a0
par méthode inverse pour l’ensemble des éprouvettes [0]8

en température pour les éprouvettes [0]16 (cas à 80 W). Cela explique en partie la raideur plus faible
de ces éprouvettes observée expérimentalement. Sachant que cette perte de raideur ne s’explique pas
par la longueur de fissure estimée ou par le comportement du pli, il s’agit d’une mauvaise mise en
charge de l’éprouvette au cours de l’essai, qui se traduit numériquement pour une perte de raideur. Donc,
l’hypothèse de la linéarité de la compliance par rapport à la longueur de fissure au cube reste valable. Nous
remarquons des valeurs des ténacités qui sont maintenant en bon accord avec les longueurs de fissures
dites réelles. Au vu des résultats, nous soulignons l’apport de la multi-instrumentation (notamment de
la CIN) afin d’identifier correctement les paramètres les plus influents sur la réponse macroscopique, et
donc sur l’estimation de la ténacité.

D’après les derniers paragraphes, nous avons pu valider l’application de la norme ASTM D7905 [44]
pour le calcul de la ténacité à rupture en température. La ténacité est considérée comme un paramètre
de rupture de l’interface du matériau dépendant a priori uniquement de la longueur de fissure initiale,
du pic de force et des compliances macroscopiques de calibration et en propagation pour chaque essai,
y compris en température. Par contre, seules les configurations NPC restent parfaitement exploitables
dans notre étude. Cela représente le bon point de départ pour analyser la réponse plus locale autour de
la singularité afin de mettre en évidence l’effet de la température sur la réponse à l’interface et donc sur
l’évolution du délaminage. Le paragraphe suivant est dédié à cette analyse.

II.3 Mise en évidence des effets de la température sur la réponse
à l’interface

Ce paragraphe vise à mettre en évidence l’influence de la température sur la réponse à l’interface.
Nous cherchons à mettre en évidence les effets du possible développement d’une Process Zone à partir des
grandeurs observables expérimentalement. Pour cela, nous présentons d’abord une analyse expérimentale-
analytique basée sur la norme ASTM afin de remarquer les effets de la température sur l’évolution de la
ténacité apparente au cours de l’essai. Il s’agit ici de montrer la nature pseudo ductile de l’interface qui
est à l’origine de la réponse macroscopique plus ductile en propagation montrée dans le paragraphe II.1.3.
Dans un second temps, nous présentons une approche expérimentale basée sur la multi-instrumentation
des essais afin d’expliquer l’origine de cette pseudo ductilité de la réponse macroscopique que nous
n’observons pas par simulation numérique comme expliqué dans les paragraphes II.2.1 et II.2.2.

II.3.1 Mise en évidence de la nature visqueuse de l’interface

À ce point, il est possible de déduire l’expression de l’évolution de la ténacité apparente au cours de
l’essai selon l’Equation II.5 à partir de l’analyse énergétique proposée dans la norme pour la création de
surface délaminée, et de l’expression de la compliance en fonction de la longueur de fissure II.1. Cette
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Figure II.19 – Estimation de la ténacité apparente pour deux éprouvettes à 16 plis en fonction de l’évo-
lution apparente de la longueur de fissure estimée à l’aide de l’évolution expérimentale de la compliance

analyse expérimentale-analytique est possible sachant que la norme ASTM D7905 [44] est valable même
en température.

GII = P 2

2B
dC

da
= P 2

2B 3ma2 = 3P 2

2B

(
m2

C −A

) 1
3

(II.5)

L’application numérique de cette expression en partant de l’évolution de la compliance au cours de
l’essai permet de tracer l’évolution de la ténacité apparente en fonction de l’évolution apparente de la
longueur de fissure, comme le montre la Figure II.19 pour un cas à température ambiante et un cas en
température (74 ◦C) pour des éprouvettes à 16 plis. Nous observons dans la Figure II.19 l’influence de
la température sur l’évolution de la ténacité apparente lors d’une propagation théorique du délaminage
issue des formules analytiques. Cette influence peut s’expliquer par des effets dissipatifs apparaissant
durant la propagation. Ils peuvent être visqueux [202, 231], liés au frotemment [122] ou à des effets de
courbe R [28,30,137–139], comme présenté dans le paragraphe I.4.2 du Chapitre I. Cependant, il est aussi
possible que ces effets dissipatifs soient la conséquence des mécanismes d’endommagement local présent
à l’interface et qui contribuent au développent de la Process Zone. Ces mécanismes sont prépondérants
au cours de la propagation, sachant que dans le cadre des délaminages observés en mode II sur des cas de
dégradation thermomécanique (voir les exemples de le paragraphe I.4 du Chapitre I) la propagation est
pratiquement instantanée et subite. L’influence de la température sur les mécanismes dissipatifs menant
au délaminage font donc l’objet de la suite du raisonnement.

Afin de mettre en évidence les effets des mécanismes dissipatifs à l’interface en fonction de la tempé-
rature, il s’avère nécessaire d’analyser les essais plus localement. Dans ce but, nous avons décidé de nous
focaliser sur les configurations NPC plutôt que sur les PC. Non seulement parce que nous avons mis en
doute la forme des fronts de fissure des configurations PC, mais également parce que les configurations
NPC constituent une référence vierge du matériau (sans Process Zone en pointe de fissure) à partir de
laquelle il est plus simple d’analyser l’influence de la température sur la dégradation thermomécanique de
l’interface. À cette fin, le paragraphe suivant montre une analyse en déformation permettant de mettre
en évidence une telle influence.

II.3.2 Mise en évidence des effets d’une Process Zone à l’interface par un analyse
expérimentale en déformations

Comme nous l’avons expliqué dans le paragraphe I.5.1 et I.5.2.3 du Chapitre I, la Process Zone est
définie comme la région partiellement endommagée qui se développe autour la pointe de fissure et qui est
précurseur de la propagation de la fissure. Cette Process Zone est la conséquence de l’ensemble de phéno-
mènes dissipatifs qui ont lieu dans cette région et qui contribuent au développement de l’endommagement
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(a) Température ambiante (b) 74 ◦C - 50 W (c) 110 ◦C - 80 W

Figure II.20 – Champ de déformation normalisé par la force appliquée (800 N) pour trois essais NPC
dans des éprouvettes [0]16 à des température différentes (températures moyennes stabilisées au cours du
chargement et avant la propagation du délaminage)

continu. Nous soulignons que la définition numérique de la Process Zone est légèrement différente, comme
expliqué dans le paragraphe I.5.2 du Chapitre I. Les modèles de zone cohésive assument que l’ensemble
des mécanismes dissipatifs qui ont lieu autour la pointe de fissure peuvent être concentrés à l’interface et
représentent donc un endommagement surfacique [200,201].

En partant du principe invoqué au paragraphe précédent qui soulignait la difficulté de l’exploitation
des essais en raison de la présence de Process Zones pas forcement comparables, seules les configurations
NPC sont étudiées dans ce paragraphe. L’intérêt consiste à déterminer dans quelle mesure la multi-
instrumentation de nos essais ENF permet de comprendre le comportement pseudo ductile observé dans
le paragraphe précédent.

Dans le but de mettre en évidence une réponse dissipative à l’interface, deux options s’offrent à nous
avons afin de faire un suivi des ses effets : soit à l’aide d’information provenant de la caméra IR, soit à
l’aide de la CIN. La caméra IR bénéficie d’une fréquence d’acquisition très élevée (50 images par seconde
dans notre cas) qui peut être mise à profit pour le suivi de la propagation de la fissure [232–234]. Par
contre, nous avons vérifié que l’information thermique n’avère insuffisamment précise pour faire un suivi
de propagation temporel de la fissure en raison de la faible résolution et du bruit des données. Elle ne
permet pas non plus de détecter les premiers signes de dissipation d’énergie par création de surface à
l’interface, pouvant indiquer une possible évolution de la Process Zone qui conduit au délaminage. Nous
avons donc privilégié l’utilisation de la CIN.

Nous nous sommes focalisés sur l’information cinématique fournie par le logiciel VIC-2D [220], notam-
ment les champs de déformation en pointe de fissure. Afin d’analyser les effets de la température avant
la propagation, la Figure II.20 montre les champs de glissement en aval de la pointe de fissure pour trois
échantillons [0]16 et à des températures différentes. Afin d’assurer la comparaison entre ces différentes
conditions d’essai, ces champs de glissement sont divisés par la force appliquée puisque, comme nous
l’avons vu, le champ de contrainte à l’interface est directement relié à la force appliquée à l’échantillon.
Cette comparaison est faite avant toute propagation de fissure pour ne se concentrer que sur l’effet de
la température sur le comportement de l’interface. La Figure II.20 présente les zones de déformation de
cisaillement supérieure à 0.5 % pour ces trois éprouvettes. Elle met en évidence que cette zone est plus
étendue dans la direction longitudinale pour les tests en température que pour le cas à température am-
biante. Le fait de voir une zone de glissement plus étendue est un possible indice de la mise en place d’une
Process Zone plus importante en température qu’à température ambiante. Cette observation contribue à
expliquer en partie la ductilité apparente observée sur la réponse Force-déplacement pour des essais en
température (paragraphe II.1.3) et relayée par d’autres auteurs [25,28,31,138,139].

Huchette et al. [45] montrent d’une manière analogue ce phénomène sur le même matériau mais lors
d’essais sur éprouvettes [0]8. La Figure II.21 montre l’évolution du glissement à l’interface divisé par
la force en fonction de la distance à la pointe de fissure pour différents niveaux de chargement. Si la
réponse est élastique, les glissements normalisés doivent être superposés. Dans le cas contraire, un écart
à la linéarité est mis en avant. Sur cette figure, on constate que sur l’éprouvette à température ambiante,
toutes les courbes sont superposées au-delà de 6 mm, au contraire de ce qui est observé en avant. On
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Figure II.21 – Évolution du glissement à l’interface normalisé par la force appliquée pour deux essais
NPC dans des éprouvettes [0]8 à l’ambiante et en température [45]

dispose ainsi d’un indicateur des effets issus d’une mise en place et de l’étendue de la Process Zone.
Dans le cas en température, on constate que cette distance est supérieure à 10 mm puisque la courbe à
440 N n’est pas superposée aux autres courbes. De plus, la comparaison entre l’éprouvette en température
et celle à l’ambiante au delà de 6 mm souligne que le niveau de glissement est bien plus important en
température. Nous pouvons donc conclure que la température augmente les effets de la Process Zone et
que la multi-instrumentation permet de mettre en évidence ce mécanisme au niveau de l’interface.

En vue des résultats montrés, nous remarquons une influence de la température localisée aux alentours
de la pointe de fissure, où les effets non-linéaires à l’interface (imputables à des mécanismes comme la
viscosité ou l’endommagement interfacial) semblent plus importants.

II.4 Conclusions

Dans ce chapitre, nous avons présenté le banc INJECT, qui a été utilisé dans ces travaux pour
effectuer des tests de propagation de délaminage en mode II. Le mode de chauffage des éprouvettes par
effet Joule permet de les tester en conditions de température sans les inconvénients d’un four (temps
de chauffage et manœuvrabilité des éprouvettes principalement). Des essais ENF en température menés
pour deux sets d’éprouvettes différents ont servi à la caractérisation des propriétés d’interface en fonction
de la température. Nous avons montré dans le paragraphe II.1.3 une faible influence de la ténacité des
interfaces à la température pour des configurations NPC qui présentent une pré-fissure artificielle, mais
une diminution de la ténacité avec la température dans des configurations PC, suite à une première
propagation de la fissure. Cette mise en évidence a suivi la norme ASTM D7905 [44].

Plusieurs questions ont été traitées afin de justifier la validité de la norme en conditions de tempéra-
ture, comme présentés dans le paragraphe II.2. D’abord, une analyse numérique pour simuler la réponse
macroscopique et la réponse à l’interface des essais ENF en température a été présentée. L’objectif a
été de quantifier l’influence d’un comportement viscoélastique du pli dépendant de la température sur la
réponse macroscopique, ainsi que sur le comportement local à l’interface avant et durant la propagation
du délaminage. L’influence de la température à travers le comportement viscoélastique des bras reste très
faible, ce qui nous a permis d’assurer partiellement la validité de la norme en température et de garantir
que l’essai ENF peut bien s’utiliser comme un essai de caractérisation de l’interface dans ces conditions.
En effet, la dissipation visqueuse des bras est négligeable et s’exprime en grande partie sur le comporte-
ment élastique apparent de l’éprouvette par l’évolution de la compliance en fonction de la température.
Donc, la dissipation d’énergie est bien concentrée au niveau de l’interface, qui reste à caractériser.

Dans un deuxième temps, et dans le but de garantir complètement la validité de la norme, nous avons
vérifié tant l’état des fronts que les longueurs initiales de fissure. Pour cela, (i) des essais de thermographie
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impulsionnelle ont validé l’hypothèse de propagation des fronts droits pour les configurations NPC mais
pas pour la globalité des configurations PC et (ii) la multi-instrumentation de l’essai nous a permis de
vérifier la longueur de fissure initiale. Sachant que la CIN ne permettait pas d’observer précisément la
pointe de fissure dans certains cas, une méthode inverse a été proposée en utilisant l’information des
champs de déplacement transverse et hors plan et la modélisation numérique de l’essai ENF. Cela nous a
permis de déterminer en même temps les positions initiales de la pointe de fissure ainsi que les propriétés
matériaux associées à la raideur des éprouvettes, notamment le module longitudinal des bras. Une analyse
plus détaillée des essais basée sur la norme nous a permis de montrer les effets de courbe R, spécialement
marqués en température. Ces effets sont un signe de la pseudo ductilité apparente de l’interface, dont les
effets sont déjà significatifs avant la propagation du délaminage.

Enfin, pour vérifier ce comportement plus ductile à l’interface en température, nous avons choisi de
n’analyser que les configurations NPC, sachant que les configurations PC présentent une interface pré-
endommagée thermiquement à cause d’une première propagation de la fissure, ce qui complexifie leur
analyse. La comparaison des champs de déformation en aval de la pointe de fissure et avant toute pro-
pagation du délaminage permet d’observer l’influence de la température sur le comportement d’interface
et l’augmentation de la taille de la Process Zone en température.

Les interprétations des essais présentées dans ce chapitre convergent vers la mise en évidence que
l’augmentation de la ductilité du comportement des échantillons soumis à un essai ENF s’explique, à
une échelle locale, par une modification des propriétés de l’interface et le développement des effets d’une
Process Zone. Cependant, l’indicateur du développement de la Process Zone n’est pas directement de
l’endommagement. Comme conséquence, nous cherchons à la fois (i) à mieux quantifier la réponse à
l’interface et (ii) à savoir s’il est possible de séparer et caractériser les principales sources dissipatives qui
conduisent au délaminage, notamment de l’endommagement ou des effets visqueux à l’interface.

La réponse locale explique donc les différences macroscopiques en température que le comportement
du pli ne peut justifier à lui seul. C’est donc à cette échelle locale qu’il convient désormais d’exploiter les
données expérimentales pour quantifier et modéliser les effets de la température sur la réponse thermo-
mécanique à l’interface. Pour ce faire, il s’avère nécessaire d’établir une nouvelle stratégie de comparaison
entre les simulations numériques et les données expérimentales pour la caractérisation du comportement
visqueux d’interface en température, ce qui fait l’objet du chapitre suivant.
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CHAPITRE III

CARACTÉRISATION DU COMPORTEMENT
VISQUEUX DES INTERFACES CMO PAR DIALOGUE

ESSAI-CALCUL
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Introduction

Ce chapitre vise à caractériser le comportement apparent de l’interface en fonction de la température
à partir des essais présentés dans le Chapitre II. Pour cela, nous utilisons l’exploitation des essais de
propagation de fissure en mode II issus du banc INJECT, ainsi que la modélisation de l’essai par des
calculs EF afin d’établir un dialogue essai-calcul permettant de tirer partie au maximum des données.
L’objectif est de caractériser la réponse d’interface en température avant le début de la fissuration à
partir de l’estimation du cisaillement et du glissement en accord avec l’expérience. L’objectif ultime
est d’analyser si les effets de la température sur cette réponse pourraient jouer un rôle important sur
l’évolution de la Process zone et de la rupture par délaminage.

Ainsi, nous justifions brièvement dans une première partie, les options retenues de dialogue entre essai
et simulation pour remonter à une telle réponse d’interface. Pour cela, deux méthodologies sont évaluées.
Une première repose sur une simulation en trois dimmension du comportement de toute l’éprouvette de
l’essai ENF tandis qu’une seconde reposera sur la simulation en 2D d’une région réduite de l’éprouvette.
Une stratégie de dialogue de type FEMU (Finite Element Model Updating) est retenue afin d’intégrer au
mieux les données expérimentales comme conditions aux limites d’un calcul EF. La mise en œuvre d’une
telle stratégie nécessite de bien définir le problème à résoudre pour définir les critères de comparaison
pertinents. Ainsi, nous insistons dans cette partie sur les hypothèses à considérer dans notre cas d’appli-
cation, à savoir (i) le choix du modèle et des paramètres à identifier et (ii) la région de comparaison la
plus adaptée pour la caractérisation du comportement d’interface. Une fois ces hypothèses posées, nous
pouvons définir dans un second temps, les techniques les plus appropriées pour le traitement des données
expérimentales à faire dialoguer avec les simulations numériques, qu’il s’agisse des conditions aux limites
ou des données à comparer.

Dans une deuxième partie, un critère de comparaison entre l’essai et le calcul est présenté afin d’ap-
pliquer la FEMU pour caractériser et quantifier l’influence de la température sur la mise en évidence du
comportement d’interface en absence d’endommagement. La réponse mécanique de l’interface est alors
obtenue par une méthode d’identification inverse pour une configuration d’essai et l’ensemble de ces ré-
ponses est analysé. Finalement, nous confrontons les résultats de l’identification à la précision des mesures
expérimentales afin de juger la validité de la caractérisation des effets de la température sur la réponse
de l’interface.

III.1 Développement d’une stratégie de dialogue essai-calcul de
type FEMU pour la caractérisation du comportement d’inter-
face en température

Nous avons mis en évidence dans le paragraphe II.3 du Chapitre II, l’influence de la température sur
les champs de déformations aux alentours de l’interface. La température a pour conséquence de provoquer
un comportement apparent plus visqueux de l’interface comme le souligne les Figures II.20 et II.21. La
caractérisation du comportement apparent de l’interface à partir des essais ENF nécessite de comparer
un modèle EF capable de traduire les effets de la réponse de l’interface sur la réponse mécanique de
l’essai. Cette comparaison est envisageable a priori soit (i) par une modélisation 3D complète de l’essai
ENF ou soit (ii) par un calcul 2D sur une zone plus restreinte dans laquelle les effets du comportement
de l’interface sont sensiblement observables.

Pour la première option, les résultats de la simulation du calcul 3D de référence présentés dans le
paragraphe II.2.1 du Chapitre II précédent sont utilisés et comparés à ceux expérimentaux obtenus par
un logiciel de CIN-2D. La Figure III.1 montre une comparaison (à un instant donné) entre le glissement
simulé et celui mesuré le long de l’interface. La comparaison concerne une éprouvette [0]16 à température
ambiante. Le modèle numérique assume un comportement élastique du pli en accord avec la longueur
de fissure initiale a0 et le module longitudinal El, tous deux recalés expérimentalement. L’information
cinématique expérimentale est obtenue à l’aide de VIC-2D développé par Correlated Solutions [220].
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(a) Glissement normalisé mesuré localement (b) Glissement normalisé estimé par calcul numérique

Figure III.1 – Comparaison entre l’évolution du glissement mesuré et du cisaillement estimé à l’interface
par simulation numérique en fonction de son abscisse pour une éprouvette de 16 plis à température
ambiante [46]

Nous observons bien l’effet de la singularité sur le champ de glissement. Par contre, des écarts impor-
tants entre le glissement estimé par la simulation de l’essai (Figure III.1b) et celui mesuré (Figure III.1a)
sont observés le long de l’interface. Cette différence s’explique en grande partie par la définition des
conditions aux limites retenues pour la simulation qui ne sont pas parfaitement représentatives de la
réalité. Cette comparaison est donc biaisée pour deux raisons principales : (i) les effets de frottement au
niveau des rouleaux lors de l’application du chargement et mal reproduite dans la simulation et (ii) la
comparaison d’une simulation 3D avec des champs cinématiques observée sur une tranche d’éprouvette
peut a priori induire des erreurs. La méconnaissance des conséquences de ces effets, notamment sur les
conditions limites, empêche d’envisager une comparaison fiable des données à l’interface et donc une
identification du comportement de l’interface.

Au vu de ces inconvénients, une méthode FEMU utilisant un modèle EF 2D sur une zone réduite
représentative du comportement de l’interface en appliquant des conditions limites en déplacement direc-
tement issues de la mesure par CIN-2D est retenue. Cette méthode présente deux avantages principaux :
(i) elle permet de se focaliser sur une partie de l’éprouvette (zoom structural) sans besoin de modéliser
l’ensemble de l’essai, donc permettant d’avoir une bonne résolution spatiale comparable à celle mesurée
expérimentalement et (ii) les conditions aux limites sont par nature en parfait accord avec l’expérience.

Dans la suite de ce paragraphe, nous présentons brièvement la base de la méthode FEMU et les étapes
principales pour sa mise en œuvre. Nous focalisons notre attention sur le choix du modèle et l’identification
des paramètres les plus influents localement et jouant au premier ordre sur la réponse mécanique à
l’interface. Cette sélection est faite en fonction des effets induits sur la réponse de l’essai simulé. De plus,
une étude numérique accompagnée d’une étude de convergence au maillage sont présentées afin de définir
deux aspects importants : (i) la région de simulation et de comparaison qui va permettre d’identifier le
comportement apparent de l’interface pour les différents essais en température et (ii) la taille des éléments
du maillage nécessaire pour répondre à cet objectif. Nous présentons dans un second temps, un travail
concernant le traitement des données expérimentales issues de la CIN et de la caméra IR. L’intérêt est de
garantir la représentativité des conditions aux limites expérimentales nécessaire pour les simulations EF.
Cette première partie des travaux s’avère nécessaire afin d’adapter la méthode FEMU à notre cas d’étude
en réduisant les temps de calcul et en s’assurant de la représentativité des simulations puisqu’un modèle
numérique trop éloigné de la réalité physique nuirait à l’identification des paramètres par la comparaison
essai-calcul [235–237].
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Figure III.2 – Diagramme de flux pour schématiser la démarche d’identification des paramètres par
FEMU

III.1.1 Fondements et intérêt de la FEMU : Justification des hypothèses de modé-
lisation

Le principe de la FEMU (Finite Element Model Updating) consiste à calibrer un modèle EF représen-
tatif du problème afin de faire correspondre au mieux les résultats numériques et expérimentaux [238].
Pour cela, il s’agit de minimiser l’écart entre une grandeur mesurée et son homologue simulée par un
algorithme d’optimisation. La FEMU est ainsi régulièrement utilisée pour mener des identifications de
paramètres par méthode inverse [236, 237, 239–243] et semble a priori bien adaptée à notre probléma-
tique d’identification du comportement de l’interface. Afin d’illustrer schématiquement le principe de la
FEMU, la Figure III.2 montre un diagramme avec les étapes principales de la méthode et souligne que
cinq éléments principaux a minima sont nécessaires, à savoir :

1. Des données expérimentales d’entrée comme conditions aux limites du problème et de sortie pour
comparer avec les résultats numériques.

2. Une modélisation numérique par EF représentative du problème.

3. Une sélection des paramètres considérés non connus.

4. Un écart à minimiser (fonction de coût) entre l’expérience et la simulation numérique qui doit
dépendre des paramètres à identifier.

5. Une méthode d’optimisation pour résoudre le processus itératif jusqu’à ce que la fonction de coût
vérifie un critère de satisfaction donné.

Pour résoudre notre problème d’identification inverse, nous nous focalisons d’abord sur les trois pre-
miers éléments de cette liste et qui concernent les étapes nécessaires avant la définition de la fonction de
coût et le choix de l’algorithme d’optimisation. Dans notre cas, les champs cinématiques mesurés par la
CIN-2D et la force répondent a priori bien aux besoins de conditions aux limites et de données de sortie.
Par contre, il faut définir le modèle numérique, les paramètres à identifier et la région optimale pour
mener à bien cette identification. Pour cela, les paragraphes suivants portent dans un premier temps sur
(i) le choix du modèle et sa sensibilité aux paramètres et sur (ii) la définition de la géométrie d’étude.
Dans un deuxième temps, nous traitons la validité des conditions aux limites mesurées comme données
d’entrée du problème inverse.
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Figure III.3 – Schéma d’application de la FEMU dans le cas ENF pour interagir entre les données
expérimentales et la simulation numérique du modèle locale

III.1.1.1 Choix du modèle et identification des paramètres influents à l’échelle locale : le
module de cisaillement hors plan

Comme nous l’avons vu précédemment (Figure III.1a), la CIN-2D permet d’avoir une information sur
le champ de déformation au niveau de l’interface. Connaître le comportement au niveau de l’interface
revient donc à connaître le champ de contrainte associé à ce champ de glissement. Dans le Chapitre II,
il a été démontré que le champ de contrainte à l’interface (avant tout endommagement) était très peu
sensible au comportement linéaire ou non du matériau. Cela signifie donc que le champ de contrainte
est imposé par la singularité et par le chargement de l’éprouvette et non directement par la réponse de
l’interface, mais par ses effets locaux observables par CIN. L’estimation du champ de contrainte est donc
peu dépendante du comportement contrairement au champ de déformation. Ainsi, cette estimation du
champ de contrainte par une analyse FEMU et associée à la mesure du champ de glissement mesuré par
CIN-2D, doit nous permettre de remonter au comportement apparent de l’interface.

L’objectif principal du modèle numérique est donc d’estimer correctement le champ de contrainte
(au cours du chargement) à l’interface en température et en absence d’endommagement. La Figure III.3
montre un schéma de l’application de la FEMU dans le zoom structural de l’essai ENF. L’application
des conditions aux limites en déplacement sur les bords du domaine (x0 pour le bord gauche et xf pour
le bord droit) permet d’obtenir le champ de contraintes correspondant pour un jeu de paramètres donné.
Le choix du modèle et celui des variables à identifier doivent se faire simultanément. Le domaine doit être
suffisamment important pour que les conditions aux limites sur les bords ne figent pas la cinématique
au sein du la région d’analyse et assure une sensibilité aux paramètres. De même, ce modèle doit être le
plus représentatif de la réalité pour limiter le biais d’une erreur de modélisation dans l’identification des
paramètres. Nous explorons ici deux options concernant le modèle local représentant le zoom structural de
l’éprouvette : (i) un modèle élastique ou viscoélastique du pli pour modéliser la totalité du domaine local
(Figure III.4a) et (ii) un modèle élastique ou viscoélastique du pli pour modéliser les bras de l’éprouvette
en combinaison avec un modèle de zone cohésive pour représenter l’interface (Figure III.4b).

Il est une fois de plus important de rappeler l’objectif de ce modèle. Il s’agit de fournir l’évolution
du champ de contrainte au niveau de l’interface avant toute apparition de phénomène endommageant ou
de dégradation. Le choix d’une modélisation explicite ou non de l’interface se résume donc à savoir si un
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(a) Modélisation de l’éprouvette par deux bras sans
considération d’interface

(b) Modélisation de l’éprouvette par deux bras et une
interface

Figure III.4 – Comparaison entre deux options de modélisation du zoom structural de l’éprouvette pré-
fissurée

comportement spécifique de l’interface doit en plus identifier celui du comportement du pli. Or un modèle
cohésif classique ne représente que la rupture de l’interface et non son comportement. Il a donc été décidé
de ne faire aucune hypothèse sur le comportement d’interface. Une fois ces considérations faites, on peut
donc supposer que la modélisation de l’éprouvette pré-fissurée peut être représentée par le seul modèle
de comportement des plis, sans distinction des bras et de l’interface (Figure III.4a).

Cependant, il est intéressant de noter qu’on peut procéder à la même analyse avec la modélisation ex-
plicite de l’interface en considérant une raideur d’interface compatible avec la raideur du matériau. Pour
cela, il est alors nécessaire d’attribuer une épaisseur physique à l’interface hint située entre les bras supé-
rieur et inférieur de l’éprouvette d’épaisseur totale 2h. En considérant les principes de la Résistance des
Matériaux [64], il est alors possible d’estimer le module de cisaillement effectif Gxy par l’Equation III.1 :

Gxy = 2h
2h− hint
Glt

+ 1
Kint

(III.1)

avec Kint la raideur d’interface et hint ·Kint ∼ Glt [200]. Etant donné le faible rapport entre l’épaisseur
d’interface et l’épaisseur de l’éprouvette (hint � 2h) [200], le module de cisaillement effectif Gxy est
équivalent au module de cisaillement du pli Glt et assure la cohérence de nos hypothèses de modélisation.
Cette remarque est importante dans la mesure où l’analyse de la Process Zone serait analysée par la suite
et nécessiterait la modélisation explicite de l’interface.

Concernant le comportement du pli, nous avons vérifié que la réponse macroscopique obtenue par des
calculs 3D complets est peu sensible à un comportement viscoélastique du pli (voir Figure II.14). Cette
faible influence à l’échelle macroscopique ne permet cependant pas de conclure à une échelle plus fine
sur la réponse locale au niveau de l’interface. Afin d’estimer l’influence du comportement des plis sur la
réponse de l’interface dans une simulation imposant des conditions aux limites issues de la CIN-2D, nous
avons analysé l’influence du module élastique de cisaillement des plis sur la réponse du modèle local. La
comparaison est faite en termes de flux de force et de déplacements, grandeurs mesurées expérimenta-
lement soit par la cellule de force soit par la corrélation d’image. Dans un premier temps, on souhaite
donc vérifier que la force estimée ainsi que le champ de déplacement simulé par EF sont suffisamment
sensibles à la valeur du module de cisaillement du pli Glt pour être identifié par la suite par FEMU.

Le flux de force par unité de largeur (Fy) est estimé comme le double de la somme des réactions dans
la direction y aux nœuds du bord du maillage 2D selon l’Equation III.2 :

|Fy| = −2
∫ 2h

0
Ry|x0dy = 2

∫ 2h

0
Ry|xfdy (III.2)

Cette formule a été validée à l’aide d’un cas test pour lequel les champs de déplacement sur le modèle
local sont issus non pas de données expérimentales mais d’un modèle EF 2D représentatif de l’essai. La
Figure III.5 souligne le parfait accord entre la force appliquée macroscopique et le flux de force estimé
par le modèle local et valide l’estimation du flux issu du modèle local 2D.

En suivant cette procédure de calcul du flux, la Figure III.6 montre une comparaison de l’évolution
temporelle du flux de force pour trois valeurs différentes du module de cisaillement du pli (Glt = 3700 MPa,
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(a) Schéma de l’équilibre de force du modèle
macroscopique et du modèle local

(b) Comparaison de la force appliqué dans le modèle
macroscopique et du flux de force estimé par le

modèle local

Figure III.5 – Validation de l’estimation du flux de force par le modèle local en appliquant des condi-
tions limites en déplacement aux bords issus d’une simulation numérique de l’essai ENF par un modèle
macroscopique

2750 MPa et 1850 MPa) en appliquant des conditions aux limites en déplacement aux bords du domaine
en suivant le principe présenté sur la Figure III.3. Les conditions limites correspondent à un essai NPC
à température ambiante sur une éprouvette à 16 plis. Nous observons une augmentation du flux de force
avec le module de cisaillement et une évolution non linéaire du flux de force avec le temps. Ceci confirme
bien une dépendance sensible du module de cisaillement sur la réponse en force du modèle.

Concernant la dépendance des champs cinématiques au comportement du pli, la Figure III.7 montre
les résidus en déplacement en millimètres des champs de déplacement longitudinal et hors plan à un
instant fixé (correspondant à une force appliquée de 1000 N) pour différentes valeurs de Glt, en prenant
Glt = 3700 MPa comme référence. Nous observons une influence plus notable sur le champ de déplacement
longitudinal, en raison du gradient de cisaillement dépendant du module Glt. L’ordre de grandeur des
écarts est de 10-3 mm pour le niveau de charge comparé, donc de l’ordre 0.1 px, en comparant avec la
résolution optique de la CIN-2D. Même si les écarts sont directement liés au chargement, un tel effet
de Glt est a priori suffisamment sensible numériquement pour envisager une identification inverse par
FEMU.

La détermination de Glt par FEMU permet également d’intégrer les effets viscoélastiques du maté-
riau [8, 21, 22, 100], en identifiant sa valeur pour différentes températures et différentes vitesses de solli-
citation et en supposant un comportement apparent élastique mais pouvant évoluer au cours de l’essai.
Cette hypothèse, étant la plus simple en termes de modélisation, va nous permettre d’établir un dialogue
essai-calcul robuste en limitant le nombre de variables à identifier dans le modèle. En raison du choix de
modélisation et du choix du modèle de comportement, l’unique inconnue du problème est donc l’évolution
temporelle du module de cisaillement du pli Glt. Par contre, il sera nécessaire de vérifier a posteriori les
hypothèses sur la prise en compte de la viscosité. Ce point sera l’objectif du paragraphe III.2.

Après avoir défini la variable de la FEMU, il est nécessaire de préciser le domaine géométrique
optimal sur lequel il convient de procéder à l’identification. Le paragraphe suivant est dédié au domaine
de simulation ainsi qu’au domaine de comparaison par FEMU.

III.1.1.2 Définition de la région de comparaison via une étude numérique

Le domaine d’identification permettant la comparaison des données doit à la fois (i) assurer une sen-
sibilité suffisante des grandeurs de comparaison à la variable inconnue Glt et (ii) être le plus indépendant
possible de la région simulée.
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Figure III.6 – Influence du module de cisaillement sur le flux de force estimé par des simulations du
modèle locale en appliquant des conditions limites en déplacements (essai NPC à température ambiante
sur une éprouvette à 16 plis)

(a) Simulation avec Glt = 2750 MPa (b) Simulation avec Glt = 1850 MPa

Figure III.7 – Résidu sur le champ de déplacement par rapport à une sollution de référence (Glt =
3700 MPa) pour des simulations du modèle locale en appliquant des conditions limites en déplacements
et différents module de cisaillement (essai NPC à température ambiante sur une éprouvette à 16 plis
correspondant à une charge de 1000 N)
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Figure III.8 – Domaine de simulation et région de comparaison définies dans le modèle locale

(a) Domaine numérique en amont
de la singularité

(b) Domaine numérique borné par
la pointe de fissure

(c) Domaine numérique en aval de
la singularité

Figure III.9 – Différents domaines de simulation numérique selon l’application des conditions aux limites

Afin de faire une comparaison appropriée entre les données expérimentales et la simulation, il est
nécessaire d’avoir une région de comparaison des données suffisamment éloignée des conditions limites
selon le principe de Saint-Venant [244]. Ces conditions aux limites doivent être quant à elles, les plus
représentatives de la réalité. La Figure III.8 indique les deux régions à définir dans notre cas. La région
simulée est définie entre les conditions aux limites appliquées et précisée dans le paragraphe précédent,
tandis que la région de comparaison doit être comprise dans cette dernière et être suffisamment sensible
au comportement d’interface. La question sur la position de xf est assez simple à résoudre. En effet,
la région de comparaison devait être suffisamment sollicitée en cisaillement, le domaine en aval de la
singularité a été rejetée en raison du faible gradient de cisaillement lorsqu’on s’éloigne de la singularité.

Cependant cette question est plus compliquée à résoudre proche de la singularité. La Figure III.9
montre trois cas de domaines possibles d’étude, qui vont différer selon leur position x0 dans la direction
longitudinale de l’application de la condition aux limites la plus proche de la singularité et où le gradient
de cisaillement est le plus important. On peut choisir d’appliquer cette condition en déplacement en aval,
en amont ou exactement en pointe de fissure (x = a0).

Afin de décider l’option la plus adaptée, nous avons fait une analyse numérique en comparant la
réponse mécanique en appliquant des conditions aux limites différentes issues d’un essai NPC à tempé-
rature ambiante pour une éprouvette à 16 plis. Nous nous focalisons sur la condition la plus proche de la
singularité en raison des gradients de cisaillement plus importants. La position x0 = a0 sera donc consi-
dérée comme référence. La Figure III.10 montre les écarts des champs de déplacement par rapport à cette
référence à un instant donné (correspondant à une force appliquée de 1000 N) ainsi que l’évolution de
l’estimation du flux de force lorsqu’on compare deux configurations (x0 = a0−0.5 mm et x0 = a0−2 mm),
par rapport à la configuration de référence avec x0 = a0. Ces simulations supposent un comportement
élastique à température ambiante (correspondant à celui considéré dans la Figure III.1b), dont le module
de cisaillement vaut Glt = 3700 MPa correspond à la valeur de celui à température ambiante [8,224]. La
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(a) Écarts en champs de déplacement longitudinal (en haut) et
hors plan (en bas) à un instant donné correspondant à une force
appliquée de 1000 N pour deux configurations (x0 = a0 − 0.5 mm
à gauche et x0 = a0 − 2 mm à droite)

(b) Flux de force estimé

Figure III.10 – Influence de la position x0 de la condition limite la plus proche de la singularité (x0 =
a0 − 0.5 mm et x0 = a0 − 2 mm) sur les écarts des champs de déplacement et le flux de force par rapport
à une configuration de référence avec x0 = a0 mm

(a) Force appliquée = 750 N (b) Force appliquée = 1000 N (c) Force appliquée = 1250 N

Figure III.11 – Contrainte de cisaillement le long de l’interface τxy pour trois instants du temps dépen-
dant de la position de la condition en déplacement en x0

Figure III.10 souligne des différences en déplacement qui augmentent en se rapprochant de la singularité
et pour la condition aux limites appliquée en x0 la plus en amont de la singularité. Cela se traduit par
une surestimation du flux de force, qui s’avère a priori très sensible aux erreurs en déplacement. Ce point
sera discuté plus en détail dans le paragraphe III.2.1.

La seule comparaison des écarts sur champs de déplacement (grandeur locale) et sur l’évolution du
flux (grandeur globale) n’est pas suffisante pour quantifier directement les erreurs induites à la réponse
mécanique de l’interface lorsqu’on applique des conditions aux limites différentes en x0. Si nous comparons
en termes de contraintes, la Figure III.11 montre la contrainte de cisaillement à l’interface τxy le long
de l’interface pour trois instants du temps (correspondant à une force appliquée de 750 N, 1000 N et
1250 N). La comparaison est faite pour trois positions différentes de la condition en déplacement en x0
(x0 = a0, x0 = a0− 0.5 mm et x0 = a0− 2 mm). Nous observons l’écart important pour x0 = a0− 2 mm,
tandis que la contrainte est comparable pour les autres cas, à savoir pour des conditions en amont de
moins de 1 mm de la singularité.

En conséquence, nous avons choisi d’imposer une condition au limite en x0 en amont de la singularité
avec x0 = a0−0.5 mm. L’objectif est ainsi de limiter les inconvénients des autres configurations, à savoir (i)
la modélisation d’une partie importante en amont de la singularité non nécessaire à la comparaison et (ii)
l’application d’une condition au limite exactement en pointe de fissure comme nous le verrons par la suite

100



Chapitre III - Caractérisation du comportement visqueux des interfaces CMO par dialogue essai-calcul

(a) Contrainte à l’interface selon la taille x des
éléments

(b) Contrainte à l’interface selon la taille y des
éléments

Figure III.12 – Influence de la taille longitudinale et transversale des éléments sur la contrainte de
cisaillement à l’interface τxy le long de l’interface pour une force appliquée de 1000 N

(paragraphe III.1.2). En effet, dans le premier cas, inclure une partie importante du domaine de simulation
en amont de la singularité qui correspond a priori à une zone dont l’hypothèse du comportement élastique
apparent du pli est mise en question, peut conduire à une mauvaise estimation du champ de contrainte. La
validité de cette hypothèse repose donc sur la comparaison en contraintes à partir d’une distance donnée
à la singularité comme nous le montrons sur la Figure III.11. Dans le second cas, appliquer des conditions
aux limites exactement en pointe de fissure peut conduire à des erreurs d’estimations du champs de
déplacement. Nous reviendrons sur ce point de modélisation dans le paragraphe suivant concernant le
traitement des données.

Finalement, une étude de convergence au maillage a été faite sur la configuration sélectionnée (x0 =
a0−0.5 mm) afin de choisir la taille d’élément appropriée pour estimer le champ de contrainte à l’interface.
La Figure III.12 montre l’influence de la taille des éléments quadratiques selon la direction longitudinale
x (pour une taille selon y fixée à 5 px) et la direction de l’épaisseur y (pour une taille selon x fixée
à 10 px) sur l’évolution de la contrainte le long de l’interface pour un instant donné correspondant à
une force appliquée de 1000 N. Cette Figure montre la quasi-indépendance au maillage dans la direction
longitudinale. L’influence de la taille dans l’épaisseur s’avère plus importante lorsqu’on s’approche de
la singularité. Ainsi, si on souhaite négliger l’influence de la taille du maillage et respecter le principe
de Saint-Venant, une comparaison semble envisageable à partir d’une distance de 1 mm de la pointe de
fissure. Dans ces conditions, une taille d’élément de 10 px× 5 px est suffisante, sous réserve que la région
de comparaison soit au minimum à 1 mm en aval de la singularité.

L’ensemble des choix présentés vont nous permettre d’adapter plus facilement la FEMU à notre cas
d’étude et d’intégrer une démarche de comparaison entre le modèle et les données expérimentales. Ces
dernières doivent être correctement exploitées pour leur intégration à la FEMU, comme nous l’exposons
dans le paragraphe suivant.

III.1.2 Conditions aux limites du modèle local basées sur les données expérimentales

III.1.2.1 Influence de la dilatation thermique

En raison du protocole d’essai, la dilatation thermique due à la phase de chauffage des éprouvettes
joue un rôle important afin de garantir la comparaison essai-calcul. Son influence affecte l’état de référence
des éprouvettes en température au début du chargement mécanique.

La dilatation thermique ne joue pas a priori au premier ordre sur le champ de déformation pour les
niveaux de température analysés (inférieur à 120 ◦C et donc bien inférieurs à la température de transition
vitreuse de l’ordre de 180 ◦C). Toutefois, la dilatation thermique induit un gradient de déplacement dans
l’épaisseur associé à la variation de la température. La Figure III.13 montre le champ de température ainsi
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(a) Champ de température (b) Champ de déplacement longitudinal (U1) et hors plan
(U2)

Figure III.13 – Champ de température et influence de la dilatation thermique induite sur les champs de
déplacement longitudinal et hors plan à la fin du chargement thermique pour une éprouvette [0]16 chauffée
à 105 ◦C - 80 W

que son effet sur les champs de déplacement longitudinal et hors plan à la fin du chargement thermique
pour une éprouvette [0]16 chauffée à 105 ◦C - 80 W.

Nous remarquons deux aspects importants concernant la phase d’échauffement thermique pour les
essais ENF : (i) la dilatation est notamment marquée dans l’épaisseur (direction y) des éprouvettes (ii)
elle modifie les gradients des champs de déplacement longitudinal et hors plan associés à la configuration
initiale de l’essai (état de référence au début du chargement mécanique). Dans la configuration initiale
de l’essai, qu’il soit en température ou à l’ambiante, l’éprouvette, supportée par les appuis, peut être
soumise à une flexion résiduelle comme conséquence du poids des électrodes fixées aux extrémités. Or, en
température, le gradient thermique peut être plus marqué en raison de la flexion résiduelle liée à l’état
de référence de l’éprouvette.

L’équation III.3 montre l’expression numérique pour le calcul d’un incrément de la déformation ther-
mique dans la direction i à l’instant t par rapport à l’état de déformation thermique à t = 0 :

∆ε0→t
th,i = αi (T (t)) (T (t)− Tref )− αi (T (t = 0)) (T (t = 0)− Tref ) (III.3)

avec Tref la température de référence utilisée pour la mesure du coefficient sécant de dilatation αi en
fonction de la température. Ce coefficient a été mesuré pour chaque direction par des essais de dilatométrie
pour notre matériau d’étude dans le cadre du projet Future Sky Safety [8]. La Figure III.14 montre les
Coefficients de Dilatation Thermique (CDT ou CTE pour Coefficient of Thermal Expansion en anglais)
transverse (direction i = 2) et hors plan (direction i = 3) entre 20 ◦C et 120 ◦C, dont l’évolution reste
linéaire avec la température. Le CTE dans la direction longitudinale aux fibres (i = 1) est quant à lui
assumé nul [8].

En conclusion de ce paragraphe, on choisit de considérer l’effet de la dilatation thermique sur l’état
mécanique des éprouvettes, en modélisant l’échauffement thermique préalable à l’application de la charge
mécanique ainsi que la contribution associée au champ thermique durant le chargement. Cela permet de
reproduire les champs de déplacement et leurs gradients au début et durant le chargement mécanique,
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(a) Distribution du CDT transverse (b) Distribution du CDT hors plan

Figure III.14 – Coefficients de dilatation thermique transverse et hors plan (linéaires avec la température)
mesurés pour différentes éprouvettes pour le matériau d’étude T700GC/M21 [8]

Figure III.15 – Champ de déplacement longitudinal obtenu entre deux images par des techniques diffé-
rentes de CIN : VIC-2D (gauche), Folki2D (centre) et DeepFlow (droite)

sans aucune hypothèse concernant l’état de référence. On applique ainsi les conditions aux limites expé-
rimentales en déplacement et on projette le champ de température issu de la caméra IR sur les nœuds
du maillage par thermographie lagrangienne.

III.1.2.2 Conditions aux limites issues de la CIN-2D

Dans notre cas particulier, l’information cinématique des champs de déplacement est acquise par
une méthode de CIN-2D locale [220]. Nous avons testé différentes techniques de CIN afin de choisir
la plus adaptée pour générer les données d’entrée de la FEMU en tant que conditions aux limites et
de champs de déplacements à comparer au modèle. Nous avons testé trois méthodes, VIC-2D [220],
Folki2D [245] et DeepFlow [246], dont l’influence des paramètres de corrélation (taille de fenêtre et
coefficients des fonctions de corrélation notamment) ne font pas l’objet de ce travail. Le jeu de paramètres
de corrélation affecte notamment le compromis entre la mesure par rapport au bruit. Pour plus de détails
sur chaque technique, le lecteur peut se référer à [220, 245, 246]. La Figure III.15 montre le champs de
déplacement longitudinal obtenu par ces trois techniques. Si on compare ces champs à proximité de la
singularité, nous remarquons le manque de corrélation avec une technique standard comme VIC-2D qui
introduit des erreurs importantes pour de forts gradients de déplacement. Ces erreurs sont de plus en
plus manifestes avec le niveau croissant du chargement. Afin d’éviter ces écueils, d’autres méthodes de
corrélation d’image telles que Folki2D et DeepFlow permettent d’obtenir une résolution spatiale plus
importante des données par rapport à VIC-2D avec moins de réglages des paramètres de corrélation, ce
qui favorise la corrélation spatiale des images. Cependant, ces techniques nécessitent d’actualiser l’image
de référence plus régulièrement afin de limiter les gradients de champs.
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Figure III.16 – Champ de déplacement longitudinal en fonction de l’ordonnée y dans l’épaisseur de
l’éprouvette obtenu entre deux images par des techniques différentes de CIN (VIC-2D, Folki2D et Deep-
Flow) avec la prise en compte ou pas d’une actualisation temporelle de l’image de référence

La Figure III.16 montre une comparaison des valeurs corrélées en pointe de fissure pour un chargement
donné par les différents techniques sans ou avec une mise à jour de l’image de référence toutes les dix
ou cent cartes (donc tous les dix ou cent secondes). La technique DeepFlow induit un lissage des valeurs
corrélées, ce qui est encore plus remarqué avec des petits déplacements lorsqu’on actualise l’image de
référence avec une fréquence plus importante. Cela permet de réduire le niveau du bruit des déplacements
mesurés lorsque les gradients sont faibles, c’est-à-dire, loin de la pointe de fissure. Par contre, cela est au
détriment de l’estimation du gradient proche de la singularité par la forte régularisation introduite dans
la méthode. Pour ces raisons, la méthode Folki2D a été retenue. Elle permet d’avoir une bonne précision
des champs même avec un fort gradient de déplacement, qui caractérise la pointe de fissure. Folki2D
permet d’obtenir des champs de déplacement suffisamment denses (précision de 1 px), avec un niveau de
corrélation spatio-temporel plus important que VIC-2D, et d’éviter des effet de lissage.

Comme nous l’avons avancé précédemment, la validité des mesures en déplacements est nécessaire pour
leur comparaison à la simulation. Deux aspects sont à vérifier concernant la CIN-2D dont (i) l’application
des conditions aux limites afin de pouvoir remonter au flux de force et (ii) la réduction/quantification
du bruit des conditions aux limites et des données à comparer. Comme Folki2D est une méthode de
CIN-2D locale, les déplacements longitudinaux proches d’une interface ou d’une singularité sont souvent
sous-estimés car correspondent à une moyenne du champ de déplacement sur le fenêtre de corrélation
(dans notre cas à 10 px × 5 px). Cet écart devient donc critique à proximité immédiate de la singularité et
donc au niveau de la condition aux limites x0. Afin de régler cette difficulté, trois options non exclusives
sont envisageables (i) de réduire au maximum la fenêtre de corrélation, (ii) de faire une hypothèse sur la
forme du champ de déplacement ou (iii) d’interpoler les déplacements dans la singularité. La première
option n’est pas envisageable en raison du bruit associé et du risque d’erreur de corrélation. La deuxième
nécessite de connaître la cinématique des nœuds impliqués et donc d’assumer de connaître précisément le
comportement du modèle dans les proximités de l’interface. Cette option n’est pas envisageable dans le
cadre de notre analyse puisque c’est l’objet même de cette étude. Nous avons donc opté par la troisième,
permettant à la fois de corriger les erreurs de mesure et de réduire le bruit des conditions aux limites en
déplacement imposé.

Afin d’estimer l’erreur de mesure autour de la fissure, une étude numérique a été menée. Pour cela, nous
avons généré, dans un premier temps, un mouchetis numérique sur une zone observée par la corrélation
d’image de dimensions ∼650 px × ∼250 px à l’aide du logiciel Speckle Generator de Correlated Solutions.
Dans un deuxième temps, cette zone est déformée en appliquant le champ de déplacement obtenu dans
cette même zone par un modèle 3D macroscopique de référence comme le montre la Figure III.17. La
Figure III.18 montre, quant à elle, l’évolution au travers de l’épaisseur des déplacements longitudinaux
au niveau de la pointe de fissure, calculés par le modèle numérique (en bleu), interpolés sur la grille du
mouchetis (en orange) et estimés par le logiciel de CIN (en vert). Cette dernière figure souligne que l’erreur
de mesure est bien plus importante dans une fenêtre de corrélation située de part et d’autre de l’interface
selon l’axe y de 5 px (y = 0 px). L’application directe des mesures en déplacements induit une erreur qui
devient de plus en plus importante lorsqu’on s’approche à la singularité. Comme nous l’avions anticipé
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Figure III.17 – Mouchetis généré numériquement puis déformé par des champs de déplacement numé-
riques issus du modèle macroscopique 3D

Figure III.18 – Erreur de mesure par CIN sur l’estimation du glissement dans un champ fissure à
fort gradient de cisaillement. Erreurs de l’ordre de 10-4mm (∼10-2px) à l’exception des proximités de
l’interface (erreurs de l’ordre de 10-3mm, donc ∼10-1px)
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(a) Condition limite en x0 (b) Condition limite en xf

Figure III.19 – Traitement des conditions limites en présence d’une singularité ou pas issues des mesures
de CIN via Folki2D

précédemment, l’application des conditions aux limites à la pointe de fissure reste délicate en raison de
sa nature singulière. Pour cela, il est préférable d’imposer les déplacements en amont de l’amorce sachant
qu’on est capable de remonter à l’erreur de mesure et donc de les corriger. Afin d’éviter cette erreur de
mesure, les conditions limites sont interpolées proche de l’interface et sur une longueur correspondant à
la taille de la fenêtre de corrélation, permettant à la fois (i) de corriger les erreurs de mesures à l’interface
et d’obtenir une interpolation d’un point de vue numérique compatible avec une discontinuité du saut
de déplacement à l’interface, (ii) de lisser les conditions limites dans l’épaisseur de l’éprouvette afin de
réduire le bruit associé à la méthode Folki2D. Le champ de déplacement est par ailleurs inconnu sur les
bords de l’éprouvette car inaccessible par ces méthodes de corrélations d’images. Il est donc nécessaire
d’extrapoler les déplacements en bords de l’éprouvette pour avoir une information du champs dans toute
l’épaisseur de l’éprouvette et ceci dans le but de remonter correctement au flux de force. En raison
de la forme du champ de déplacement attendu pour notre problématique de flexion de l’essai ENF, une
interpolation/extrapolation linéaire pour chaque bras de l’éprouvette est retenue. La Figure III.19 montre
les conditions limites dans les bords mesurées par Folki2D, ainsi que l’interpolation/extrapolation associée
pour la correction des erreurs.

Concernant les données de champ à comparer dans la région d’intérêt, il est également nécessaire
d’estimer précisément le bruit de mesure, afin d’avoir des critères de comparaison sur les champs de
déplacement. Ce point est discuté dans le paragraphe III.2 lors de l’application de la FEMU et l’obtention
des résultats.

III.2 Application de la FEMU pour la caractérisation du comporte-
ment d’interface apparent en absence d’endommagement

L’objectif de ce paragraphe est d’appliquer la stratégie de type FEMU pour la caractérisation et
la mise en évidence du comportement de l’interface à l’aide d’essais sur le banc INJECT. Pour cela, il
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Figure III.20 – Schéma pour la validation de l’estimation de flux en 2D par la projection des champs de
déplacement numériques dans trois sections dans la largeur de l’éprouvette issus d’un calcul macroscopique
en 3D. Sections dans le plan de symétrie, sur le bord et sur le plan médian

s’agit d’appliquer des conditions aux limites en déplacement et en température selon les préconisations
détaillées dans le paragraphe précédent. Nous focalisons donc notre attention dans la suite de ce chapitre
sur le choix du critère de comparaison et sur la définition du résidu à minimiser permettant de remonter à
la réponse en cisaillement de l’interface par FEMU. En suivant cette démarche, nous cherchons à estimer
le champ de contraintes (y compris à l’interface) en accord avec l’expérience. Ensuite, les déformations
sont déterminées à l’aide des données cinématiques issues de la CIN. La contrainte estimée et la défor-
mation mesurée permettent donc de représenter le comportement apparent de l’interface en cisaillement,
en traçant sa réponse mécanique contrainte-déformation. Finalement, nous comparons les écarts entre
l’identification et les essais, afin de critiquer la pertinence de la réponse mécanique de l’interface estimée
et sa dépendance à la température.

III.2.1 Justification du choix d’un critère de comparaison des données et formulation
du résidu

La comparaison entre le calcul et l’expérience doit se faire sur des données mesurées et accessibles
tant par l’expérience que par la simulation numérique. Parmi elles, nous pouvons citer des données en
force et en déplacement [237]. Le résidu à minimiser repose alors sur une formulation de ces différentes
quantités. Afin d’établir le critère de comparaison essai-calcul le plus pertinent, il est nécessaire de valider
la représentativité du modèle local 2D de la réponse macroscopique 3D de l’éprouvette. Cette validation
nécessite de vérifier (i) la validité du flux de force estimé par la modélisation 2D locale afin de savoir s’il
est représentatif du flux de force en 3D pour être en capacité de le comparer avec la force expérimentale,
(ii) la dépendance du flux de force et sa sensibilité aux déplacements imposés comme conditions aux
limites afin de justifier le critère de comparaison en force et/ou en déplacements.

La force mesurée est une grandeur macroscopique qui résulte de l’ensemble des réactions locales. C’est
une valeur (scalaire) a priori représentative de la réponse mécanique, mais dont la détermination s’avère
complexe via un modélisation locale en 2D alors que l’échantillon est tridimensionnel. Nous avons prouvé
la quasi-équivalence entre la réponse macroscopique 3D et 2D du modèle global lorsque le chargement était
une condition au limite [19]. Cependant, cette correspondance n’est pas garantie avec un modélisation
locale, lorsqu’on applique des conditions aux limites en déplacement représentatives d’un chargement en
flexion. Afin de vérifier s’il est possible d’extrapoler dans la largeur les données mesurées sur la tranche
de l’éprouvette en 2D pour remonter à la force macroscopique, nous avons examiné numériquement la
validité du flux de force estimé par le modèle local 2D. Pour cela, nous avons calculé la réponse issue
de la modélisation 2D en appliquant des déplacements calculés dans trois sections différentes dans la
largeur de l’éprouvette représentée en 3D (en y = 0 - plan de symétrie XZ, en y = 1/2 - à la moitié de
la demi-largeur et en y = bord - bord de l’éprouvette), comme le montre le schéma de la Figure III.20.
L’application de ces conditions aux limites permet de vérifier tant les champs de déplacement obtenus
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Figure III.21 – Comparaison du flux de force entre le modèle global 3D et le modèle 2D local

pour chaque section que le flux estimé en supposant chaque section suffisamment représentative de toute
la largeur de l’éprouvette. La Figure III.21 montre une comparaison de la force appliquée dans le modèle
3D et les flux estimés par le modèle local 2D à partir de l’application des conditions aux limites de chaque
section.

Nous remarquons le manque d’accord entre les flux estimés et la force issue du calcul macrosco-
pique 3D. Cela est une conséquence (i) du caractère non homogène des déplacements dans le largeur
de l’éprouvette et (ii) de l’impossibilité de reconstruire la force macroscopique à partir des flux estimés
par des calculs par section. Ces remarques prouvent que le modèle local 2D ne permet pas de reproduire
la réponse macroscopique en flux, donc le flux ne peut pas être utilisé comme critère de comparaison
dans notre étude. La Figure III.22 quant à elle, montre une comparaison (à une carte donnée) entre les
champs de déplacement obtenus pour chacune des sections analysées selon la modélisation 3D (III.22a)
et 2D (III.22b), en enlevant la contribution de la moyenne associée au mouvement de corps solide. Nous
remarquons des différences entre les déplacements montrées dans les Figures III.22a et III.22b qui restent
de l’ordre de 10-4-10-5mm (∼ 10-2-10-3px) donc a priori bien inférieures au bruit de mesure de la CIN
montré sur la Figure III.18 du paragraphe III.1.2. Ainsi, la comparaison des champs de déplacements
(hors mouvement de corps solide) est possible entre les résultats issus du calcul 3D et ceux du calcul 2D,
ce qui assure leur représentativité de la réponse du matériau. Le critère de comparaison de la FEMU
dans notre cas sera donc formulé en déplacements, comme nous le détaillons les paragraphes suivants.

Au vu de l’impossibilité d’inclure l’information de flux dans la fonction coût à minimiser, cette for-
mulation du résidu ne doit donc dépendre que d’informations issues des champ de déplacement et en
accord avec le diagramme de la Figure III.2. En raison des choix de modélisation et d’identification des
variables, nous devons définir un résidu en déplacement pour chaque carte temporelle k correspondant à
un instant t de l’essai, avec k ∈ [1,Kdim], et où Kdim est la dernière carte temporelle considérée. Pour
chaque carte, le résidu ψk(Gklt) est formulé en fonction du paramètre inconnu Glt, à une carte temporelle
k selon l’expression III.4 comme la différence entre les champs de déplacement mesurés et ceux calculés
numériquement sur l’ensemble des points de la région de comparaison.

ψk(Gklt) = Uknum(Gklt)− Ukexp

=

(Uknum,1(Gklt)− Uknum,1(Gklt)
)
−
(
Ukexp,1 − Ukexp,1

)(
Uknum,2(Gklt)− Uknum,2(Gklt)

)
−
(
Ukexp,2 − Ukexp,2

) avec k ∈ [1,Kdim] (III.4)

avec Unum concernant les champs de déplacement simulés et Uexp concernant les champs de déplacement
expérimentaux. Unum et Uexp représentent les déplacements à la fois dans la direction longitudinale (1)

108



Chapitre III - Caractérisation du comportement visqueux des interfaces CMO par dialogue essai-calcul

(a) Champs de déplacement longitudinal (U1) et hors plan (U2) issus du modèle macroscopique 3D permettant
d’obtenir des conditions aux limites pour le modèle 2D

(b) Champs de déplacement longitudinal (U1) et hors plan (U2) issus du modèle local 2D en appliquant des
conditions aux limites issues de trois sections différentes du calcul 3D

Figure III.22 – Comparaison des champs de déplacement locaux (à un instant donné correspondant à
une force appliquée de 600 N) entre la modélisation macroscopique 3D et la modélisation locale 2D pour
trois sections différentes de l’éprouvette
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et hors plan (2), en enlevant la contribution de la moyenne (U) pour supprimer les mouvements de corps
solide et ne considérer donc que des variations des champs de déplacement comme indiqué précédemment.
Dans notre cas, le résidu est fonction d’une unique inconnue pour chaque carte temporelle, Gklt, qui
correspond au module de cisaillement du pli.

L’identification inverse doit se faire via un processus itératif pour chaque vecteur du résidu corres-
pondant à la carte k évaluée. Nous avons choisi de résoudre le problème par une méthode des moindres
carrés proposé par le module scipy.optimize. La fonction least_squares permet de résoudre un problème
des moindres carrés non linéaire avec des limites sur les variables à identifier [247]. Elle minimise une
fonction de coût formulée comme la norme euclidienne du résidu correspondant à la carte évaluée k.
Cette fonction de coût cherche à minimiser la distance entre les valeurs des déplacements mesurés et ceux
calculés numériquement selon l’expression III.5 :

Ψk(Gklt) = ‖ψk(Gklt)‖ =

√√√√√ Nj∑
j=1

Ni∑
i=1

(
U ij,knum(Gklt)− U

ij,k
exp

)2
(III.5)

avec l’exposant ij correspondant au pixel ij de la région de comparaison, Ni et Nj étant le nombre
de pixels dans la direction longitudinale et hors plan respectivement. La norme euclidienne est adaptée
à notre problème d’identification sachant que nous cherchons à identifier le comportement à chaque
instant (i.e., à chaque carte temporelle k). De cette manière, nous ne comparons pas les différences en
déplacements à des niveaux de chargement différents. De plus, la norme euclidienne permet d’avoir une
fonction de cout différentiable, bien plus facile à adapter à une problème de minimisation de moindres
carrées, comme il a été remarqué par différents auteurs dans la littérature [241,248,249].

Au vu de la complexité relative du problème d’identification inverse pour chaque carte, mais sachant
que nous n’avons qu’une seule inconnue à identifier, nous avons opté pour remplacer les évaluations
des simulations numériques par EF à chaque itération du processus d’optimisation par l’évaluation d’un
métamodèle (modèle réduit) représentatif des simulations numériques. Un métamodèle des champs de
déplacement numériques permet de remplacer le couplage direct des algorithmes d’optimisation avec
les calculs par EF par un couplage indirect via le métamodèle [250–252]. Un métamodèle permet de
remplacer un grand nombre d’évaluations du modèle dit de « haute-fidélité » par une solution approchée
obtenue avec un coût moindre en temps de calcul parfois appellée de « basse-fidélité ». Un métamodèle est
dans les faits un modèle approché construit à partir d’un ensemble de calculs numériques évalués sur des
points représentatifs du domaine des solutions des variables inconnues [250], points qui constituent le plan
d’expérience du méta-modèle. Il existe de nombreuses techniques pour construire un méta-modèle [250,
252]. Parmi ces techniques, nous avons retenu une Surface de Réponse Polynomiale (SRP) principalement
pour des raisons de simplicité et de bon comportement par rapport aux solutions approchées obtenues.
Afin d’optimiser la construction du métamodèle, les données d’entrée (champs de déplacement simulés)
sont préalablement traitées par une Analyse en Composantes Principales (ACP ou PCA - Principal
Composent Analysis) [253–255]. L’intérêt de l’ACP est d’exprimer un grand nombre de données corrélées
(champs de déplacement) par un nombre réduit de composantes principales non corrélées sur une base
orthonormale de dimension réduite, tout en déformant le moins possible la réalité. Plus précisément,
l’ACP permet de résumer de manière pertinente l’information des données initiales en ordonnant les
composantes par ordre d’importance au sens de variance expliquée et permettant ainsi d’exprimer le
maximum de variance des données de sorties [253,256].

Dans notre cas, nous avons créé un plan d’expérience permettant d’évaluer le modèle numérique pour
L valeurs différentes du module de cisaillement du pli Glt. Ensuite, nous avons construit un métamodèle
par un polynôme de Ridge [257] pour chaque carte à partir des champs de déplacement numériques
(Uknum,1et Uknum,2) à chaque instant t (correspondant à la carte k), exprimés dans leurs composantes prin-
cipales par ACP. A titre d’exemple, pour le cas d’une éprouvette [0]16 à 110 ◦C - 80 W, la Figure III.23a
montre le bon accord entre les valeurs attendues des composantes principales issues du métamodèle à
une carte donnée (correspondant à une force appliquée de ∼800 N) et celles provenant directement des L
simulations du plan d’expérience évaluées à la même carte, après traitement par ACP. Pour cette éprou-
vette, quatre composantes suffisent pour représenter plus du 99.9% de la variance des données issues de la
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Chapitre III - Caractérisation du comportement visqueux des interfaces CMO par dialogue essai-calcul

(a) Graphiques de dispersions de la prédiction du métamodèle pour les quatre
premières composantes principales des champs de déplacements, composantes
classées par ordre de variance expliquée de haut en bas et de gauche à droite

(b) Ecarts en px entre les champs de déplacement longitudinal et hors plan calculés et
construits par le métamodèle pour une valeur donnée de Glt

Figure III.23 – Vérification de la robustesse du métamodèle (pour une carte) par les graphiques de
dispersion des composants principales et les écarts des champs de déplacement pour une éprouvette [0]16
à 110 ◦C - 80 W

campagne d’essais virtuels. Sur la Figure III.23a, les marques bleues et orange correspondent aux valeurs
de chaque composante principale associée soit aux points représentatifs qui permettent l’apprentissage
du métamodèle (marques bleues) soit à l’ensemble des points du plan d’expérience (marques orange),
tandis que la ligne de pente unitaire verte permet d’estimer la dispersion de chaque composante par
l’écart à la linéarité. Cette écart sert d’indicateur de la fiabilité du métamodèle pour chaque composante.
Nous remarquons que l’écart est quasi-nul pour la première et deuxième composante, composantes qui
expliquent plus du 99% de la variance des données. Cette erreur évolue dans la mesure où le métadolèle
est moins sensible à l’information additionnelle expliquée par l’apport d’une nouvelle composante, comme
nous l’observons pour la quatrième composante. L’ajout de cette quatrième composante permet de passer
d’une variance expliquée du 99.8% avec trois composantes à une variance totale du 99.95%.

La Figure III.23b montre les écarts en pixel entre les champs de déplacement longitudinal et hors plan
calculés à la même carte pour une valeur donnée de Glt (∼ 2850 MPa) et ceux estimés par le métamodèle
après reconstruction à partir des composants principales. Nous remarquons le très bon accord entre les
champs de déplacement d’entrée et ceux prévus par le métamodèle, en raison des écarts négligeables
obtenus par rapport au bruit de mesure (identifié sur la Figure III.18), ce qui valide la possibilité de
remplacer les évaluations EF par la prévision du métamodèle. Nous avons donc Kdim métamodèles repré-
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(a) Champs de déplacement mesurés
pour appliquer les conditions aux

limites dans les simulations numériques

(b) Evolution de la contrainte de cisaillement
estimée et la déformation de cisaillement à

l’interface en fonction de l’abscisse x le long de
l’interface

Figure III.24 – Application de la méthode FEMU pour l’obtention de la réponse mécanique à l’interface

sentatifs des champs de déplacements de chaque carte, avec Kdim le nombre total de cartes temporelles
considérées. La minimisation des écarts entre l’expérience et l’évaluation des métamodèles permet donc
d’identifier le module de cisaillement du pli pour chaque carte, tout en optimisant le coût de calcul lors
du processus itératif.

La résolution de ce problème par méthode inverse pour chacun des essais INJECT permet d’identifier
l’évolution apparente du module de cisaillement du pli dans le but d’être en capacité de quantifier la
contrainte de cisaillement et la réponse mécanique apparente de l’interface, comme nous le montrons
dans le paragraphe suivant.

III.2.2 Réponse mécanique apparente de l’interface en mode II en fonction de la
température obtenue par identification inverse

Le problème inverse présenté dans les paragraphes précédents et résolu par FEMU permet d’obtenir
l’évolution des champs de contraintes locales au niveau de l’interface, estimés par des simulations EF,
tout en accord avec les données expérimentales. Nous rappelons brièvement les hypothèse principales
qui nous ont permis de résoudre le problème inverse d’identification : (i) un modèle local 2D, (ii) des
conditions aux limites en déplacement issues d’un post-traitement des données obtenues par CIN, (iii)
un modèle de comportement du pli élastique, représentatif du problème, approché par un modèle réduit,
et avec une unique inconnue (le module de cisaillement Glt), (iv) une minimisation des écarts entre les
champs de déplacements mesurés et simulés dans la région d’intérêt et (v) une méthode d’optimisation
basée sur la méthode des moindres carrés adaptée aux problèmes non linéaires.

Afin de pouvoir extraire la réponse mécanique de l’interface à partir de la contrainte estimée et
la déformation, nous avons besoin d’estimer cette dernière à partir du champ de déformation selon le
même maillage numérique. Il est calculé en projetant le champ de déplacement expérimental (transversal
et hors plan) au maillage utilisé, comme le montre la Figure III.24a). Ainsi, le calcul du champ de
déformation est estimé pour chaque pas de temps par différentiation spatiale du champ de déplacement,
en considérant la cinématique des éléments finis par leurs fonctions de forme en déplacement. Pour le
calcul des déformations, des éléments linéaires (dont la formulation des fonctions de forme est linéaire)
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(a) Température ambiante (b) 74 ◦C - 50 W (c) 110 ◦C - 80 W

Figure III.25 – Caractérisation du comportement d’interface en considérant un comportement élastique
des plis pour un matériau composite [0]16 (températures moyennes pendant la phase de chargement)

(a) Température ambiante (b) 71 ◦C - 30 W (c) 92 ◦C - 50 W

Figure III.26 – Caractérisation du comportement d’interface en considérant un comportement élastique
des plis pour un matériau composite [0]8 (températures moyennes pendant la phase de chargement)

sont recommandés, afin d’assurer une bonne continuité des champs de déformation sachant qu’on dispose
d’une densité élevée des données mesurées par CIN. L’usage de fonctions de forme des éléments d’ordre
supérieur sur le même maillage conduit à des champs de déformation plus bruités, en raison du bruit des
données de déplacement discrètes [258].

Afin de réduire le bruit des données expérimentales, elles sont post-traitées par un filtre passe-bas
fréquentiel dans l’espace et dans le temps. Le choix du filtrage a été fait en garantissant un écart maximal
(arbitraire) de 5% entre les valeurs des déformations maximales en cisaillement filtrées et non filtrées.
L’évolution des champs de cisaillement et de déformation à l’interface peut être obtenue à tout moment,
et sur toute la longueur d’interface de la région d’intérêt. La Figure III.24b montre la contrainte de
cisaillement à l’interface (figure du haut) et le glissement à l’interface (figure du bas). Grâce à cette
approche, il est possible de tracer la réponse mécanique (cisaillement vs. glissement) et de déduire le
comportement apparent de l’interface par l’analyse temporelle de différents points le long de l’interface,
à différentes abscisses x, comme nous observons sur la Figure III.24.

Nous montrons les résultats obtenus pour les configurations NPC des essais pour lesquels le niveau
de température est le plus stable. La Figure III.25 présente les résultats sur des éprouvettes de 16 plis
à température ambiante, à 74 ◦C et à 110 ◦C. La Figure III.26 montre, quant à elle, les résultats sur
des éprouvettes de 8 plis à température ambiante, à 71 ◦C et à 92 ◦C. Ces courbes soulignent que la
réponse contrainte-déformation à l’interface dépend de la distance à la pointe de fissure. En raison de
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(a) Réponse mécanique proche et loin de la singularité
pour un matériau composite [0]16

(b) Réponse mécanique proche et loin de la
singularité pour un matériau composite [0]8

Figure III.27 – Comparaison des réponses d’interface en température en considérant un comportement
élastique des plis pour un matériau composite [0]16 et [0]8

la présence de la singularité, la dérivée temporelle de la contrainte σ̇ est directement dépendante de
la distance à la pointe de fissure : plus cette distance est petite, plus σ̇ est important. L’analyse du
comportement de l’interface en fonction de la position montre que plus σ̇ est important (i.e. plus la
distance à la pointe de fissure est faible) et plus la réponse apparente est linéaire. De même, la pente
à l’origine diminue lorsqu’on s’éloigne de la pointe de fissure, comme conséquence d’une diminution de
σ̇ soulignant une chute du module apparent de cisaillement à l’interface avec la vitesse de sollicitation
locale. Cette remarque valable tant pour les stratifiés à 16 plis que ceux à 8 plis souligne un comportement
sensible aux effets de vitesse, donc un comportement visqueux.

Afin d’analyser l’influence de la température sur le comportement visqueux, les réponses de l’interface
ont été tracées pour des distances à la pointe de fissure comparables entre elles (Figures III.25 et III.26).
En comparant ces différentes courbes, il ressort clairement que plus la température est élevée et plus
le comportement est non linéaire avec une chute du module à l’origine. Afin de faciliter la comparaison
pour l’ensemble des éprouvettes, les Figures III.27a et III.27b montrent la réponse de l’interface (pour les
stratifiés à 16 et 8 plis respectivement) concernant les différentes températures analysées à deux distances
(proche et loin) de la pointe de fissure.

En comparant les trois niveaux de température pour les deux sets d’éprouvettes dans la Figure III.27,
nous observons un comportement visqueux de l’interface, qui est exacerbé lorsque la température aug-
mente. On observe une diminution de la rigidité lorsque la température augmente. Dans le cas des essais
sur des éprouvettes de 16 plis, cette réduction est d’environ 30% à 74 ◦C, et d’environ 50% à 110 ◦C.
En ce qui concerne les éprouvettes de 8 plis, les effets de la température semblent similaires, avec une
réduction de la rigidité d’environ 30% à 71 ◦C, et d’environ 40% à 92 ◦C. En comparant les résultats
pour l’ensemble des éprouvettes [0]16 et [0]8, nous observons que les interfaces des échantillons de 16 plis
sont aussi rigides que celles des échantillons de 8 plis. Les éprouvettes de 16 plis présentent des gradients
de contrainte et de déformation en cisaillement plus élevés dans les bras, en raison d’une plus importante
raideur macroscopique du fait d’une épaisseur plus grande. Cependant, la vitesse de contraintes pour les
éprouvettes de 16 plis (de l’ordre de 1-3 MPa/s) n’est pas suffisamment différente de celle des éprouvettes
de 8 plis (de l’ordre de 0.1-0.5 MPa/s) pour observer des écarts notables au niveau des évolutions des
réponses contrainte-déformation en cisaillement.

Cette analyse souligne un effet de la température sur le comportement d’interface, qui est plus marqué
que celui de la vitesse de sollicitation. Comme conséquence, nous observons un comportement d’interface
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apparent visqueux similaire pour les deux épaisseurs. On retrouve un comportement en cisaillement
analogue à celui mis en évidence dans le plan du pli [8, 22, 259], dont les effets visqueux sont exacerbés
en température, comme nous l’avons montré dans le paragraphe I.3.3.2 du Chapitre I pour des essais de
traction monotone sur des stratifiés [±45◦]4s (voir la Figure I.25).

Nous remarquons des différences plus marquées sur les Figures III.25 et III.26 à partir d’un niveau
de déformation d’environ 1% pour les points les plus proches de la pointe de fissure. Ces écarts sont
mieux observés sur la Figure III.27. Ils mettent en évidence un effet de vitesse, qui semble a priori
plus important en température et/ou pour des chargements importants. Les éprouvettes [0]8 ont une
compliance plus élevée que les échantillons [0]16 à partir de ce niveau de glissement. Leur interface est donc
censée commencer à s’assouplir (voire s’endommager dans un second temps) à une charge inférieure pour
les [0]8. En termes de caractérisation du comportement du matériau, cela se traduit par une diminution
précoce du module de cisaillement apparent identifié par l’approche élastique présentée. En effet, un
tel comportement élastique du pli traduit l’évolution temporelle du comportement moyen des plis. Cela
traduit donc non seulement les sources linéaires mais aussi celles non linéaires qui vont apparaître au cours
du chargement, comme la viscosité (au niveau des bras et/ou de l’interface) ou comme l’endommagement
(diffus dans un volume proche à la singularité et/ou associée à la fissuration interfaciale) qui pour nous
doit être prise en compte au sein de la Process Zone du modèle d’interface. Au vue des résultats présentés,
nous nous questionnons sur deux aspects : (i) la validité des résultats selon l’approche élastique du pli
et (ii) la nécessité de traduire les effets visqueux observés à l’interface a minima par un modèle de
comportement visqueux des plis. Ces points sont au cœur du paragraphe suivant, et doivent justifier en
partie une possible influence non négligeable des effets visqueux sur l’évolution postérieure de la Process
Zone au sein de l’interface, et ultérieurement sur le délaminage.

III.2.3 Retour sur les hypothèse de modélisation : vers la modélisation de l’endom-
magement

L’hypothèse principale de modélisation concernant le matériau a été de supposer un comportement
apparent élastique des plis, que nous avons décidé d’identifier au cours de l’essai. Cela nous a permis de
déterminer la réponse mécanique à l’interface et donc le comportement. Cependant, deux questions restent
à analyser : (i) l’intervalle de validité de la réponse mécanique à l’interface afin de vérifier les hypothèses
de modélisation et (ii) l’influence du comportement visqueux apparent d’interface sur l’évolution de la
Process Zone.

La validité de cette approche peut être justifiée quantitativement par l’évaluation des écarts absolus
en déplacement entre les données expérimentales et les simulations. Pour cela, nous avons tracé l’évolution
temporelle de la moyenne de ces écarts. Ils sont comparés à une valeur de référence (ς∆U1 et ς∆U2 dans
les directions longitudinale et hors plan respectivement) qui représente le bruit moyen de mesure pour
chaque essai. Ce bruit a été estimé à l’aide de l’erreur par rapport à une régression linéaire de l’évolution
des champs locaux de déplacement sur les 30 premières secondes des essais analysées et durant lesquelles
le chargement reste faible et évolue de manière linéaire. La Figure III.28 montre l’évolution temporelle
de l’écart moyen calculé dans la région analysée (région d’intérêt), normalisée par la valeur de référence
précédemment définie ς∆Ui pour les composantes longitudinal et hors plan. Nous avons également tracé
une droite de référence correspondant à une erreur normalisée égale à quatre fois le bruit de mesure,
ce qui s’avère acceptable afin de comparer les erreurs. L’approche élastique présentée est suffisante pour
identifier le comportement de l’interface (montré dans les Figures III.25 et III.26) jusqu’au moment où
les erreurs dépassent cette valeur (lignes continues). Passées cette valeur (ce qui correspond aux lignes
pointillées sur les Figures Figures III.25 et III.26), les erreurs de mesures ne peuvent plus être considérées
comme négligeables.

Nous remarquons que les erreurs en déplacement deviennent beaucoup plus importantes dans la
direction hors plan en raison d’une perte de raideur qui n’est pas modélisée dans cette direction. Cette
perte de raideur s’explique par la formation d’une Process Zone autour de l’interface et de la singularité,
comme nous l’avions déjà vu dans la Figure II.20 du paragraphe II.3.2 du Chapitre II. Cette Process Zone
est le siège de l’ensemble de mécanismes non linéaires dissipatifs qui ont lieu à l’interface et dans son
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(a) Erreurs en déplacement pour les éprouvettes de
16 plis

(b) Erreurs en déplacement pour les éprouvettes de
8 plis

Figure III.28 – Evolution des écarts moyens des champs de déplacements en considérant un comporte-
ment élastique des bras pour deux sets des éprouvettes [0]16 et [0]8

voisinage immédiat, notamment les effets visqueux et l’évolution de l’endommagement, piloté notamment
par la fissuration interfaciale et concentré au niveau de l’interface.

Afin d’estimer la part d’énergie dissipée par des effets visqueux ou par fissuration sur la dissipation
totale d’énergie, nous cherchons à évaluer l’influence du comportement visqueux apparent d’interface sur
l’énergie dissipée. Dans le but de distinguer les effets visqueux des effets d’endommagement, on affecte,
dans un premier temps, un comportement non pas élastique (avec un module de cisaillement variant dans
le temps) aux plis, mais viscoélastique en utilisant le modèle du paragraphe II.2.1 préalablement identifié
pour le même matériau [8, 22]. Cette approche se démarque de celles de la littérature [40, 173, 205–209]
dans lesquelles sont proposées des modélisations du comportement visqueux de l’interface par le biais
d’éléments cohésifs mais qui peinent à valider ce choix expérimentalement. Les Figures III.29 et III.30
montrent les courbes des réponses mécaniques obtenues pour les deux sets d’éprouvettes. Ces courbes
ont été obtenus en suivant le principe de la Figure III.24 : le champ de contrainte est obtenu de manière
directe en appliquant des conditions aux limites en déplacement mais en utilisant le modèle viscoélastique
du pli, donc aucune identification inverse est nécessaire. Les Figures III.31a et III.31b, quant à elles,
montrent la réponse de l’interface (pour les stratifiés à 16 et 8 plis respectivement) pour l’ensemble de
températures analysées à deux distances (proche et loin) de la pointe de fissure, afin de les comparer par
rapport à celles de la Figure III.31a du paragraphe précédent. Ces résultats constatent une saturation
des effets visqueux, caractérisée par des effets de vitesse moins remarqués, presque négligeables jusqu’à
des valeurs de déformation importantes (∼1% pour les [0]16 et ∼0.5% pour les [0]8).

L’hypothèse du comportement élastique du pli (Figures III.25 et III.26) suppose un module de ci-
saillement constant le long de l’interface, qui a été identifié à chaque pas de temps pour garantir la
minimisation des erreurs en déplacements. Même si cette hypothèse ne permet pas de modéliser expli-
citement un comportement non linéaire à l’échelle locale aux alentours de la pointe de fissure, elle est
suffisante pour estimer le champs de contraintes à l’interface avant tout endommagement, dont les erreurs
d’identification sont globalement inférieures à la sensibilité de mesure. Ainsi, les effets du comportement
non linéaire apparent d’interface n’auraient pas une influence suffisamment sensible (par rapport aux
erreurs de mesure) sur l’estimation de sa réponse mécanique. Néanmoins, ces effets (effets apparents de
vitesse en conséquence du comportement visqueux apparent d’interface) sont a priori exacerbés locale-
ment en raison des gradients de cisaillement plus importants proches de la singularité. Cela est observé
lorsqu’on compare les résultats en supposant un comportement viscoélastique du pli, comme le montre
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(a) Température ambiante (b) 74 ◦C - 50 W (c) 110 ◦C - 80 W

Figure III.29 – Caractérisation du comportement d’interface en considérant un comportement viscoélas-
tique des bras pour un matériau composite [0]16

(a) Température ambiante (b) 71 ◦C - 30 W (c) 92 ◦C - 50 W

Figure III.30 – Caractérisation du comportement d’interface en considérant un comportement viscoélas-
tique des bras pour un matériau composite [0]8
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(a) Réponse mécanique proche et loin de la singularité
pour un matériau composite [0]16

(b) Réponse mécanique proche et loin de la
singularité pour un matériau composite [0]8

Figure III.31 – Comparaison des réponses d’interface en température en considérant un comportement
viscoélastique des plis pour un matériau composite [0]16 et [0]8

les Figures III.29, III.30 et III.31. Les effets de la température sur le comportement d’interface sont
également remarquables compte tenu d’un comportement viscoélastique des plis. La réponse contrainte-
déformation en cisaillement à l’interface est adoucie avec l’augmentation de la température, en raison du
comportement apparent plus visqueux de l’interface en température.

La Figure III.32 montre l’évolution temporelle des erreurs moyennes normalisées de manière ana-
logue à la Figure III.28 afin de comparer l’apport d’un comportement viscoélastique du pli par rapport
à l’hypothèse d’un comportement élastique apparent. Nous remarquons que même un comportement
viscoélastique du pli ne suffit pas pour expliquer le développent de la Process Zone. En fait, les pre-
mières différences entre une réponse issue d’un comportement élastique apparent ou viscoélastique (voir
Figures III.27 et III.31) arrivent pour des niveaux de sollicitations relativement élevés et différents selon
le niveau de température, à partir desquels les erreurs en déplacement sont conséquentes pour les deux
approches (élastique et viscoélastique). Ces différences de la réponse en contraintes s’avèrent donc im-
portantes lorsque les erreurs en déplacements sont aussi importantes. Ainsi, la réponse macroscopique
peut être approchée initialement par l’hypothèse d’un comportement élastique du pli, en l’absence du
développement de la Process Zone. Au-delà, l’hypothèse du comportement élastique apparent (et même
un comportement viscoélastique) n’est pas suffisante pour estimer la réponse à l’échelle locale.

Deux points particuliers sont alors remarquables : (i) dans le cadre du délaminage en température les
effets de la température sont prédominants sur les effets de vitesse et (ii) au cours du développement d’une
Process Zone la dissipation d’énergie par endommagement lors de la création de surface par fissuration
est a priori plus importante que la dissipation d’énergie par des effets visqueux. Bien que l’on ne soit pas
capable de séparer la contribution à la dissipation d’énergie des effets visqueux de celle par fissuration, les
différences initiales des réponses mécaniques entre un comportement élastique apparent et viscoélastique
des plis sont faibles par rapport aux différences induites ensuite (et correspondant à des erreurs bien plus
importantes en déplacements), qui concernent l’évolution de la Process Zone, dont la dissipation d’énergie
s’avère prédominante.

Cette interprétation des résultats nécessite un travail plus approfondi en s’appuyant sur une mo-
délisation plus complexe du problème, c’est-à-dire, une modélisation des effets de la Process Zone en
température. Cela afin de quantifier les effets de la température sur la rupture des interfaces par déla-
minage afin de : (i) vérifier que la dissipation d’énergie par fissuration est plus important que celle par
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(a) Erreurs en déplacement pour les éprouvettes de
16 plis

(b) Erreurs en déplacement pour les éprouvettes de
8 plis

Figure III.32 – Evolution des écarts moyens des champs de déplacements en considérant un comporte-
ment viscoélastique des bras pour deux sets des éprouvettes [0]16 et [0]8

des effets visqueux et (ii) déterminer le besoin d’avoir une dépendance explicite des propriétés d’interface
avec les effets visqueux en température mis en évidence à l’interface.

III.3 Conclusions

Dans ce chapitre, nous avons proposé une méthode de dialogue essai-calcul de type FEMU en ap-
pliquant directement des données expérimentales pour la caractérisation d’un comportement visqueux
apparent d’interface. Cette caractérisation a été réalisée à partir des données cinématiques et thermiques
issues de la CIN-2D et de la caméra IR pour des essais ENF en température effectués sur le banc IN-
JECT. Pour chaque essai ENF et pour plusieurs températures, les données expérimentales permettent de
calculer par EF les champs de déformations et de contraintes à l’interface induits par des sollicitations
en cisaillement. L’approche présentée a permis de limiter les incertitudes liées aux effets non maitrisés
observés dans l’expérience, comme le frottement dans les rouleaux (difficile à prendre en compte numéri-
quement dans le cas présent). Cette approche ne suppose aucune hypothèse sur les conditions aux limites
imposées (puisque les déplacements mesurés expérimentalement sont imposés) à l’unique condition de
mener les comparaisons en 2D.

Afin d’améliorer la caractérisation du comportement d’interface par méthode inverse, il est nécessaire
de (i) choisir la région optimale de comparaison et de simulation et (ii) définir le critère de comparaison
le plus adapté à la problématique d’étude. Concernant le premier point, nous avons défini une zone
d’intérêt sensible au comportement d’interface afin de mener la comparaison essai-calcul. La taille de
la région simulée est d’environ 8-10 mm selon l’essai. Afin de s’assurer de la validité des déplacements
imposés, nous avons opté pour une application en amont de la pointe de fissure dans le cas de la condition
la plus proche de la singularité, sachant que nous avons identifié et corrigé l’erreur de mesure de la CIN-2D
lorsqu’elle concerne un champ fissuré. Concernant le critère de comparaison afin d’estimer la contrainte
à l’interface en accord avec les données expérimentales, il a été nécessaire de vérifier la représentativité
des champs imposés (mesurés sur la tranche des éprouvettes) pour traduire correctement la réponse
mécanique des éprouvettes. Nous avons prouvé qu’il n’est pas possible de remonter au flux de force
à partir des déplacements imposés, même si les déplacements mesurés restent bien représentatifs du
comportement du matériau. Un critère de comparaison en déplacement a été donc retenu.
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Sous l’hypothèse d’un comportement élastique du pli, nous avons identifié l’évolution du module de
cisaillement du pli au cours de chaque essai, sachant que le module de cisaillement est le paramètre le
plus sensible à la réponse d’interface en absence d’endommagement. La comparaison de la contrainte en
cisaillement estimée à l’interface avec la déformation estimée par EF à partir de la projection des champs
cinématiques de la CIN-2D permet de remonter au comportement apparent d’interface. L’évolution de la
réponse contrainte-déformation en cisaillement pour différents niveaux de température montre un effet
clairement non linéaire en raison du comportement visqueux de l’interface. Cette réponse mécanique de
l’interface est observée pour les deux séries d’éprouvettes de 16 plis et 8 plis. Cependant, l’hypothèse du
comportement élastique du pli surestime le niveau de contrainte de cisaillement à l’interface dans les zones
fortement sollicitées, donnant lieu à des effets de vitesse exacerbés sur les courbes contrainte-déformation.

Ainsi, l’influence des effets visqueux à travers un comportement viscoélastique des plis sur la réponse
apparente d’interface a été ensuite analysée, sachant que le module de cisaillement apparent varie en
fonction du chargement local pour un tel comportement viscoélastique des plis. Sous l’hypothèse d’un
comportement viscoélastique du pli, les effets de vitesse à l’interface sont considérablement réduits pour
les essais à température ambiante et en température, en raison d’une saturation des mécanismes visqueux
atteinte en température.

Les résultats obtenus soulignent dans tous les cas, un comportement visqueux à l’interface pour des
sollicitations en cisaillement hors plan. Ce comportement est exacerbé en température et semble simi-
laire au comportement visqueux du pli caractérisé pour le cisaillement dans le plan. Les effets d’un tel
comportement visqueux d’interface doit donc être a priori pris en compte dans la caractérisation des
propriétés d’interface afin d’aller vers la modélisation du délaminage en température. Proche d’une sin-
gularité et en température, les effets du comportement non linéaire de l’interface dus à la viscosité sont
donc exacerbés, conduisant à une réponse contrainte-déformation de cisaillement plus souple pour des
chargements importants. Ainsi, cette réponse peut affecter l’évolution de la Process Zone et ses méca-
nismes de dissipation d’énergie, qui doivent être caractérisés en température. Une attention particulière
doit être portée à l’influence de l’hypothèse de comportement des plis (élastique ou viscoélastique) pour
une caractérisation suffisamment précise des propriétés de rupture de l’interface en température.

Dans le but d’aller vers la modélisation de la rupture par délaminage en température, le chapitre
suivant porte sur l’adaptation nécessaire de la méthode proposée ici pour l’identification de la résistance
et de la ténacité d’un modèle de zone cohésive. L’objectif est alors de vérifier que ce type de modèle est
apte à prévoir la propagation de la fissure de délaminage en température. Pour cela, il est alors important
d’analyser l’influence de la température sur la raideur initiale du comportement cohésif en se basant sur
les résultats de ce chapitre et sur l’évolution de sa Process Zone. Il est également important de faire la
part des contributions de ces deux modes dissipatifs d’énergie.
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IDENTIFICATION D’UNE LOI D’INTERFACE
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Introduction

Ce chapitre concerne la modélisation de la rupture d’interface par fissuration avec la prise en compte
des effets de la température pour la prévision du délaminage en mode II. Dans le Chapitre précédent III,
nous avons caractérisé la dépendance à la température du comportement apparent d’interface. Cepen-
dant, les effets apparents du comportement viscoélastique de l’interface ne permettent pas d’expliquer
à leurs seuls le développement de la Process Zone et ses effets observés expérimentalement. La dissipa-
tion visqueuse et la dissipation par fissuration apparaissent de manières concomitantes, en particulier en
température où les effets du comportement visqueux sont exacerbés. Afin de bien décrire cette Process
Zone, nous cherchons à analyser et quantifier l’influence de la température sur l’évolution progressive de
la fissuration à l’interface grâce à l’adaptation des paramètres d’une loi cohésive.

L’objectif de ce chapitre est double, (i) le développement d’une stratégie d’identification des para-
mètres du modèle d’interface et (ii) identifier la dépendance à la température de ces paramètres et la
validation de leur évolution à partir de la comparaison essai-calcul. Cela devrait permettre ultérieure-
ment de discuter sur les mécanismes dissipatifs prédominants que ce soit par dissipation visqueuse ou par
fissuration et le développement de la Process Zone qui amène au délaminage en mode II.

Pour cela, nous commençons tout d’abord par justifier la nécessité d’intégrer des éléments cohésifs
à l’interface pour être en mesure de modéliser l’endommagement progressif par fissuration induisant le
délaminage. Ensuite, il s’agit de développer la stratégie d’identification des paramètres du modèle qui
sont censés dépendre de la température à l’aide du dialogue essai-calcul. L’approche FEMU présentée
dans le Chapitre III représente la base de la stratégie, stratégie que nous devons adapter au problème en
tirant partie tant de la richesse des données expérimentales que des simulations numériques. Finalement,
nous présentons, dans la dernière partie de ce chapitre, l’identification des paramètres du modèle en
fonction de la température ainsi qu’une évaluation des erreurs d’identification afin de discuter de la
pertinence de la dépendance à la température sur le comportement d’interface et sur l’évolution de
l’endommagement concentré dans la Process Zone. L’intérêt de cette dernière partie est de juger la
robustesse de l’identification et de déterminer les mécaniques dissipatives prédominantes et nécessaires à
prendre en compte afin de modéliser la rupture de l’interface en température.

IV.1 Justification du besoin d’un modèle cohésif pour la modélisa-
tion de l’endommagement à l’interface

Comme nous l’avons expliqué dans le paragraphe I.5 du Chapitre bibliographique I et dans le para-
graphe II.2.1 du Chapitre II, le modèle de zone cohésive (Cohesive Zone Model - CZM ) est le plus adapté
pour notre problème. Dans ce paragraphe, nous présentons d’abord les raisons du choix de modélisation
par des éléments cohésifs. Ensuite, nous décrivons les hypothèses de modélisation retenues afin de justifier
le choix des paramètres considérés comme dépendants de la température et qui restent donc à identifier.

IV.1.1 Apport du modèle de zone cohésive et représentativité de la réponse à l’in-
terface

Ce paragraphe vise à justifier l’intégration des éléments cohésifs au modèle local présenté dans le
Chapitre III. Les Figures IV.1 et IV.2 montrent les erreurs en déplacement issues de l’identification du
comportement d’interface présenté dans le paragraphe III.2.2 pour une éprouvette [0]16 à température
ambiante, et sous l’hypothèse d’un comportement élastique ou viscoélastique du pli respectivement. Les
erreurs sont évaluées pour deux instants correspondant à deux niveaux de chargement différents (∼400 N
et ∼1000 N), un avant le début de l’endommagement à l’interface ( IV.1a et IV.2a) et un autre au cours de
l’endommagement ( IV.1b et IV.2b). Ces erreurs se localisent en aval de la pointe de fissure et au niveau
de l’interface et aux alentours d’un ou deux plis autour de l’interface. Le niveau de ces erreurs de modèle
est clairement supérieur au bruit de mesure précédemment estimé de l’ordre de 200 µm. L’évolution de
ces erreurs spatio-temporelles en déplacement au cours du chargement sont donc la conséquence de la
localisation de l’endommagement à l’interface qui n’est actuellement pas pris en compte dans les hypothèse
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(a) Erreurs avant tout signe d’endommagement (b) Erreurs durant l’évolution de l’endommagement

Figure IV.1 – Erreurs en déplacement en millimètre (longitudinal à gauche et hors plan à droite) is-
sues de l’identification du comportement d’interface pour deux niveaux de chargement différent pour une
éprouvette [0]16 à température ambiante. Comportement élastique du pli

(a) Erreurs avant tout signe d’endommagement (b) Erreurs durant l’évolution de l’endommagement

Figure IV.2 – Erreurs en déplacement en millimètre (longitudinal à gauche et hors plan à droite) is-
sues de l’identification du comportement d’interface pour deux niveaux de chargement différent pour une
éprouvette [0]16 à température ambiante. Comportement viscoélastique du pli

de simulation. Ces différences entre le modèle numérique et l’expérience sont également observées en
température et mettent en évidence deux choses : (i) le besoin d’améliorer la modélisation pour décrire
l’évolution de l’endommagement (par fissuration) à l’interface et (ii) la validité de l’approche locale et
de la FEMU pour mener une telle amélioration du modèle.

Nous proposons donc d’introduire un modèle de zone cohésive afin de réduire l’écart entre la réponse
estimée et l’expérience et être représentatif de la réponse d’interface. Nous rappelons qu’il s’agit d’un
délaminage qui apparait notamment en mode II et qui se propage le long des interfaces du composite. Au
vue des études bibliographiques présentés dans le paragraphe I.4.2 et I.5.2 du Chapitre I, le modèle de zone
cohésive semble être la voix la plus prometteuse. En effet, au vu de la localisation des erreurs de modèle,
un modèle d’interface semble bien adapté puisque nous pouvons supposer le chemin de fissuration connu
et facilite donc l’introduction de ces éléments de zone cohésive dans notre maillage, comme le montre la
Figure IV.3. Le maillage est analogue à celui utilisé dans le chapitre III. L’unique différence est réside
dans l’introduction des éléments cohésifs dans la région où le délaminage peut évoluer. Les éléments
cohésifs vont nous permettre de décrire l’évolution progressive de l’endommagement par fissuration à
l’interface au cours de l’essai de manière plus représentative de la réalité. L’application des conditions

Figure IV.3 – Schéma du maillage permettant l’introduction des éléments de zone cohésive au modèle
locale représentatif de l’essai ENF
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aux limites en déplacement aux bords du maillage en x0 et xf , est par ailleurs tout à fait compatible avec
l’introduction de ces éléments puisque ces conditions sont appliqués en amont de la singularité et n’entrave
pas l’évolution de l’endommagement progressif au sein de la Process Zone. L’approche est donc valable
avant la propagation subite et instable du délaminage. Comme nous l’avons expliqué dans le Chapitre III,
l’extrapolation à l’interface des données expérimentales issues de la CIN permet de s’affranchir des erreurs
de mesure des champs fissurés. De cette manière, l’évolution du saut de déplacement longitudinal à
l’interface reste valable tant en x0 qu’en xf , y compris avec la propagation éventuelle de l’endommagement
ou de la fissuration en aval de la pointe de fissure.

L’ensemble de ces observations valide donc l’introduction d’éléments de zone cohésive dans notre
modèle et il convient alors de revenir sur les hypothèses de modélisation afin de sélectionner les variables
à identifier par dialogue essai-calcul, en suivant les étapes exposées dans le paragraphe III.1.1.

IV.1.2 Hypothèses de modélisation et d’identification du modèle en température

Ce paragraphe vise à décrire les hypothèses de modélisation concernant le comportement du pli et
d’interface afin de déterminer les paramètres les plus influents sur la réponse mécanique du modèle
local. Pour cette étude, nous avons deux choix possibles en ce qui concerne la modélisation des bras de
l’éprouvette : un modèle élastique ou viscoélastique du pli. Les résultats du Chapitre II ont montré une
influence négligeable des effets visqueux dans les bras sur la réponse macroscopique et sur la réponse
à l’interface. De plus, les résultats du paragraphe III.2.2 ont montré un comportement viscoélastique
d’interface, dont les mécanismes sont saturés en température, donnant lieu à une réponse quasi-élastique
valable jusqu’à des niveaux importants de chargement. Pour ces raisons, nous pouvons considérer un
comportement élastique du pli, dont le module Glt reste à identifier en fonction de la température. Cette
hypothèse sur le comportement du pli va nous permettre dans un premier temps de découpler une possible
influence du comportement visqueux à l’interface et l’évolution de l’endommagement par fissuration, en
réduisant le nombre de variables indépendantes du problème d’identification.

Concernant la réponse de l’interface, une loi bilinéaire a été retenue. Nous soulignons que le formalisme
du modèle cohésif (présenté dans le paragraphe I.5.2 du Chapitre I) correspond à une loi de rupture. Ainsi,
ce modèle n’est pas censé traduire explicitement le comportement de l’interface, mais sa rupture. Le
modèle cohésif suppose que tous les mécanismes dissipatifs sont concentrés sur une surface et contribuent
au développement de l’endommagement interfacial par fissuration [200, 201]. Le modèle est décrit par
trois paramètres principaux (voir Figure II.12) : la ténacité, la raideur et la résistance d’interface. La
ténacité peut être considérée comme un paramètre dépendant de la température mais dont la valeur
est fixée pour chaque essai ENF considéré comme nous l’avons montré dans le Chapitre II. Pour ce qui
concerne la raideur initiale d’interface K0, elle représente la tenue mécanique initiale de l’interface. Quand
l’endommagement augmente, la raideur diminue progressivement. Cette dégradation affecte la réponse
mécanique de l’interface et influence les champs de déplacements locaux. Certains auteurs considèrent K0
comme un paramètre numérique [200] pour peu que l’épaisseur associée à cette interface soit considérée
comme nulle. Ces derniers expliquent également que les propriétés élastiques du matériau ne sont pas
affectées par la surface cohésive tant que K0 ·hbras reste largement supérieur à la propriété élastique du
pli à considérer suivant le mode de chargement. A l’aide du modèle présenté dans le paragraphe II.2.1 et
en considérant une épaisseur nulle pour l’interface, nous avons montré que l’influence de la raideur est
négligeable à partir de valeurs de K0 supérieures à 105 MPa/mm, comme le montre la Figure IV.4 sur
laquelle nous avons tracé le saut de déplacement interfacial normalisé par la force appliquée en fonction de
l’abscisse x le long de l’interface pour différentes valeurs de la raideur et en absence d’endommagement.
Comme attendu, nous remarquons que les sauts de déplacement à l’interface sont plus importants avec
une raideur décroissante et tendent vers zéro avec une raideur tendant vers l’infini et correspondant
à une épaisseur a priori nulle. Cependant pour notre matériau d’étude, Leplat et al. [14] ont observé
que l’épaisseur d’une interface est de l’ordre de 25 µm. Bien que cette épaisseur reste bien inférieure à
l’épaisseur des bras, cela implique d’assumer une raideur initiale d’interface de l’ordre de 104-105MPa/mm
voire supérieure afin d’avoir une influence négligeable sur le module de cisaillement effectif Gxy. Ces ordres
de grandeur peuvent être a priori estimés à partir de l’Equation III.1 présentée dans le paragraphe III.1.1.1
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Figure IV.4 – Saut de déplacement estimé à l’interface en fonction de l’abscisse x pour différentes valeurs
de K0

du Chapitre III. Dans ce cas, la raideur initiale d’interface traduit implicitement la réponse associée au
comportement initial d’interface.

Au vu de ces remarques, et sachant que la raideur devient un paramètre influençant les champs de
déplacements locaux lorsqu’elle devient faible, nous avons décidé de confirmer son ordre de grandeur pour
chaque essai par méthode inverse de manière analogue à la procédure d’identification de la longueur de
fissure expliquée dans le paragraphe II.2.4. Étant donné une plus faible influence de la raideur K0 sur
les champs de déplacement initiaux (qui évoluent linéairement avec la force appliquée) par rapport aux
paramètres macroscopiques a0 et El, la valeur de K0 a été identifiée dans un deuxième temps, après avoir
identifié la couple de paramètres a0 et El pour chaque essai. L’identification inverse est donc possible à
l’aide des comparaisons entre les champs de déplacement mesurés et simulés. Pour ce faire, nous avons
considéré une épaisseur hint de 25 µm. Cette épaisseur correspond à l’interface mesurée, mais aussi à
l’ordre de grandeur du pas de mesure de la grille de la CIN-2D (1/2hint = 1 px), ce qui favorise la
comparaison essai-calcul à l’échelle de l’interface. Nous avons obtenu des valeurs de l’ordre de grandeur
de 104-105MPa/mm. Cela est en accord avec l’hypothèse du paragraphe précédent, et sans supposer une
épaisseur nulle d’interface, ce qui reste plus représentatif et comparable avec les données expérimentales.
Toutefois, au vu des ordres de grandeurs deK0, son influence reste limitée à l’état initial et peu importante
sur la rupture finale.

Concernant la résistance d’interface, elle détermine le seuil à partir duquel l’endommagement évolue
à l’interface. La Process Zone évolue lorsque la contrainte à l’interface dépasse ce seuil pour le modèle
considéré ici. Les Figures IV.5 et IV.6 montrent les écarts numériques entre les champs des déplacements
locaux pour deux valeurs de Sc (40 MPa et 100 MPa) et pour une éprouvette [0]16 à température ambiante
(Figure IV.5) ou en température (Figure IV.6) et pour deux niveaux de chargement fixés (avant et après
une mise en évidence de la Process Zone correspondant à ∼400 N et ∼1000 N respectivement). Ces écarts
ont été tracés dans une région simulée équivalente pour les deux éprouvettes par rapport à la position
de la pointe de fissure. Ces résultats soulignent qu’une variation de la résistance d’interface se traduit
par une forte variation de la Process Zone, dont ses effets sont marqués dans une zone où les écarts
en déplacement sont importants par rapport au niveau de bruit moyen. Ces écarts sont observés tant à
température ambiante qu’en température à la fois aux proximités de la pointe de fissure (notamment pour
la composante longitudinale) et en aval (notamment pour la composante hors plan). Nous remarquons
une influence de Sc notable sur le champ de déplacement par rapport aux sensibilités de mesure.

Cette dépendance attendue de la Process Zone à la résistance d’interface induit des champs de
contraintes locaux différents. Les Figures IV.7 et IV.8 montrent la sensibilité des champs de contraintes
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(a) Écarts avant tout signe d’endommagement (b) Écarts durant l’évolution de l’endommagement

Figure IV.5 – Écarts numériques en déplacement en pixels (longitudinal en haut et hors plan en bas)
entre deux valeurs de Sc (40 MPa et 100 MPa) à deux niveaux de chargement différents (avant et au
cours de la mise en place de la Process Zone pour une éprouvette [0]16 à température ambiante

(a) Écarts avant tout signe d’endommagement (b) Écarts durant l’évolution de l’endommagement

Figure IV.6 – Écarts numériques en déplacement en pixels (longitudinal en haut et hors plan en bas)
entre deux valeurs de Sc (40 MPa et 100 MPa) à deux niveaux de chargement différent (avant et au cours
de la mise en place de la Process Zone pour une éprouvette [0]16 en température (74 ◦C - 50 W)
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(a) Température ambiante (b) 74 ◦C - 50 W

Figure IV.7 – Comparaison entre les champs de cisaillement pour deux éprouvettes [0]16 à deux tempé-
ratures différentes au même niveau de chargement (∼1000 N) et avec Sc = 40 MPa

(a) Température ambiante (b) 74 ◦C - 50 W

Figure IV.8 – Comparaison entre les champs de cisaillement pour deux éprouvettes [0]16 à deux tempé-
ratures différentes au même niveau de chargement (∼1000 N) et avec Sc = 100 MPa

en cisaillement à ce paramètre aux deux précédentes températures. Le champ de contrainte est tracé dans
une région simulée équivalente pour les deux éprouvettes, au même niveau de chargement (∼1000 N) et
toujours pour les deux mêmes valeurs de Sc (40 MPa et 100 MPa). Ces figures soulignent des champs de
contraintes différents influencés par la réponse mécanique de l’interface en fonction de la température.
À même niveau de chargement, les contraintes en cisaillement sont plus importantes en pointe de fissure
pour l’éprouvette à température ambiante, comme le montre la Figure IV.8 où la valeur élevée de Sc
imposée « retarde numériquement » le développement de la Process Zone. Dans le cas d’une valeur de
Sc imposée plus faible, la Process Zone « démarre » avant à température ambiante, mais elle s’avère
plus étendue en température en raison d’un champ de contrainte moins concentré aux proximités de la
pointe de fissure et le long de l’interface. Ces observations montrent combien le paramètre de résistance
de l’interface influe sur la mise en place de la Process Zone et sur le champ de déplacement a priori
observable à l’aide de la mesure de champ.

Au vu des analyses présentées, le modèle retenu considère un comportement élastique du pli et un
modèle cohésif d’interface, dont les paramètres à identifier en raison de leur sensibilité aux données
expérimentales et numériques sont le module de cisaillement du pli Glt et la résistance d’interface en
mode II Sc. Nous nous focalisons ensuite sur la démarche d’identification de ces paramètres.
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IV.2 Développement d’une stratégie de dialogue essai-calcul de
type FEMU pour la caractérisation de la réponse endomma-
geable d’interface en température

Dans ce paragraphe, nous présentons la stratégie de dialogue essai-calcul pour l’identification des
effets de la température pour la prise en compte de l’endommagement sur la réponse de l’interface.
Plusieurs auteurs dans la littérature ont mis en place des techniques de dialogue essai-calcul pour remonter
à des lois constitutives de la réponse du matériau [235, 243, 260, 261]. Dans notre étude, le dialogue
essai-calcul peut être réalisé à partir du modèle présenté dans le paragraphe IV.1, et à l’aide des essais
expérimentaux sur INJECT. La base de la stratégie repose donc sur les mêmes principes de la FEMU que
nous avons déjà présentés dans le paragraphe III.1 du Chapitre III. Cependant, la nature non linéaire
du problème inverse pour traiter l’évolution de la Process Zone à l’interface rend l’identification plus
complexe. L’endommagement par fissuration évolue progressivement au cours du chargement, et il est
localisé au niveau d’interface, même si ses effets se manifestent dans la région autour de la singularité
décrite physiquement comme la Process Zone. Afin de prendre en compte un maximum d’informations
tant expérimentales que numériques pour aider au processus d’identification, nous focalisons l’attention
sur quatre points : (i) le critère de comparaison essai-calcul, (ii) la formulation du problème inverse et
le traitement des données, (iii) l’approche d’identification inverse et (iv) la sélection des données pour la
réduction des incertitudes. L’ensemble de ces points est au cœur de ce paragraphe.

IV.2.1 Critère de comparaison entre les données expérimentales et numériques

Dans cette étude, pour les mêmes raisons que celles évoquées dans le paragraphe III précédent, un
critère en déplacements a été retenu pour la comparaison essai-calcul puisque l’estimation du flux en force
n’est pas assurée. L’ensemble des données au cours de chaque essai jusqu’au début de la propagation est
considéré, c’est-à-dire pour tout t = k avec k ∈ [1,Kdim], Kdim étant la dernière carte temporelle considé-
rée. Le résidu ψ(p) est formulé en fonction des paramètres p du modèle à identifier selon l’Expression IV.1
comme l’écart entre les champs de déplacement expérimentaux et numériques pour l’ensemble des cartes
analysées dans la région de comparaison.

ψ(p) = Unum(p)− Uexp
= {Uk=1

num(p)− Uk=1
exp , ..., U

k
num(p)− Ukexp, ..., Uk=Kdim

num (p)− Uk=Kdim
exp }

avec Uknum(p)− Ukexp = {Uknum,1(p)− Uknum,1(p)− (Ukexp,1 − U
k
exp,1),

Uknum,2(p)− Uknum,2(p)− (Ukexp,2 − U
k
exp,2)}

(IV.1)

avec Uknum et Ukexp les champs de déplacement simulés et expérimentaux à la carte temporelle k, en
enlevant la contribution de la moyenne spatiale à chaque carte pour s’affranchir des mouvements de
corps solide. Le résidu ψ(p) est donc une vecteur composé par tous les écarts pour chaque composante en
déplacement (longitudinal-direction 1 et hors plan-direction 2) mesurée et simulée dans tous les points de
la région de comparaison et pour toutes les cartes. Ainsi, un seul résidu ψ(p) est défini pour chaque essai,
comme une fonction de p = (Glt, Sc) représentant les paramètres du modèle. La définition d’une fonction
coût qui quantifie l’erreur d’approximation commise par un jeu de paramètres doit prendre en compte
la nature spatio-temporelle des résidus. Par ailleurs, cette fonction de coût dépend aussi des hypothèses
statistiques réalisées pour prendre en compte les différentes sources d’erreur qui augmentent l’incertitude
sur l’identification des paramètres [236,237,241]. La formulation de cette fonction coût est détaillée dans
le paragraphe suivant.

IV.2.2 Formulation du problème d’identification inverse et traitement des données

L’identification des paramètres inconnus par méthode inverse repose sur la définition d’un objectif
à optimiser [239, 262–264]. L’optimisation de cet objectif doit a priori amener à une solution unique
du problème physique. Cependant les incertitudes liées à l’expérience impliquent qu’il n’est pas possible
d’obtenir un résidu exactement nul [241,243,262,263,265,266]. Dans ce cas, la formulation du problème
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doit prendre en compte ces incertitudes afin d’obtenir une solution efficace du problème, définie comme
une solution adaptée au problème physique et en accord avec les données expérimentales. De manière
générale, il existe toujours une source d’erreur entre l’expérience et la simulation, comme le montre
l’Expression IV.2, dans le cas d’une comparaison en déplacements :

Uexp = Unum + Υ (IV.2)

avec Uexp, Unum les champs de déplacement expérimental et numérique respectivement, et Υ une compo-
sante d’erreur associée à plusieurs causes notamment l’erreur de mesure et le biais du modèle. Cela contri-
bue à augmenter l’incertitude sur l’identification [236,261,262,265,267]. Selon des nombreux auteurs de
la littérature, l’erreur de mesure est communément associée au bruit de mesure [236,241,243,260,265,266]
et au traitement des données [236]. Le bruit de mesure est défini comme une fluctuation aléatoire qui
perturbe le signal mesuré, tandis que les erreurs associées au traitement des données sont a priori sys-
tématiques. Le biais du modèle est un terme d’erreur systématique de moyenne non nulle qui affecte
directement le signal mesuré. Il peut être associé à différentes causes, notamment, la méconnaissance du
modèle et des conditions aux limites [239].

Les différentes hypothèses simplificatrices présentées dans le paragraphe IV.1 doivent permettre de
limiter l’influence du biais de modèle et de proposer une identification robuste et fidèle à la réponse
mécanique de l’interface. Comme conséquence, l’analyse qui suit suppose que le modèle n’est pas biaisé :
il est admis que sa composante aléatoire est de moyenne nulle et que ses effets sur le signal (les dé-
placements estimées numériquement) sont négligeables par rapport aux principales sources d’incertitude
d’identification du modèle. Les choix de modélisations précédents entraînent que les sources d’incerti-
tudes principales proviennent des erreurs de mesures. Une discussion concernant l’hypothèse de négliger
un possible biais du modèle et ses conséquences sur l’analyse est présentée dans le paragraphe IV.3.2 afin
de juger sa validité.

La formulation du problème inverse à partir du résidu ainsi que la résolution du problème d’identi-
fication dépend largement de la définition de la fonction coût. Cette fonction de coût est classiquement
formulée dans le cadre d’une méthode des moindres carrés, supposant une répartition équivalente de la
pondération des résidus. Cette définition s’avère suffisante pour des problèmes linéaires [243]. Pour les
problèmes linéaires, le choix de ce type de fonction de coût permet de résoudre explicitement le problème
de calibration. Toutefois, elle est moins adaptée lorsqu’il s’agit de problèmes d’identification non linéaires.
Cela est dû à deux raisons principales : (i) le manque de sens physique de la fonction de coût [268] et
(ii) la propagation des erreurs de comparaison entre l’essai et le calcul [236]. Afin de mieux gérer la
réduction des sources des incertitudes, les paragraphes suivants abordent l’analyse ainsi que le traitement
des données à comparer.

IV.2.2.1 Incertitudes directes de mesure

Nous définissons les incertitudes directes de mesure comme celles provenant du traitement des images
par CIN-2D, elles sont donc associées à des erreurs de mesure des champs au cours de l’essai et corres-
pondent ici, au bruit de mesure [261]. La connaissance du bruit de mesure présente quatre avantages
principaux qui permettent : (i) d’obtenir un signal (champs de déplacements) dissocié du bruit et le
rapport signal/bruit de la réponse mesurée [265], (ii) d’utiliser le bruit comme grandeur de détection des
outliers (données aberrantes par rapport à l’ensemble des données) afin de les enlever ou de les rempla-
cer dans l’analyse [262, 269], (iii) de quantifier la qualité de l’identification inverse [266, 270] et (iv) de
formuler la fonction de coût prenant en compte une pondération du résidu spatio-temporel en fonction
du bruit [265].

Dans notre analyse, le bruit est supposé gaussien, ce qui est souvent le cas si les conditions d’essai sont a
priori bien maitrisées [236]. Cette hypothèse implique que le bruit est caractérisé par une moyenne nulle et
une variance ς2. Nous avons vérifié cette hypothèse par une analyse en composantes principales permettant
d’avoir une estimation du bruit des données à partir des dernières composantes, qui représentent une
variance faible par rapport aux premières composantes. Le lecteur peut se référer à [271–274] pour plus
de détails sur cette technique. Sous l’hypothèse d’un bruit blanc, l’intensité (spatiale et temporelle) d’un
filtre gaussien passe bas a été déterminée et appliqué sur les données expérimentales. Ce filtrage est le
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(a) Ecart-type du bruit de Uexp,1 (b) Ecart-type du bruit de Uexp,2

Figure IV.9 – Évolution du bruit en pixels selon les directions longitudinale (1) et hors plan (2) à partir
de leur écart-type en fonction du temps pour une éprouvette [0]16 à 50 W - 74 ◦C

même que celui utilisé pour estimer les champs de déformations à partir des champs de déplacements du
paragraphe III.2.2 du Chapitre III. Les données brutes obtenues par CIN-2D via Folki2D [245] présentent
un résidu de corrélation satisfaisant dans la région d’intérêt. Comme conséquence, il n’existe aucun outlier
à traiter. Par contre, le caractère aléatoire du bruit entache les données d’erreur et son effet peut être
différent tant en fonction du temps que de l’espace, comme nous le montrons ensuite. La Figure IV.9
montre l’évolution de l’écart-type (ς) du bruit spatio-temporel (en pixels) dans la région d’intérêt en
fonction du chargement (donc en fonction du temps) pour une éprouvette [0]16 à 50 W - 74 ◦C. Cela est
une conséquence de l’évolution du bruit pendant l’essai. Ce bruit est nommé hétéro-scédastique (dont la
variance ς2 est différente pour les résidus analysés à chaque instant) et est communément observé lorsque
les champs de déplacement mesurés évoluent en présence d’une fissure [260], comme nous l’avons montré
numériquement dans le paragraphe III.1.2 du Chapitre III.

Afin de prendre en compte une telle évolution du bruit au cours du temps dans l’analyse, une nouvelle
fonction de coût mieux adaptée est nécessaire [266, 275]. Pour cela, la méthode des moindres carrés a
été adaptée en prenant en compte les effets de la réponse du matériau sur les mesures expérimentales et
notamment vis à vis du bruit. Cela donne lieu à l’Expression IV.3, classiquement connue comme celle des
moindres carrés pondérés [266,275], puisque le résidu est pondéré par l’évolution temporelle de l’inverse
de la variance du bruit. Cela signifie que la pondération du résidu est plus importante pour les cartes
temporelles dont le bruit est faible.

Ψ(p) = ∑i,j,k 1
ς2
xy

(Unum − Uexp)T (Unum − Uexp)

= ∑Kdim
k=1

∑Nj
j=1

∑Ni
i=1

1
ς2
xy(k)(U ij,knum − U ij,kexp )(U ij,knum − U ij,kexp )

(IV.3)

avec ςxy(k) l’évolution de l’écart-type du bruit spatio-temporel en fonction du temps, donc pour chaque
carte k (voir la Figure IV.9). La fonction de coût s’applique à l’ensemble des cartes k et des points ij qui
forment la région de comparaison, Ni et Nj étant le nombre de pixels dans la direction longitudinale et
hors plan respectivement. La Figure IV.10 montre le bruit de mesure pour une éprouvette [0]8 à 50 W -
86 ◦C à deux niveaux de chargement différents avant et pendant l’évolution de l’endommagement. Nous
remarquons la distribution spatiale des erreurs, dont les valeurs ne sont pas les mêmes dans l’espace pour
les deux instants. Cela est la conséquence d’un bruit non corrélé dans l’espace [266, 275]. Son effet est
quantifié par la matrice de covariance [Cxy], qui est toujours symétrique et définie positive et qui relie les
écarts-types de l’évolution temporelle du bruit pour chaque pixel entre eux. La matrice de covariance est
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(a) Distribution spatiale du bruit avant tout signe
d’endommagement

(b) Distribution spatiale du bruit durant l’évolution
de l’endommagement

Figure IV.10 – Évolution du bruit en pixels (transverse en haut et hors plan en bas) entre deux niveaux
de chargements différents pour une éprouvette [0]8 à 50 W - 86 ◦C

calculée suivant l’Expression IV.4.

[Cxy] =


ς2
11 ς11ς12 · · · ς11ςNiNj

ς12ς11
. . . · · ·

...
...

... . . . ...
ςNiNj ς11 · · · · · · ς2

NiNj

 (IV.4)

Cette matrice a une taille Ni × Nj et est donc unique pour l’ensemble des cartes analysées. Dans le
cas d’un bruit hétéro-scédastique, les termes de la matrice de covariance doivent affecter la pondération
associée à l’évolution temporelle de l’écart-type du bruit dont l’Expression IV.5 montre la fonction de
coût à utiliser.

Ψ(p) = ∑i,j,k(Unum − Uexp)T
1
ς2
xy

[Cxy]−1(Unum − Uexp)

= ∑Kdim
k=1

∑Nj
j=1

∑Ni
i=1(U ij,knum − U ij,kexp ) 1

ς2
xy(k)

1
[Cxy]ij,ij

(U ij,knum − U ij,kexp )
(IV.5)

Dans ce dernier paragraphe, on a montré l’importance du bruit de mesure lorsque celui n’est pas
homogène dans l’espace et/ou dans le temps, spécialement dans le cadre des problèmes inverses dont le
comportement évalué est non linéaire. La prise en compte du bruit permet donc de définir une pondération
du résidu plus physique et en accord avec les incertitudes expérimentales. Cette pondération permet de
prendre en compte la variabilité temporelle et spatiale du bruit, qui se caractérise par une variance et
une covariance non constante.

IV.2.2.2 Incertitudes associées au traitement des données

Les incertitudes associées au traitement des données sont celles qui ne dépendent pas directement de
la mesure de la réponse mécanique. Elles sont importantes à traiter dans le cas des problèmes inverses
comme celui de notre étude, dont les entrées du problème sont des déplacements mesurés et le compor-
tement du matériau est l’inconnue à identifier pour la prévision d’une réponse mécanique non linéaire.
David [236] recommande d’effectuer les méthodes inverses en utilisant des mesures en pixel afin d’éviter
la propagation des erreurs. Lecompte et al. [276] remarquent l’importance du maillage afin de réduire
l’incertitude associée à la discrétisation de la mesure de champ cinématique. Ces sources d’incertitude
peuvent être classées en deux types : (i) celles associées à l’interprétation d’une mesure ou donnée numé-
rique et (ii) celles associées à la convergence numérique du calcul EF à comparer. Ces deux points sont
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(a) Configuration en pixel (b) Configuration en millimètre

Figure IV.11 – Configuration du problème inverse en pixel ou en millimètre pour l’étude de sensibilité
du rapport de conversion pixel/millimètre sur l’identification des paramètres

brièvement évalués par l’analyse numérique de l’influence du système d’unités comme source des erreurs
et d’incertitudes. Enfin, nous soulignons l’importance du maillage sur la comparaison essai-calcul pour
minimiser la propagation de ces erreurs et les incertitudes associées.

Mise en évidence des erreurs associées au système d’unités pour la comparaison essai-calcul
Concernant la problématique du système d’unités, l’intérêt est d’utiliser les données des champs de dépla-
cements avec une sensibilité aux paramètres maximale mais une incertitude minimale issue de l’influence
de l’observateur, c’est-à-dire, du rapport de conversion pixel en millimètre. La nature non-linéaire du
problème numérique à résoudre dans le cadre des problèmes inverses par EF peut théoriquement induire
des erreurs de plus en plus importantes au cours du chargement, au moment de résoudre numériquement
l’équilibre local et global des forces et des déplacements selon les équations d’équilibre classiques de la
méthode d’éléments finis [277]. A un chargement donné, l’équilibre global du système (F = KU , avec F
le vecteur des force extérieures appliquées, K la matrice de rigidité du système et U les déplacements
aux nœuds) souligne la dépendance entre les déplacements et la matrice de rigidité du système, qui est
définie par la loi de comportement associée aux éléments finis. Comme conséquence, la résolution du
problème non linéaire implique qu’une erreur sur la valeur des déplacements puisse avoir une influence
non négligeable sur l’identification des paramètres permettant le calcul la matrice de rigidité. Une erreur
d’estimation du rapport de conversion pixel en millimètre peut donc contribuer à la propagation des er-
reurs en déplacements et induire des erreurs d’identification non négligeables, d’autant plus importantes
dans le cas d’une méthode inverse. L’Equation IV.6 montre l’influence du rapport de conversion sur les
erreurs induites sur les champs de déplacement longitudinal (U1) et hors plan (U2).

∆Ui[px] = ∆Ui[mm] · rpxmm
∆( ∆Ui )[px] = ∆Ui[mm] · rpxmm · εrpx

mm
avec i = 1, 2 (IV.6)

avec ∆Ui l’écart (entre deux évaluations différentes du problème) du déplacement considéré, rpxmm le
rapport de conversion de pixel en millimètre, ∆( ∆Ui ), l’erreur associée à l’écart du déplacement considéré
et εrpxmm l’erreur associée au rapport de conversion.

Dans un cas de flexion, les déplacements longitudinal (U1) et hors plan (U2) par rapport à des
dimensions de référence dans chaque direction (l’épaisseur h de l’éprouvette et la longueur de la région de
calcul L) présentent des ordres de grandeur différents tel que ∆U2/h� ∆Ui/L. Alors, l’expression des écarts
soit en pixel ou en millimètre influence a priori le traitement des erreurs dans la démarche d’identification
inverse. Au vu de ces remarques, nous avons fait une étude de sensibilité des paramètres d’identification
Glt et Sc au rapport de conversion qui nous a permis de vérifier l’influence du choix de l’unité au moment
de résoudre notre problème d’identification inverse. La Figure IV.11 sert juste à illustrer l’adaptation
des dimensions, conditions aux limites et variables d’identification du problème inverse selon le système
d’unités adopté. L’unique hypothèse concerne l’épaisseur de l’éprouvette, qui est parfaitement connue en
mm et qui est utilisée comme dimension de référence pour créer les maillages.

L’analyse est faite par rapport à un cas de référence concernant une éprouvette [0]16 à 74 ◦C - 50 W.
Le Tableau IV.1 montre les valeurs obtenues (concernant les paramètres Glt et Sc et leur sensibilité
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Rapport de conversion
normalisé εr/εrref

Glt identifié
[N/px2]

Sc identifié
[N/px2]

SGltεr [-] SScεr [-]

1. (Référence) 4.58· 10-1 2.07· 10-2 - -
0.9 6.37· 10-1 6.56· 10-2 3.90 21.68
1.1 3.99· 10-1 4.95· 10-3 1.29 7.61

Tableau IV.1 – Comparaison des paramètres obtenus par méthode inverse en pixel et leur sensibilité au
rapport de conversion pixel/millimètre pour une éprouvette [0]16 à 74 ◦C - 50 W

Rapport de conversion
normalisé εr/εrref

Glt identifié
[MPa]

Sc identifié
[MPa]

SGltεr [-] SScεr [-]

1. (Référence) 2230.3 100.8 - -
0.9 2612.3 231.0 1.05 12.93
1.1 2389.4 37.2 0.71 6.31

Tableau IV.2 – Comparaison des paramètres obtenus par méthode inverse en millimètre et leur sensibilité
au rapport de conversion pixel/millimètre pour une éprouvette [0]16 à 74 ◦C - 50 W

à εrpx
mm

) par identification inverse en pixel pour deux valeurs du rapport de convergence différentes. Le
Tableau IV.2 quant à lui, montre les valeurs obtenues lorsque l’identification inverse est faite en pixel. Dans
les deux cas, les identifications sont faites sans considérer le bruit de mesure afin de ne se focaliser que sur
l’influence du système d’unités sur le processus d’identification. Elles sont comparées par rapport à une
même identification de référence (en supposant un « vrai » rapport de conversion εrref = 69.78 mm/px) tel
qu’il est possible d’estimer les sensibilités normalisées des paramètres obtenus au rapport de conversion,
en suivant l’Expression IV.7.

Spiεr =

pi − piref
piref

εr − εrref
εrref

(IV.7)

avec pi le paramètre en question (Glt ou Sc) et εr le facteur de conversion.
La Figure IV.12 permet de comparer les sensibilités obtenues selon le système d’unité. Nous remar-

quons des valeurs plus importantes pour la résistance d’interface Sc que pour le module de cisaillement du
pli Glt, ainsi que dans le cas des calculs en pixel. Cette analyse a montré que les calculs en millimètre sont
moins sensibles aux paramètres que nous cherchons à identifier, Glt et Sc. Ainsi, afin d’avoir le minimum
d’influence de part de l’observateur sur les incertitudes de mesure et maximiser la sensibilité des champs
mesurés aux paramètres, nous avons décidé de travailler en pixel. Ce travail fait, il est alors important
de focaliser sur l’approche de discrétisation du domaine de l’étude. Nous exposons donc brièvement le
maillage retenu dans notre étude, issu d’un étude de convergence au maillage en assurant la convergences
des résultats numériques dans le but de réduire au maximum les erreurs de projection et la propagation
de ces erreurs sur la méthode d’identification inverse.

Incertitudes associées au maillage Concernant le maillage, une erreur systématique est induite
par la discrétisation spatiale du maillage EF et par l’erreur de projection afin de comparer avec les
données expérimentales obtenues sur une grille régulière avec une discrétisation minimale d’un pixel.
Il convient alors de faire une étude de convergence au maillage afin (i) d’assurer la convergence de la
réponse numérique et (ii) de réduire les incertitudes issues de la projection des données. La Figure IV.13
montre le maillage retenu, en considérant une région de raffinement progressif autour de la singularité,
avec une taille minimale d’un pixel et d’une taille maximale de dix pixels. Le maillage est composé
d’éléments quadratiques à intégration complète, avec environ 50 000 éléments et 150 000 nœuds selon
le cas à modéliser, soit pour des éprouvettes [0]16 ou [0]8. Nous remarquons que l’erreur de projection
est donc dépendante tant de la taille minimale de convergence au maillage que de la taille de la grille
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Figure IV.12 – Sensibilités normalisées des paramètres à identifier (Glt à gauche et Sc à droite) au
rapport de conversion normalisé selon le système d’unités retenu

Figure IV.13 – Raffinement du maillage autour la singularité associé à la modélisation locale représen-
tative de l’essai ENF
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Figure IV.14 – Problématique de l’approche mono-objectif : Différence entre un optimum global et des
optima locaux [47]

expérimentale (associé à la résolution de la mesure). Dans notre cas, une solution convergée est donc
projetée sur la grille des données expérimentales avec une discrétisation d’un pas égale à un pixel. Au
vu des remarques exposées, la prise en compte des erreurs aléatoires et systématiques issues du bruit de
mesure et du traitement des données respectivement permet d’une part de définir une fonction de coût
la plus adaptée à notre problème et d’autre part, de réduire la propagation des erreurs. Le paragraphe
suivant est dédié à la justification de la méthode d’optimisation afin de réduire et quantifier les incertitudes
portant sur les variables inconnues.

IV.2.3 Nécessité d’une approche multi-objectif

En fonction du problème inverse et du nombre d’inconnues, la fonction de coût peut être composée
d’un unique ou de plusieurs objectifs [47]. Dans ce paragraphe, nous définissons les caractéristiques
principales de deux approches, mono-objectif et multi-objectif, qui sont les plus adaptées a priori à
notre problème d’identification avec deux inconnues, à savoir le module de cisaillement du pli Glt et la
résistance d’interface Sc. Nous soulignons les inconvénients de l’approche mono-objectif et les raisons
pour lesquelles une approche multi-objectif est la plus adaptée pour obtenir une solution valable pour
notre problématique. La formulation du résidu et les avantages de l’approche multi-objectif sont ensuite
présentés.

IV.2.3.1 Limitation de la formulation mono-objectif

La résolution d’un problème inverse repose sur la minimisation de la fonction de coût afin d’obtenir
la meilleure solution possible au problème, nommée optimum global [47]. Une formulation mono-objectif
part du principe que la fonction de coût est définie à partir d’un objectif commun à l’ensemble des
variables inconnues. Il existe un unique optimum global, mais il peut y avoir également des minimums
autres que l’optimum global, nommés optimums locaux, tel qu’il est représenté sur la Figure IV.14. Si le
modèle est parfaitement représentatif de l’expérience, il est toujours possible d’obtenir l’optimum global
en examinant un domaine suffisamment large qui borne la solution [47]. Cependant, comme nous l’avons
exposé dans le paragraphe précédent IV.2.2, il existe toujours une erreur entre le modèle et l’expérience
qui peut rendre l’optimisation mono-objectif inefficace. Cela peut induire des erreurs d’identification
en raison des sources d’incertitudes. En effet plusieurs jeux de paramètres peuvent a priori être des
solutions efficaces du problème (solution que l’on considère valable pour le problème physique à traiter)
avec une approche mono-objectif [47, 267]. Une approche mono-objectif présente donc un inconvénient
majeur : la possibilité d’obtenir des minimums locaux et globaux très proches correspondants à des jeux
de paramètres d’incertitude élevée. Cela signifie qu’il est possible d’obtenir plusieurs solutions efficaces
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Éprouvettes [0]16 - 0 W [0]16 - 50 W [0]16 - 80 W [0]8 - 0 W [0]8 - 30 W [0]16 - 50 W
Glt [MPa] [2000 ,

5000 ]
[1000 ,
3000 ]

[750 , 2750 ] [3000 ,
6000 ]

[2000 ,
6000 ]

[1000 ,
5000 ]

Sc [MPa] [80 , 140 ] [30 , 70 ] [20 , 70 ] [60 , 120 ] [30 , 70 ] [20 , 60 ]

Tableau IV.3 – Bornes des paramètres Glt et Sc des domaines des plans d’expériences pour générer les
métamodèles pour chaque éprouvette NPC [0]16 et [0]8

du problème présentant des différences faibles de la fonction de coût, mais correspondant à des jeux de
paramètres très différents.

Afin de pallier et d’évaluer cet inconvénient, nous avons opté pour l’estimation de la réponse numé-
rique par le biais d’un métamodèle basé sur l’ACP. Le métamodèle va nous permet d’une part de tester la
capacité d’identification de l’approche mono-objectif, et d’autre part, d’avoir un outil permettant accélérer
l’évaluation des calculs numériques. Un métamodèle permet d’avoir un gain de temps d’évaluation consé-
quent, grâce au remplacement de l’évaluation du calcul EF par celle du métamodèle. Pour cette raison,
plusieurs auteurs font appel à des métamodèles lors de la résolution de problèmes inverses [265,275].

La différence par rapport au métamodèle utilisé dans le paragraphe III.2.1 du Chapitre III est que
dans ce cas nous avons considéré l’ensemble de déplacements spatio-temporelles comme données d’entrée
pour l’analyse ACP et la construction du métamodèle par un polynome de Ridge. Cela signifie qu’un seul
métamodèle est généré pour chaque essai afin de répresenter les champs de déplacements longitudinal et
hors plan dans la région de simulation pour l’ensemble des cartes temporelles de notre problème. Un plan
d’expérience classique du type LHS (Latin Hypercube Sampling) [278–280] a été retenu afin d’optimiser
le nombre de calculs EF nécessaires pour construire un métamodèle représentatif de la réponse spatio-
temporelle pour chaque essai. Cette technique permet de créer un ensemble d’expériences remplissant
au mieux et de manière uniforme le domaine d’exploration des variables à identifier, qui est supposé
connu. Le domaine d’exploration des variables Glt et Sc a été défini a priori pour chaque essai selon des
valeurs de référence trouvées dans la littérature pour la caractérisation du comportement et la rupture
en cisaillement du pli [8]. Le Tableau IV.3 montre les bornes des paramètres pour chaque essai NPC à
analyser selon le niveau de température moyenne mesuré.

À titre d’exemple, nous avons évalué la capacité de prévision du métamodèle pour une éprouvette
[0]16 à 74 ◦C - 50 W. La Figure IV.15a montre la très bonne correspondance entre les paramètres d’entrée
des calculs du plan d’expérience et la prévision par méthode inverse (mono-objectif) en utilisant le méta-
modéle. Cela justifie la validité du métamodèle pour décrire la réponse dans le domaine des paramètres
à identifier. La Figure IV.15b montre l’évaluation des résidus par rapport à l’expérience (à travers la
fonction de coût) issues des calculs du plan d’expérience et de l’évaluation du métamodèle sur le domaine
défini pour concevoir le plan d’expérience. Ces évaluations intègrent les incertitudes dues au bruit et
correspondent donc à l’application de l’Équation IV.5. Nous remarquons que l’évaluation du métamodèle
dans tout le domaine exploré montre qu’il est possible d’obtenir des minimums locaux très différents selon
la zone du domaine exploré qui présentent des évaluations de la fonction de coût similaires. Dans ce cas,
une approche mono-objectif n’est pas suffisante pour discerner entre la solution globale et les différents
minimums locaux. Il n’est donc pas possible de définir une solution valable en raison de l’extension du
domaine de la solution associée aux minimums. La prise en compte des incertitudes de mesure par le
bruit ne suffit donc pas pour garantir la validité de la solution par une approche mono-objectif [267]. La
définition de la fonction de coût n’est pas la plus physique et la plus adaptée aux paramètres à identifier
afin de trouver une solution acceptable et peu dispersée. Pour ces raisons, une approche multi-objectif
est nécessaire, comme nous l’expliquons dans le paragraphe suivant.

IV.2.3.2 Intérêt de l’approche multi-objectif

L’intérêt d’une approche multi-objectif est de prendre en compte plusieurs sources d’information
concernant les paramètres à identifier afin de formuler une fonction de coût en accord avec la physique
du problème [267]. En ce qui concerne notre problème d’identification, deux objectifs doivent être définis,
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(a) Validation numérique du métamodèle par
comparaison aux calculs du plan d’expérience

associé

(b) Évaluation discrète de la fonction de coût
par un plan d’expérience et son métamodèle
pour une éprouvette [0]16 à 74 ◦C - 50 W

Figure IV.15 – Vérification numérique de la robustesse du métamodèle et évaluation du plan d’expérience
et de son métamodèle sur un cas expérimental pour une éprouvette [0]16 à 74 ◦C - 50 W

pour chacune des variables à identifier, Glt et Sc. Nous devons formuler une fonction de coût associée à
chaque variable à partir de l’Expression IV.5 définie dans le paragraphe IV.2.2 en termes des champs de
déplacement. Une pondération selon la sensibilité des déplacements aux paramètres est introduite afin
de définir chacun des objectifs en accord avec la sensibilité de chaque paramètre, selon l’Équation IV.8 :

Ψ(p)pi = ∑ 1
ς2
xy

Spi · (Unum − Uexp)T [Cxy]−1(Unum − Uexp)

= ∑Kdim
k=1

∑Nj
j=1

∑Ni
i=1

1
ς2
xy(k)S

ij,k
pi · (U ij,knum − U ij,kexp ) 1

[Cxy]ij,ij
(U ij,knum − U ij,kexp )

(IV.8)

avec Ψ(p)pi la fonction de coût associée à chaque variable pi, donc soit Ψ(Glt, Sc)Glt ou Ψ(Glt, Sc)Sc .
Spi correspond à la sensibilité spatio-temporelle des champs de déplacement par rapport à chacune des
variables. Ces sensibilités seront déterminées dans le paragraphe IV.2.4. Le cadre multi-objectif permet
d’identifier les principales solutions selon l’ensemble des compromis acceptables et qui est alors défini par
un front de Pareto [47], comme le montre la Figure IV.16. Les solutions dominées sont des points qui
ne représentent pas le meilleur compromis de la solution et ne font donc pas partie du Front de Pareto.
Les solutions Pareto optimales correspondent aux meilleurs compromis réalisables sur tous les critères
simultanément [47]. Ces solutions optimales ne sont pas systématiquement comparables ce qui implique
qu’un problème multi-objectif a un ensemble de solutions qui est défini par le front de Pareto. Pour cela,
le paragraphe suivant décrit brièvement l’analyse de la distribution des solutions en termes de dispersion
et d’incertitudes de l’identification des paramètres.

L’approche multi-objectif permet d’obtenir l’ensemble des compromis acceptables pour le problème
inverse, mais il n’existe pas de consensus pour déterminer la qualité de la solution par des indicateurs
en particulier [264]. Il n’est pas possible de séparer quantitativement les sources qui influencent les
incertitudes des paramètres identifiés [267]. Cependant, l’ajout des sensibilités pour la définition des
objectifs a pour but de rendre la fonction de coût plus sensible à la physique traduite par le modèle afin
de contribuer à la réduction des incertitudes de la solution du problème. Dans le paragraphe IV.2.4, nous
insistons dans un premier temps sur la prise en compte de la sensibilité et nous discutons alors de la
qualité de la solution.

IV.2.4 Réduction de l’incertitude d’identification par une étude de sensibilité

Dans ce paragraphe, nous montrons l’intérêt de prendre en compte les sensibilités aux paramètres
d’un point de vue numérique afin d’améliorer la sélection des données et de réduire les incertitudes
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Figure IV.16 – Exemple du front de Pareto et domaines de Pareto pour un problème de minimisation
de deux objectifs [47]

d’identification. Le calcul des sensibilités cherche à déterminer comment la sortie du modèle (ici les
champs de déplacements) réagit aux variations de ses entrées (les inconnues du problème Glt et Sc). La
prise en compte des sensibilités dans la formulation de la fonction de coût (Équation IV.9) permet de
mettre en concurrence l’influence de chaque variable sur la fonction de coût. Elles permettent de pondérer
le résidu en exacerbant la contribution des points les plus sensibles aux paramètres. Elles doivent être
mises en regard avec l’incertitude des données afin de pas renforcer la pondération du résidu de manière
contreproductive par rapport au bruit. Le calcul des sensibilités est possible par une étude de sensibilité
locale ou globale [281, 282]. Les sensibilités locales expliquent comment une petite variation locale d’un
paramètre fait varier les sorties du modèle. Elles sont donc calculées par des dérivées partielles selon
l’Expression IV.9 :

Spi = ∂U

∂pi
(IV.9)

avec Spi la sensibilité du champ U (transverse et/ou hors plan) par rapport au paramètre pi (Glt ou
Sc). Le calcul des sensibilités locales repose sur une hypothèse de linéarité, ce qui facilite son estimation.
Cependant, il s’agit de la sensibilité d’une sortie par rapport à une variation unique d’un paramètre en
fixant les autres. Dans la littérature, on trouve ces sensibilités sous le nom de sensibilités OAT (One At
Time) [278,281]. Le principal inconvénient est donc l’incapacité de donner une information globale de la
variation de la sortie en accord avec la variation simultanée des variables indépendantes. Ces sensibilités
OAT sont utiles pour des problèmes linéaires et/ou avec des interactions entre paramètres négligeables,
ou lorsque le problème est défini sur un domaine suffisamment réduit pour vérifier ces conditions. De plus,
elles doivent être normalisées afin d’éviter des erreurs de pondération. La normalisation des sensibilités
dépend du problème, et il n’y a pas de consensus dans la littérature [283]. Les sensibilités locales peuvent
rapidement induire des erreurs en exacerbant une mauvaise pondération de la fonction de coût.

Pour résoudre ce problème communément associé à des approches multi-objectifs [278], le calcul des
sensibilités d’une manière globale est préférée. Les sensibilités globales expriment le pourcentage de la
variabilité de la réponse expliquée due à la variabilité d’un paramètre dans tout le domaine possible
d’exploration de la solution. Elles sont donc valables sur tout le domaine des paramètres défini a priori.
Elles sont calculées par le rapport de la variance expliquée du paramètre et de la variance de la sortie,
selon l’Expression IV.10 :

Spi =
ς2(E[U|pi ])
ς2(U) (IV.10)
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(a) SGlt
avant tout signe d’endommagement (b) SGlt

durant l’évolution de l’endommagement

Figure IV.17 – Distribution spatiale des sensibilités (des champs de déplacement transverse en haut et
hors plan en bas) par rapport à Glt évaluée à deux niveaux de chargements différents pour une éprouvette
[0]8 à 50 W - 86 ◦C

(a) SSc avant tout signe d’endommagement (b) SSc durant l’évolution de l’endommagement

Figure IV.18 – Distribution spatiale des sensibilités (des champs de déplacement transverse en haut et
hors plan en bas) par rapport à Sc évaluée à deux niveaux de chargements différents pour une éprouvette
[0]8 à 50 W - 86 ◦C

avec Spi la sensibilité globale du champ U par rapport au paramètre pi (soit Glt ou Sc), E[U|pi ] l’espérance
de U conditionnée par le paramètre pi et ς2 la variance. Cette expression correspond aux indices de
Sobol de premier ordre, que nous avons calculés à l’aide du module Open Turns [280, 284] à l’aide
d’un métamodèle basé sur une approche de Chaos polynomial, dont le plan d’expérience nécessaire est
généré à l’aide du métamodèle décrit dans le paragraphe relatif à la formulation mono-objectif page 135.
L’objectif des travaux présentés dans ce manuscrit n’étant pas de décrire la procédure du calcul des
sensibilités globales, le lecteur peut se référer à [281,285–287] pour plus de détails sur cette technique.

Afin d’illustrer les sensibilités globales, les Figures IV.17 et IV.18 montrent leurs valeurs par rapport
à chacun des paramètres Glt et Sc tant pour le déplacement transverse que hors plan (en haut et en
bas respectivement) à deux instants données (avant et au cours de l’évolution d’endommagement à
gauche et à droite des Figures IV.17 et IV.18 respectivement) pour la région d’intérêt dans le cas d’une
éprouvette [0]8 à 50 W - 86 ◦C. Par construction les sensibilités globales sont comprises entre 0 et 1 et sont
complémentaires par rapport à l’ensemble des paramètres ce qui implique qu’aucune normalisation n’est
nécessaire. Nous observons que la sensibilité à Glt est initialement plus forte que celle à Sc. La sensibilité
à Sc devient de plus en plus importante autour de la singularité et dès l’apparition de l’endommagement,
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Figure IV.19 – Schéma d’optimisation pour l’identification du module de cisaillement Glt et de la résis-
tance d’interface Sc par un approche multi-objectif

comme le montre la Figure IV.18b. Cela signifie d’une part que les cartes dont le chargement est important
seront plutôt favorables à l’identification de Sc, notamment par le développement de la Process Zone et
ses effets. D’autre part, l’identification de Glt sera plus favorable au début du chargement, instants pour
lesquelles Sc est quasi insensible. Il en va de même pour les régions en dehors de la zone d’influence de la
Process Zone pour des chargements plus importants.

Au vu de ces résultats et des limites soulignées des sensibilités OAT, c’est l’approche des sensibilités
globales qui est retenue. Cela permet donc de définir des fonctions de coût plus en accord avec la variabilité
des champs de déplacement en fonction des variations des inconnues. Comme nous l’avons mentionné dans
l’introduction de ce paragraphe, nous rappelons que l’intérêt majeur des sensibilités est d’améliorer la
sélection des données par rapport au bruit de mesure, d’où l’intérêt de choisir la pondération du résidu la
plus appropriée en considérant la part du bruit et des sensibilités (Équation IV.8). Le but est de définir
la fonction de coût la plus sensible aux paramètres que l’on cherche à identifier, afin de réduire leurs
incertitudes, comme nous le présentons dans le paragraphe suivant.

IV.3 Application de la FEMU pour l’identification d’une dépen-
dance à la température des paramètres du modèle

La Figure IV.21 montre un schéma de l’application de la FEMU et la résolution du problème inverse
par une approche multi-objectif comme expliqué dans le paragraphe IV.2. La résolution du problème
inverse par optimisation multi-objectif est fait par un algorithme évolutionnaire classique basé sur le front
de Pareto du type NSGA-II (Non dominated Sorting Genetic Algorithm) [269,288,289]. Nous montrons
dans un premier temps dans ce paragraphe, l’identification des paramètres obtenue pour chaque essai ENF
en température. Une discussion sur les valeurs des paramètres obtenues en fonction de la température est
présentée pour l’ensemble des éprouvettes [0]16 et [0]8. Ensuite, nous justifions la validité de l’identification
afin de discerner si la loi cohésive d’interface obtenue permet de traduire correctement l’ensemble des
mécanismes de dissipation uniquement par fissuration à l’interface.
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Figure IV.20 – Front de Pareto obtenu par méthode inverse multi-objectif pour une éprouvette [0]16
à 50 W - 74 ◦C

IV.3.1 Identification des paramètres de la loi d’interface en mode II en fonction de
la température

En raison du choix des paramètres à identifier présentés dans le paragraphe IV.1.2, l’identification
inverse de la résistance d’interface implique l’identification conjointe des valeurs de Glt et Sc pour chaque
essai. L’identification des résultats est basée sur l’analyse du front de Pareto obtenu pour chaque essai
analysé. La Figure IV.20a montre les solutions non dominées du Front de Pareto pour une éprouvette
[0]16 à 50 W - 74 ◦C lorsqu’on trace la fonction de coût dans les plans des objectifs ΨGlt et ΨGlt . La
Figure IV.20b quant à elle, montre le front de Pareto obtenu lorsqu’on trace les solutions associées à
chaque point du front dans le domaine des paramètres identifiés, Glt et Sc. Toutes les solutions non
dominées du Front de Pareto sont équiprobables sachant qu’elles représentent les compromis acceptables
de la solution à notre problème, tel qu’il n’est pas possible de diminuer un des résidus sans dégrader
l’autre [47]. Cela signifie que tous les points du front ont la même qualité de solution et qu’aucune
solution n’est plus meilleure qu’une autre. On parle donc de la diversité de l’ensemble des solutions qui
est représenté par le front de Pareto.

Afin de déterminer une solution « moyenne » (la plus correcte par rapport à notre problème), nous
avons opté par déterminer une solution dite « centrée » dans le domaine des paramètres, telle qu’elle est
la plus proche possible à toute les autres solution du front. Pour ce faire, le Front de Pareto dans l’espace
des objectifs doit théoriquement être uniformément échantillonné (comme le montre la Figure IV.20a), tel
que ces points soient iso-écartés entre eux dans le domaine des objectifs afin de respecter certains critères
de performance de la solution [290–294]. Nous avons procédé à la détermination de la solution par une
méthode de centrage qui consiste à écarter progressivement les points du domaine convexe (convex hull en
anglais) de la solution jusqu’à converger vers la solution centrée [295–297]. La Figure IV.21 illustre cette
procédure pour la solution d’une éprouvette [0]16 à 50 W - 74 ◦C. Nous remarquons que cette technique
permet de centrer la solution directement dans le domaine des paramètres sans besoin de normaliser leurs
valeurs. L’obtention d’une solution centrée permet ensuite d’estimer les incertitudes associées à chaque
paramètre comme l’écart entre la solution centrée et les solutions du domaine convexe extérieur. Cette
incertitude explique donc la diversité de la solution obtenue par le front de Pareto qui sert à expliquer la
distribution des paramètres identifiés.

Les Tableaux IV.4 et IV.5 montrent les résultats obtenus pour chaque configuration NPC des éprou-
vettes [0]16 et [0]8 analysées. Ils correspondent aux essais qui présentent une température stabilisée au

141



Caractérisation et modélisation des interfaces CMO à haute température – Application à la tenue au feu

52.5 55.0 57.5 60.0 62.5 65.0 67.5 70.0
Sc [MPa]

2300

2400

2500

2600

G
lt
 [

M
Pa

]

Solution
0
1
2
3
4
5
6
7
8
9
10

Figure IV.21 – Procédure d’obtention de la solution centré (Glt et Sc) dans le domaine des paramètres
par une méthode de centrage du convex hull

Coupon Puissance-
P[W]

Température
NPC

Glt
[MPa]

σGlt
[MPa]

Sc
[MPa]

σSc
[MPa]

P100-5 0 W (ambiante) 2395.9 344.1 110.0 9.1
P100-3 50 W 74 ◦C 2453.1 252.4 62.0 10.2
P100-7 80 W 110 ◦C 751.4 103.8 35.6 6.1

Tableau IV.4 – Valeurs moyennes (solution centrées) et incertitudes associées des solution d’identification
(Fronts de Pareto) pour les configurations NPC des éprouvettes [0]16 à différentes températures

cours du chargement mécanique. Les résultats concernent les valeurs « moyennes » (dites également « cen-
trées ») tant pour le module de cisaillement du pli Glt que pour la résistance d’interface Sc ainsi que leurs
incertitudes associées. Ces résultats sont tracés en fonction de la température pour l’ensemble des éprou-
vettes analysées sur la Figure IV.22, avec une régression linéaire prenant en compte les incertitudes pour
l’évolution de Glt et Sc en fonction de la température. Nous remarquons une tendance de décroissance
tant du module de cisaillement du pli que de la résistance d’interface avec la température. Il a été possible
de déduire une tendance linéaire du module de cisaillement avec la température pour chaque set d’éprou-
vettes, même si les dispersions des valeurs restent élevées, notamment pour les éprouvettes [0]8. C’est une
conséquence d’une part d’une faible sensibilité des champs de déplacement à Glt et d’autre part d’un rap-
port signal/bruit faible qui empêche son identification de manière plus précise. Une tendance linéaire de
la résistance d’interface avec la température est observée pour les deux jeux d’éprouvettes. Ce paramètre

Coupon Puissance-
P[W]

Température
NPC

Glt
[MPa]

σGlt
[MPa]

Sc
[MPa]

σSc
[MPa]

P203-1 0 W (ambiante) 5988.8 511.8 88.2 11.0
P203-6 30 W 71 ◦C 3609.3 1342.3 38.7 10.6
P203-4 50 W 92 ◦C 3361.7 1421.0 31.0 5.4

Tableau IV.5 – Valeurs moyennes (solution centrées) et incertitudes associées des solution d’identification
(Fronts de Pareto) pour les configurations NPC des éprouvettes [0]8 à différentes températures
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(a) Glt et régression linéaire associée (b) Sc et régression linéaire associée

Figure IV.22 – Évolution du module de cisaillement Glt et de la résistance d’interface Sc en fonction de
la température à partir des résultats des éprouvettes [0]16 et [0]8

est identifié avec une plus faible dispersion, en raison d’un rapport signal/bruit plus important en accord
avec la sensibilité du paramètre, ce qui améliore le processus d’identification. De plus, la comparaison
entre les valeurs pour chaque jeu d’éprouvettes montre une différence entre les unidirectionnels composés
de seize ou de huit plis. Ces différences sont a priori associées au matériau (la qualité du matériau n’est
pas la même parce que chaque jeu d’éprouvettes vient d’un lot différent) et aux sollicitations différentes
des éprouvettes. Nous rappelons que les solutions obtenues pour chaque essai sont issues du front de Pa-
reto. Ainsi, même si elles montrent une dispersion élevée pour le module de cisaillement Glt, cela n’affecte
pas la précision et la qualité de la valeur obtenue pour la résistance d’interface Sc, sachant que le front de
Pareto représente l’ensemble des compromis acceptables par des solutions toutes équiprobables. Comme
conséquence, nous pouvons attribuer les différences de Sc à la qualité du matériau d’un part, mais aussi
à une légère dépendance à la vitesse de sollicitation, sachant qu’il est d’un ordre de grandeur supérieur
pour les éprouvettes [0]16 par rapport aux [0]8.

Au vu des résultats et des tendances en fonction de la température observée, il semble pertinent de
comparer les valeurs obtenues, qui traduisent une réponse en cisaillement hors plan, avec celles de la
réponse en cisaillement dans le plan. Ces dernières sont issues de la caractérisation des propriétés de ci-
saillement dans le plan par des essais en traction monotone pour des stratifiés [±45]4s du même matériau
d’étude dans le cadre du projet Future Sky Safety [8], comme nous l’avons montré dans paragraphe I.2.1
du Chapitre I. La Figure IV.23 montre la réponse contrainte-déformation en cisaillement (traction mo-
notone) pour une vitesse de sollicitation de 1 mm/min (à gauche), ainsi que les modules de cisaillement
associés et les valeurs des résistances à rupture (à droite) pour différents niveaux de température en
respectant la norme ASTM D3518 [298] Tout comme pour la résistance et la rigidité de l’interface iden-
tifiée, le module et la résistance à rupture en cisaillement dans le plan décroissent avec la température
essais. La principale raison de cette chute teint dans la réponse viscoélastique du matériau dans le plan
essentiellement attribuée au comportement visqueux de la résine. Cette raison justifie la pertinence d’une
possible analogie entre le comportement du pli dans le plan et celui hors plan. La Figure IV.24 montre une
comparaison des valeurs obtenues par les essais en traction monotone (G12 et τ12 dans le cadre du projet
Future Sky Safety) avec celles identifiées pour les essais ENF en température pour les éprouvettes [0]16 et
[0]8. La comparaison des modules de cisaillement dans le plan et aux modules de cisaillement hors plan
identifiés dans notre étude soulignent tous deux une décroissance linéaire de leur valeur avec la croissance
de la température. Cependant, la comparaison quantitative entre le comportement du pli en cisaillement
dans le plan et hors plan est limitée en raison des dispersions importantes des modules identifiées par
notre approche, notamment pour les éprouvettes [0]8. De plus, la démarche d’identification des modules
n’est pas la même dans les deux cas. D’une part, les modules de cisaillement dans le plan ont été obtenus
en suivant une norme qui relie la contrainte en cisaillement avec une déformation maximale supposée être
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(a) Réponse contrainte-déformation pour différents
niveaux de température

(b) Modules de cisaillement G12 et résistance à
rupture S12 en fonction de la température

Figure IV.23 – Réponse contrainte-déformation et évolution du module de cisaillement G12 ainsi que
de la résistance à rupture S12 en fonction de la température issue des essais de traction monotone en
température pour des stratifiés [±45]4s [8]

(a) Glt et régression linéaire associée (b) Sc et régression linéaire associée

Figure IV.24 – Comparaison des évolutions du module de cisaillement Glt et de la résistance d’interface
Sc en fonction de la température issues des identifications inverses pour des essais INJECT (en orange
et en vert pour les éprouvettes [0]16 et [0]8 respectivement) et celles issues des essais de caractérisation
dans le plan dans le cadre du projet Future Sky Safety [8] (en bleu)
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dans le domaine quasi-linéaire du comportement du matériau [298]. D’autre part, nous avons identifié
un module de cisaillement hors plan par un dialogue essai-calcul (basé sur la comparaison des champs
de déplacement) en utilisant un modèle numérique sous l’hypothèse d’un comportement élastique moyen
du pli. Néanmoins, cela signifie uniquement que l’essai ENF n’est a priori l’essai le plus pertinent pour
déterminer précisément un module de cisaillement hors plan, mais il est suffisant pour confirmer sa ten-
dance décroissante avec la température. Ainsi, les ordres de grandeurs des valeurs obtenues sont en bon
accord, et permettent d’assurer les valeurs obtenus pour les résistances d’interface en température, qui
restent, elles, peu dispersées.

La comparaison des résistances d’interface montre un bon accord avec la résistance à rupture en
cisaillement dans le plan à température ambiante, mais nous remarquons des écart importants pour
des niveaux plus élevés en température. Cela souligne deux aspects importants : (i) comme pour les
modules, les résistances chutent avec la température mais (ii) celle hors plan chute plus significativement
que celle dans le plan. Il est important ici de rappeler que la valeur de la résistance en cisaillement
hors plan du stratifié est définie par la contrainte maximale atteinte lors du chargement macroscopique
à partir de laquelle le matériau présente un décroissance brutale de sa tenue mécanique. Dans le cas
de la rupture d’un [±45]s, la rupture finale est précédée d’une réorientation des fibres et d’une multi-
fissuration transverse de l’ensemble des plis. La résistance finale ne correspond donc pas à un seuil en
endommagement contrairement à la résistance d’interface en cisaillement hors plan (Sc) qui lui définit
la contrainte locale atteinte à l’interface pour démarrer la fissuration progressive induisant finalement
à la rupture du matériau. Sous l’hypothèse d’une similitude entre le cisaillement plan et hors plan,
tant sur le comportement que sur la rupture, ces différences montrent que le seuil de rupture du pli
surestime la valeur de la contrainte en cisaillement représentant le seuil d’endommagement conduisant à
la rupture finale du stratifié. Bien que ces données ne puissent être comparées directement, elles restent
néanmoins cohérentes puisque le seuil d’endommagement identifié par les essais ENF sont plus faibles
que les résistances à rupture dans le plan.

Afin de confirmer que l’identification présentée ici est bien une conséquence de la température sur la
réponse à l’interface seule et qu’elle n’est pas perturbée par d’autres effets, le paragraphe suivant est dédié
à une analyse a posteriori de l’influence d’un comportement viscoélastique du pli sur le développement
de la Process Zone dans le but d’évaluer la robustesse de l’identification.

IV.3.2 Évaluation de la robustesse de l’identification : Conséquences sur la réponse
mécanique à l’interface

Comme nous l’avons remarqué dans le paragraphe IV.2.2, la méthode d’identification proposée cherche
à évaluer la robustesse par rapport au biais du modèle tout en assurant la réponse mécanique de l’interface
estimée par des mesures des champs cinématiques. Les sources d’un hypothétique biais du modèle sont
alors différentes de celles liées aux erreurs de mesure. Dans notre cas, cela peut être notamment associé à la
modélisation des conditions aux limites ou au modèle mécanique lui-même. L’approche par FEMU permet
de s’affranchir des conditions aux limites. Dans ce paragraphe nous allons donc évaluer la robustesse de
l’identification par une étude pragmatique du biais du modèle en se focalisant sur le comportement du
matériau. Concrètement, cela signifie que nous ne cherchons pas à quantifier précisément le biais du
modèle, mais à assurer que son effet est négligeable sur notre méthode d’identification. Il est important
de souligner ici que les estimations quantitatives du biais de modèle ne font pas à proprement parler
l’objet des travaux de cette thèse et qu’elles nécessiteraient un travail plus conséquent en raison de leur
complexité [239] et du manque de consensus dans la littérature sur ce sujet. Afin donc de limiter les
développements de cette partie, nous invitons le lecteur à se référer au travaux suivants [299, 300] pour
avoir plus de détails sur ce sujet en particulier.

L’étude pragmatique du biais consiste à évaluer l’identification des paramètres de la loi d’interface par
la comparaison du rapport signal/bruit sous l’hypothèse d’un comportement élastique ou viscoélastique
du pli. Pour cela, nous avons comparé les champs de déplacement issus de l’identification présentée
dans le paragraphe précédent, avec ceux issus des mêmes paramètres de la loi cohésive, mais avec un
comportement viscoélastique du pli. L’effet visqueux du comportement du pli est donc théoriquement
représentatif d’un biais du modèle, sachant qu’il est supposé mieux représenter la réponse du matériau
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(a) Comportement élastique du pli (b) Comportement viscoélastique du pli

Figure IV.25 – Écarts en déplacement en pixels (transverse en haut et hors plan en bas) au cours de
la mise en place de la Process Zone pour une éprouvette [0]16 à température ambiante en supposant un
comportement élastique ou viscoélastique du pli

(a) Comportement élastique du pli (b) Comportement viscoélastique du pli

Figure IV.26 – Écarts en déplacement en pixels (transverse en haut et hors plan en bas) au cours de la
mise en place de la Process Zone pour une éprouvette [0]16 à 80 W - 110 ◦C en supposant un comportement
élastique ou viscoélastique du pli

en température. La loi viscoélastique est la même que celle utilisée dans le le paragraphe II.2.1 du
Chapitre II. Les Figures IV.25 et IV.26 montrent les écarts en déplacement issus d’une approche élastique
ou viscoélastique pour décrire le comportement du pli et avec les mêmes paramètres cohésifs, dont les
valeurs sont en accord avec l’identification du paragraphe précédent. Les écarts sont tracés pour une
éprouvette [0]16 à température ambiante et à 80 W - 110 ◦C (Figures IV.25 et IV.26) tant pour le champ
de déplacement longitudinal (en haut) que hors plan (en bas) pour un niveau de chargement suffisant
pour avoir un développement de la Process Zone. Nous remarquons des erreurs en déplacement de
l’ordre du bruit tant sous l’hypothèse d’un comportement élastique que viscoélastique du pli, et tant à
l’ambiante qu’en température. Cela signifie que les paramètres de la loi cohésive identifiés en fonction de
la température permettent de reproduire la réponse mécanique du matériau au bruit près. Cela confirme
l’influence négligeable des effets visqueux du pli sur la réponse à l’interface, et que la dissipation d’énergie
est donc concentrée à l’interface. L’hypothèse d’un biais négligeable par rapport au bruit de mesure est
alors validée.

Au vu des remarques précédentes, la réponse d’interface qui amène à la rupture peut être modélisée
par une loi cohésive dont les paramètres sont dépendants de la température. Les résultats concernant la
résistance d’interface (voir Figure IV.24b) soulignent un effet visqueux à l’interface qui est traduit par
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une diminution de sa résistance avec la température. Le comportement d’interface est visqueux comme
nous l’avons montré dans le Chapitre III, même s’il ne joue pas au premier ordre sur l’évolution de
l’endommagement. En raison de la résolution spatio-temporelle et de la sensibilité de mesure des données
de la CIN-2D, il n’est pas possible de séparer la part faible de dissipation visqueuse de celle par fissuration.
Cette dernière joue un rôle prédominant sur la dissipation énergétique totale, qui est donc représentée
par une loi d’interface cohésive, laquelle reste une loi de rupture adaptée en température.

IV.4 Conclusions

Dans ce paragraphe, nous avons cherché à quantifier les effets de la température sur le développe-
ment de la Process Zone par l’identification d’une loi d’interface dépendante de la température afin de
déterminer les mécanismes prioritaires qui contribuent à la dissipation énergétique et induisent le déla-
minage. Nous avons basé l’analyse sur un dialogue essai-calcul de type FEMU à l’aide des données de la
CIN-2D des essais de délaminage comme celle proposée dans le Chapitre III. Un modèle local utilisant
les conditions limites en déplacement a donc été utilisé. Dans le but de saisir au mieux les effets du dé-
veloppement de la Process Zone sur la réponse mécanique des éprouvettes, nous avons justifié un critère
de comparaison des données en déplacement ainsi que l’apport d’un modèle de zone cohésive qui s’avère
suffisamment sensible pour décrire ses effets. En nous appuyant sur les résultats présentés dans le cadre
de PhyFire et du paragraphe III, nous avons pu choisir les variables à identifier du modèle, à savoir le
module de cisaillement du pli et la résistance d’interface.

lNous avons proposé une identification inverse basée sur une approche d’optimisation multi-objectif,
en raison du manque de performance d’une approche mono-objectif qui est fortement perturbée par
la méconnaissance des erreurs entre l’expérience et la simulation. De plus, l’utilisation d’un métamodèle
pour l’estimation des champs de déplacement a permis de s’affranchir des limitations de l’approche mono-
objectif et d’obtenir un gain de temps de calcul considérable et bénéfique pour la mise en place d’une
approche multi-objectif efficace. L’approche multi-objectif s’avère plus avantageuse dans notre cas afin
de prendre en compte le maximum d’information des données et réduire les incertitudes d’identification.
Nous avons insisté sur trois aspects principaux : (i) la gestion des incertitudes de mesure par la prise en
compte du bruit, (ii) le traitement des données afin de réduire les erreurs systématiques issues du système
d’unités et du maillage et (iii) la prise en compte des sensibilités globales des champs de déplacement
aux variables inconnues. Cela nous a permis d’avoir le compromis approprié entre le bruit de mesure
et les sensibilités aux paramètres qui permet de définir la sélection des données les plus adaptées à
l’identification des variables.

Cette méthode d’identification a ensuite été utilisée pour déterminer le module de cisaillement et la
résistance d’interface pour différents essais pour deux jeux d’éprouvettes de stratification [0]16 et [0]8.
Une décroissance quasi-linéaire avec la température a été trouvée pour les deux paramètres, même si
les dispersions sont plus importantes pour l’estimation des modules de cisaillement hors plan que pour
les résistances d’interface. Cela montre que l’essai permet de déduire une tendance de l’évolution du
module avec la température, mais qu’il n’est pas un essai pleinement satisfaisant de détermination d’une
valeur précise sur le module. Cependant, il permet bien de réduire l’incertitude d’identification de la
résistance d’interface, qui contribue donc à l’identification précise des paramètres d’une loi d’interface. Les
résultats obtenus semblent montrer une réponse en cisaillement hors plan qui suit une tendance similaire
avec la température que pour la réponse en cisaillement dans le plan, tant pour le comportement que
pour la rupture. Cependant, les valeurs obtenues de la résistance d’interface concernent l’amorçage de
l’endommagement, donc le seuil avant la mise en place de la Process Zone et ne peuvent en l’état être
totalement comparables avec les données de résistances en cisaillement dans le plan.

Au vu des résultats, nous avons pu vérifier la validité de la loi cohésive en température en tant que
loi de rupture. En effet, la viscosité n’est pas modélisé dans la loi d’interface, sachant que la fissuration
par création de surface reste le mécanisme dissipatif prioritaire, peu affecté par une possible dissipation
visqueuse à l’interface. Ces effets dissipatifs peuvent être directement traduits par la dépendance à la
température des paramètres de la loi cohésive, notamment la résistance d’interface. Des études supplé-
mentaires restent à faire dans le but de confirmer l’analogie entre l’apparition d’endommagement en
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cisaillement dans le plan et hors plan, tel qu’on l’a vérifié pour le comportement du pli et de l’interface.
L’intérêt de cette analogie concerne l’identification d’une possible dépendance du seuil d’amorçage à la
viscosité locale comme conséquence du comportement visqueux de l’interface, ce qui expliquerait la ré-
duction de la résistance d’interface avec la température. Une modélisation cohésive de l’interface dont
les paramètres tiennent compte des effets de la température doit permettre de décrire l’évolution de la
Process Zone et la rupture par délaminage des composites en température.

Afin d’assurer de la robustesse de cette identification, nous avons traité de manière pragmatique
l’influence d’un quelconque biais du modèle par une comparaison de la loi cohésive d’interface obtenue
sous l’hypothèse d’un comportement élastique ou viscoélastique du pli. Dans les deux cas, les écarts
en déplacement restent de l’ordre de grandeur du bruit. Cela a permis de confirmer que la dissipation
d’énergie reste concentrée à l’interface, et qu’elle est traduite par une loi cohésive d’interface au bruit
près.

Le Chapitre suivant présente un analyse des essais de tenue en température sur le banc BLADE,
afin d’établir le critère le plus pertinent d’initiation du délaminage, ainsi que confronter et/ou valider
l’évolution des paramètres de la loi d’interface avec la température.
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CONFRONTATION DU MODÈLE D’INTERFACE À
L’ANALYSE DE L’AMORÇAGE DU DÉLAMINAGE

SOUS CHARGEMENT THERMIQUE LASER
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—Winsberg
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Introduction

Ce chapitre concerne la validation du modèle de rupture d’interface par l’analyse des essais de tenue
en température par impact laser pour la prévision du délaminage en température. Comme nous l’avons
exposé dans l’introduction de cette thèse, le manque d’outils numériques et expérimentaux pour la carac-
térisation des propriétés mécaniques et thermiques des matériaux composites en présence de fissuration
demande d’exploiter des nouveaux moyens d’essai ainsi que de proposer des modèles plus adaptés à cette
problématique. Ainsi, les travaux précédents présentés dans les Chapitres II, III et IV se sont focaliser
sur l’influence de la température sur le comportement des bras et des interfaces par le banc INJECT.
Nous avons pu déterminer les propriétés d’interfaces en température, notamment la ténacité à rupture
et la résistance d’interface pour des température inférieure à 100 ◦C. Dans ce chapitre, nous poursuivons
l’analyse du délaminage dans un cas d’exposition du matériau à des conditions thermiques de flux de
chaleur parfaitement maitrisées mais pour lequel le niveau de température de sollicitation du matériau
pourra dépasser la température d’investigation des chapitres précédents.

Dans le cadre des projets MADMAX, FSS (Future Sky Safety) et PhyFire (Physics of Fire), l’ONERA
a développé une plateforme d’essai nommée BLADE (Banc Laser de cAractérisation et de DEgradation)
pour la caractérisation des propriétés thermiques des matériaux anisotropes [48, 301] ainsi que pour
l’analyse de la réponse thermique pendant la décomposition des matériaux [8, 14, 49, 302]. Dans le cadre
de ces projets, un modèle de dégradation thermique de matériaux composites stratifiés a été proposé par
Biasi [6]. Cependant, la fissuration matricielle et le délaminage ne sont pas considérés dans son modèle,
manque qui n’est par ailleurs pas comblé dans la littérature.

Comme nous l’avons montré dans le paragraphe I.4.2 du Chapitre I, l’apparition de fissuration au
sein du matériau, notamment des délaminages, peut altérer la réponse thermique et donc l’évolution des
propriétés thermiques et mécaniques du stratifié considéré et ses performances mécaniques résiduelles.
Le banc BLADE s’avère un moyen d’essai approprié afin d’étudier l’influence de la température sur
les mécanismes de fissuration observés. L’objectif du chapitre est double puisque nous cherchons ici
à : (i) établir un critère d’amorçage du délaminage à partir de l’analyse des essais sur BLADE et (ii)
comparer ce critère aux paramètres de la loi cohésive identifiés dans le Chapitre IV précédent. Ces objectifs
demandent d’analyser les causes qui amènent à l’initiation des délaminages et leur ultérieure propagation
par l’exploitation des essais ainsi que par la simulation numérique de la réponse thermomécanique.

Nous présentons dans un premier temps le banc BLADE ainsi que la campagne d’essais menée dans le
cadre des projets MADMAX, FSS et PhyFire. Ensuite, nous présentons l’analyse de la réponse thermique
et mécanique des éprouvettes et la comparaison avec sa simulation numérique à l’aide du modèle de
dégradation thermique proposé par Biasi [6]. L’objectif est de vérifier la validité du modèle ainsi que de
mettre en évidence le couplage entre la température et les mécanismes de fissuration par délaminage par
l’analyse des profils de température.

Dans un deuxième temps, nous cherchons à définir le critère d’amorçage du délaminage par une
approche soit énergétique soit en contraintes, ou couplée en contrainte et en énergie. Ces analyses à
l’échelle de modélisation du pli servent à juger la pertinence d’une telle échelle pour la modélisation du
délaminage en température. Ensuite, une confrontation du critère aux paramètres de la loi d’interface
est présentée ainsi qu’une comparaison des résultats numériques avec les observations expérimentales
issues des essais sur BLADE. L’intérêt final est de juger d’une part de la robustesse du modèle cohésif
et du critère d’amorçage pour prévoir les performances mécaniques résiduelles du matériau, ainsi que de
proposer d’autre part des pistes d’amélioration concernant le couplage fort entre la dégradation thermique
du matériau et la fissuration aux interfaces.
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Figure V.1 – Illustration du montage BLADE [48,49]

V.1 Présentation de l’essai BLADE pour l’étude de la propagation
du délaminage en température

V.1.1 Montage du banc d’essai et instrumentation

Dans ce paragraphe, nous décrivons brièvement le montage du banc BLADE. Même si le banc était
initialement conçu pour identifier expérimentalement les propriétés thermophysiques des matériaux, nous
nous intéressons ici à sa description pour l’analyse de la réponse thermique pendant la décomposition des
matériaux composites, en insistant sur l’instrumentation mise en place. La Figure V.1 illustre le principe
du dispositif expérimental BLADE.

Une éprouvette de 80 mm×80 mm est placée sur un porte-échantillon à l’intérieur d’une cavité d’essais
régulée en température et pression. La source de chaleur provient d’un laser continu infrarouge qui permet
de chauffer la face arrière du matériau avec un faisceau gaussien. Le temps d’exposition est contrôlé
précisément par un obturateur électronique. Dans le cas où l’obturateur est en position fermée, il réfléchit
le faisceau incident vers un puits de chaleur pour garantir une transmission nulle du flux de chaleur vers
l’éprouvette. Enfin, une caméra infrarouge permet de suivre l’évolution du champ de température au cours
de l’essai en face arrière de l’éprouvette. La caméra utilisée est une FLIR SC7210 équipée d’un capteur de
longueur d’onde moyenne entre 3-5 µm. En fonction de l’amplitude de l’élévation de température attendue
en face arrière de l’éprouvette, différents temps d’intégration peuvent être utilisés et combinés pour couvrir
toute la gamme de température à mesurer. L’obtention des températures à partir des acquisitions des
données brutes par caméra IR est possible par leur conversion à l’aide des loi d’étalonnage selon la
gamme de température évaluée [12]. La fréquence d’acquisition des images thermiques est de 50 Hz et la
résolution d’image est de 320× 256 px2.

En raison de la configuration du banc laser, le dispositif présente un avantage principale par rapport
à des moyens d’essais classiques comme ceux présentés dans le paragraphe I.2 du Chapitre I : (i) les
conditions d’essais sont maitrisées que se soit le flux thermique incident sur l’éprouvette en raison de
l’utilisation d’un laser comme source de chaleur, à la différence d’une flamme ou des conditions de
convection et (ii) l’exposition du matériau à la source laser permet de découpler la dynamique de flamme,
et les incertitudes associées, de la dégradation thermochimique du matériau [49]. Il est par ailleurs possible
de maîtriser l’amplitude et la distribution du flux thermique appliqué sur la surface exposée. La puissance
impactante totale maximale du laser est de 50 kW pour un rayon de faisceau gaussien de 10.9 mm à 1/e2,
ce qu’induit un flux thermique maximal Φmax

laser au centre de la surface de 255 kW/m2 [14, 49]. Le profil
gaussien du flux de chaleur généré par le laser crée une excitation thermique stationaire et non uniforme à
la surface du matériau, comme le montre la Figure V.2, à titre d’exemple, pour une puissance impactante
totale 40.9 kW et un flux de chaleur maximal de 220 kW/m2 [14]. Une telle distribution permet de mettre
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(a) Evolution temporel du flux thermique
maximal Φmax

laser. Activation de la source laser
dans les premiers 300 s

(b) Distribution spatial du flux thermique
stationnaire non uniforme

Figure V.2 – Example de l’application d’un flux thermique en surface issu d’un impact laser induissant
un flux de chaleur maximal Φmax

laser de 220 kW/m2 au centre de la plaque (X = 0.04 m, Y = 0.04 m) [14]

en évidence l’anisotropie des transferts de chaleur au sein du matériau [48].
Dans la suite, nous exposons le protocole d’essai retenu pour l’analyse de la réponse thermique du

matériau composite pendant le chargement thermique par laser.

V.1.2 Protocole d’essai de tenue en température

Le montage BLADE a été utilisé pour l’analyse de la dégradation du matériau d’étude. Pour cela,
le matériau doit être soumis à un flux de chaleur suffisamment élevé (jusqu’à 255 kW/m2 au centre de
la plaque) afin d’atteindre sa dégradation et sur des durées longues (de l’ordre de plusieurs centaines de
secondes) et cela afin de suivre l’évolution de la réponse thermique en face arrière par thermographie
infrarouge. Le matériau ici, est le même que le matériau caractérisée dans les précédents chapitres à
savoir un composite stratifié en résine époxy M21 renforcée par des fibres de carbone T700GC.

Pour la réalisation de l’essai, les éprouvettes à analyser sont placées dans la cavité régulée en tempéra-
ture (température initiale) et en pression (pression de l’ordre de 5 mbar) [12,48]. Les échanges de chaleur
au sein de la cavité d’essais sont pilotés uniquement par le rayonnement, du fait de l’absence des échanges
par convection thermique à basse pression. Le protocole d’essai se compose des étapes suivantes [12] :

• Positionnement des éprouvettes dans la cavité d’essais.

• Lancement de l’acquisition des mesures des champs thermiques à l’état initial.

• Ouverture de l’obturateur électronique pour soumettre l’éprouvette au flux laser.

• Acquisition des données thermographiques durant la durée du chargement laser établi.

• Fermeture de l’obturateur électronique après la durée d’exposition à la source laser.

• Acquisition des mesures de température pendant la phase de refroidissement en absence du flux
thermique incident sur l’éprouvette.

• Finalisation de l’acquisition des mesures thermographiques.

Le montage du dispositif BLADE ainsi que le protocole d’essais présentent deux avantages à souligner :
(i) la répétabilité des réponses thermiques en raison d’une bonne maîtrise des conditions d’essais à la
surface du matériau et (ii) le caractère non-intrusif de la mesure de la température par caméra IR, à la
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différence d’autres techniques comme l’utilisation de thermocouples au sein du matériau. Cela permet de
minimiser les sources d’incertitudes et d’améliorer l’analyse de la réponse thermique des éprouvettes.

Dans le paragraphe suivant, nous analysons en détail les réponses thermiques et mécaniques pour dif-
férentes séries d’éprouvettes composées de stratifications de plis unidirectionnels (UD) ou quasi-isotropes
(QI). Nous cherchons à trouver le lien entre la température mesurée expérimentalement et l’apparition
des délaminages ainsi qu’à déterminer l’échelle la plus pertinente pour leur prévision.

V.2 Analyse de la réponse thermo-mécanique et comparaison avec
la simulation numérique

Dans ce paragraphe, nous présentons les analyses d’essais sur le banc BLADE pour le matériau d’étude
T700GC/M21. L’objectif de ces analyses est de déterminer les mécanismes à l’origine des délaminages
observés en regard des profils de température mesurés en face arrière. Pour cela, nous nous appuyons à la
fois sur des observations des coupes micrographiques des éprouvettes et sur des simulations numériques à
l’échelle du pli. Nous cherchons à estimer le champ de température ainsi qu’une première estimation des
champs de contraintes mécaniques associées pour des stratifications différentes, permettant de faire une
lien avec les essais. L’évaluation des contraintes aux interfaces estimées doit permettre de juger l’échelle de
modélisation du délaminage la plus adaptée dans le but proposer des critères d’amorçage en température.

V.2.1 Évaluation des profils du délaminage en fonction de la température mesurée
en face arrière

Dans le cas d’une sollicitation laser, le champ de température mesuré en face arrière des éprouvettes
est caractéristique des trois principaux phénomènes physiques mis en jeu que sont (i) la diffusion de la
chaleur dans le matériau issu de l’équilibre thermique entre le flux de chaleur incident et les phénomènes de
rayonnement sur les faces du matériau, (ii) la consommation ou production d’énergie issue des réactions
chimiques dans le volume du matériau et (iii) l’endommagement mécanique.

Comme nous l’avons expliqué dans le paragraphe I.4.2 du Chapitre I, les délaminages représentent un
des mécanismes d’endommagement le plus catastrophique pour la réponse thermomécanique du matériau
lors d’une agression thermique. Afin de comprendre les mécanismes d’endommagement par délaminage
en température, Leplat et al. [12, 14,49, 303] ont présenté une analyse de la réponse thermique pour une
série d’éprouvettes à 16 plis du matériau d’étude, d’épaisseur finale 4.16 mm et dont l’empilement QI
est un [0/45/90/-45/0/45/90/-45]s. Le pic maximal du flux thermique (Φmax

laser) issu de la source laser est
suffisamment élevé au centre de l’éprouvette (220 kW/m2) pour produire la dégradation thermique par
pyrolyse dans une partie du volume des éprouvettes. La Figure V.3 montre la réponse thermique pour
un des cas analysés, dont les délaminages observés sont particulièrement significatifs. A gauche, le champ
de température spatial est tracé pour un instant donné juste après que l’endommagement s’est produit.
A droite, l’évolution temporelle de la température à différentes distances du centre de la face arrière de
l’éprouvette est présentée.

Les auteurs justifient la chute brutale de la température mesurée en face arrière par la création d’une
fissure et sa propagation aux niveaux des interfaces du stratifié [12]. Pour cette raison, ils proposent un
critère simple pour la détection des délaminages à partir du changement de signe de la dérivée tempo-
relle de la température (δT/δt), correspondant à la chute brutale. Cette condition correspond à la ligne
discontinue blanche sur l’image de gauche et représente l’étendue de la zone endommagée à l’instant
analysé. L’évolution temporelle des profils de température selon les distances au centre de la face arrière
permet d’avoir une estimation de la dimension du délaminage dans le plan du matériau. Afin d’avoir une
information relative à la position dans l’épaisseur, la Figure V.4 montre une micrographie réalisée sur
l’éprouvette dégradée sur la totalité du plan de coupe médian de l’éprouvette associée à un schémati-
sation des mécanismes d’endommagement observés. Nous observons sur la coupe micrographique et sur
le schéma la zone pyrolysée en noir. Le schéma associé permet de souligner la séquence d’empilement
en niveaux de bleu et de distinguer les interfaces délaminées, leur position et leur longueur en rouge.
La plus grande fissure observée à proximité de la face arrière présente une longueur d’environ 40 mm,
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Figure V.3 – A gauche : Réponse thermique instantanée à t = 210 s (mesurée par thermographie infra-
rouge) en face arrière d’une éprouvette QI (16 plis) soumise à un impact laser. A droite : Influence de
l’apparition de la fissuration sur l’évolution temporelle de la température en différents points [12]

plis à ±45°plis à 0° plis à 90° Délaminage Zone "char"

Figure V.4 – Visualisation de l’endommagement d’un composite stratifié QI (16 plis) soumis à un impact
laser [12]

en accord avec le diamètre des perturbations des profils de température montrés précédemment dans
la Figure V.3. En raison des délaminages observés dans des régions a priori vierges, des analyses sur
des éprouvettes présentant une dégradation thermique par pyrolyse faible voir nulle sur la face exposée
au flux de chaleur ont été réalisées dans le cadre des projets PhyFire [22] et FSS [8]. L’objectif est de
mettre en évidence les sources d’apparition des délaminages en fonction du niveau de sollicitation ther-
mique. Pour cela, deux séries d’éprouvettes composé de huit plis de stratification unidirectionnelle et
quasi isotrope ont été impactés par un laser avec un niveau de flux thermique suffisamment fort pour être
endommageant thermomécaniquement, mais ne conduisant a priori pas à une dégradation thermique. La
Figure V.5 montre l’évolution de la réponse thermique au centre des éprouvettes pour les QI et les UD.
Seules les éprouvettes sollicitées à des flux de chaleur maximaux (Φmax

laser) de 53.7 kW/m2 et 76.2 kW/m2

sont ensuite analysées par microscopie optique, dans la mesure où ce sont celles qui ont a priori subi
une dégradation par pyrolyse faible sur la surface d’exposition, voire négligeable. La coupe du QI est
issue d’un essai pour lequel aucune chute de température n’est observée dans la Figure V.5a, tandis que
la coupe du UD correspond à une essai qui met en évidence une chute importante de la température
observée sur la Figure V.5b à partir de 200 s d’exposition.

La Figure V.6 montre la coupe d’une éprouvette QI et une autre UD exposés à un flux laser Φmax
laser

de 53.7 kW/m2. La vue macroscopique du QI et du UD ne montre aucune dégradation par pyrolyse
appréciable. Cependant, la dégradation mécanique est totalement différente. D’une part, nous n’observons
pas de délaminage à l’échelle macroscopique dans le cas des QI. D’autre part, l’apparition et la propagation
du délaminage est évident pour le cas UD, ce qui explique la chute importante de température.

Afin d’avoir une information à une échelle inférieure, c’est-à-dire, à l’échelle des plis et des interfaces,
la Figure V.7 montre une observation à plus fort grossissement (correspondant aux carrés colorés dans la
Figure V.6). Cela souligne que tant pour le QI que pour le UD, il y a eu une dégradation thermique des
nodules thermoplastiques présents dans les zones riches en résine, qu’on peut apercevoir sur les images
comme des zones discrètes noircies (encadrés en bleu pointillé). Ces zones noircies représentent donc un
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(a) Réponse thermique des QI (b) Réponse thermique des UD

Figure V.5 – Réponse thermique des éprouvettes de 8 plis pour deux stratifications différentes (QI et
UD) [8,22]

(a) Coupe centrale d’un QI

(b) Coupe centrale d’un UD

Figure V.6 – Vue macroscopique par micrographie optique d’une coupe dans le plan médian des éprou-
vettes QI et UD (8 plis) soumises à un flux laser Φmax

laser de 53.7 kW/m2 [22]

(a) Zoom de la coupe centrale d’un QI (b) Zoom de la coupe centrale d’un UD

Figure V.7 – Observations agrandies des régions marquées sur la Figure V.6 pour des éprouvettes QI et
UD (8 plis) soumises à un flux laser Φmax

laser de 53.7 kW/m2 [22]
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(a) Observation d’un quart de la coupe centrale d’un QI

(b) Coupe centrale d’un UD

Figure V.8 – Vue macroscopique par micrographie optique d’une coupe dans le plan médian des éprou-
vettes QI et UD (8 plis) soumises à un flux laser Φmax

laser de 76.2 kW/m2 [22]

(a) Zoom de la coupe centrale d’un QI (b) Zoom de la coupe centrale d’un UD

Figure V.9 – Observations agrandies des régions marquées sur la Figure V.8 pour des éprouvettes QI et
UD (8 plis) soumises à un flux laser Φmax

laser de 76.2 kW/m2 [22]

début de dégradation thermique (dans le volume) entre les fibres et la matrice du matériau. Étant donné
qu’elles sont observées pour les cas QI et UD sur des régions a priori vierges et pas dégradées à l’échelle
macroscopique, nous ne pouvons pas conclure sur l’effet d’une dégradation à une échelle inférieure sur
l’apparition des délaminages critiques. Dans l’objectif de comprendre le lien entre le profil de tempéra-
ture mesuré et le délaminage, nous focalisons notre analyse sur des coupes micrographiques pour des
éprouvettes soumis à un flux plus élevé.

La Figure V.8 montre l’observation macroscopique d’une coupe micrographique pour un QI et un
UD exposés à un flux laser Φmax

laser de 76.2 kW/m2. La Figure V.9, quant à elle, montre l’observation des
zones encadrées dans la Figure V.8). Nous observons des délaminages à l’échelle macroscopique pour le
QI et le UD, mais qui présentent des motifs très différents. D’une part, l’observation de la coupe QI
révèle une forte dilatation au niveau de la zone impactée par le laser, ainsi qu’une ouverture importante
du délaminage proche de la face arrière. D’autre part, la coupe UD montre une légère dégradation par
pyrolyse sous l’impact laser en raison de la réponse thermique différente pour cette stratification. Plusieurs
délaminages sont observés, dont l’extension est plus importante lorsqu’on s’approche de la face arrière.
De plus, les ouvertures sont moins importantes par rapport au cas QI.

L’observation à plus fort grossissement souligne deux aspects principaux dans le cas des QI : (i) le
stratifié présente un grand nombre de petites fissures sous le point d’impact laser, qui ne se sont pas a
priori propagées et (ii) le plus grand délaminage s’étend sur plusieurs interfaces, en suivant un chemin
riche en résine qui favorise a priori la propagation dans ce cas. Pour le cas des UD, nous remarquons deux
aspects principaux : (i) le stratifié présente une multifissuration sur des zones riches en résine comme
dans le cas des QI et (ii) la multifissuration semble suivre un chemin favorisé par l’absence de fibres
dans le plan transverse du matériau, et qui conduit à des zones délaminées à des niveaux différents dans
l’épaisseur.
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Certaines remarques globales ressortent au vu des observations pour les deux flux évalués et les deux
stratifications :

• Les observations à fort grossissement des Figures V.7 et V.9 permettent d’observer la dégradation
locales, qui peuvent a priori être l’origine de la fissuration matricielle.

• Ces fissures sont amorcées localement à une échelle fibre matrice et n’induisent pas forcément un
délaminage observable. Le délaminage est donc une conséquence du chargement thermomécanique
induit par l’échauffement laser, plus complexe à analyser, mais dont les effets majeurs sont induits
à l’échelle du pli.

• La nature des délaminages dépend tant de l’état thermique (influence du gradient thermique) que
mécanique (influence des champs de contraintes), donc de la stratification évaluée.

La seule analyse expérimentale n’est pas suffisante pour établir un scénario d’endommagement sa-
tisfaisant dans le but d’expliquer les sources de l’apparition des délaminages et leur propagation. Les
délaminages observés semblent être la conséquence d’un chargement soit thermique soit mécanique, ou
une combinaison des deux.

Dans le but de vérifier si nous pouvons trouver des indices permettant d’expliquer l’amorçage des fis-
sures, et surtout, à quelle échelle, des informations complémentaires concernant l’influence du chargement
thermique et mécanique sur le délaminage s’avèrent nécessaires. Le gradient thermique dans l’épaisseur
des stratifiés et le caractère anisotrope du comportement du matériau contribuent à des chargements ther-
miques et mécaniques différents pour les cas QI et UD. Nous cherchons à estimer la réponse thermique
et mécanique des essais à l’aide des simulations numériques à l’échelle du pli, sans la prise en compte du
délaminage dans la modélisation numérique. La confrontation des champs thermiques et mécaniques aux
observations microscopiques précédents doit permet de vérifier la pertinence de l’échelle du pli, ou si par
contre une échelle inférieure s’avère nécessaire pour la prévision de l’amorçage.

La modélisation numérique du problème thermomécanique à l’échelle mésoscopique (échelle du pli)
présente une avantage principale pour l’analyse : elle permet de prendre en compte les effets observables
à cette échelle, même s’ils sont induits par des mécanismes à une échelle plus fine. Alors, l’échelle mé-
soscopique permet de calculer le chargement mécanique induit par le chargement thermique au sein des
plis sans besoin de modéliser directement les mécanismes induits à une échelle microscopique (échelle de
la fibre et de la matrice) tels que les contacts/décohésions fibre/matrice ou des contraintes thermiques
résiduelles entre les fibres et la matrice.

V.2.2 Évaluation numérique de la mise en évidence d’un couplage thermique et
mécanique avec l’apparition du délaminage

Dans ce paragraphe, nous présentons la démarche de modélisation et nous analysons les champs de
température et des contraintes estimés par simulation numérique à l’échelle du pli. Avant d’exploiter les
résultats numériques, nous focalisons l’attention d’abord sur (i) la modélisation et le modèle retenu et
sur (ii) le maillage tant pour la résolution thermique que mécanique.

Le modèle numérique est basé sur le modèle de dégradation thermique proposé par Biasi [6] ainsi
que sur le travail de caractérisation des propriétés thermiques et mécaniques faites en température dans
le cadre du projet FSS [8]. Ce modèle, classiquement utilisé avec des méthodes de volumes finis, a été
transféré dans le solveur thermique instationnaire du solveur EF ZéBuLoN de la suite Z-Set dans le cadre
du projet PhyFire [22] afin d’intégrer les phénomènes de dégradation thermique au sein du matériau pour
la résolution du problème thermomécanique. Les hypothèses de simulation concernant le comportement
du matériau et la stratégie de résolution sont les suivantes :

• Les propriétés mécaniques (modules) et thermiques (conductivité, chaleur spécifique) du pli sont
dépendantes de la température et différentes selon l’orientation du pli, en raison de la nature
anisotrope du matériau est sont issues de la caractérisation réalisée dans le projet FSS [8].
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(a) Évolution du module transverse (DMA) et son
interpolation avec la température

(b) Évolution du module de cisaillement (DMA) et
son interpolation avec la température

Figure V.10 – Évolution des propriétés mécaniques du pli en fonction de la température (module trans-
verse et de cisaillement) issues des analyses DMA et des interpolations avec la température suivant
l’Éxpression V.1

• La dilatation thermique est intégrée dans le calcul mécanique afin de prendre en compte l’état de
contraintes thermiques résiduelles et l’influence du gradient thermique sur l’évolution de l’état de
contrainte suite au chargement thermique.

• Un couplage faible est retenu entre le calcul thermique et le calcul mécanique.

Concernant les propriétés mécaniques, seuls le module transverse et le module de cisaillement dépendent
de la température, en suivant l’évolution mesurée par DMA (voir les Figures I.9 et I.10 du para-
graphe I.2.1). L’évolution de ces modules obéit à une sigmoïde de manière similaire aux expressions
proposées par Gibson et al. [77] pour l’évolution des propriétés mécaniques en fonction de la tempéra-
ture (voir Expression I.14 du paragraphe I.3.3.2). Nous avons donc choisi une sigmoïde du type tangente
hyperbolique entre les valeurs à l’état vierge et celles à l’état vitreux, en suivant l’Equation V.1.

P (T ) = PU (T )− PU (T )− PR(T )
2

[
1 + tanh

[
K

(
1
Tg
− 1
T

)]]
(V.1)

avec PU (T ) et respectivement PR(T ), les propriétés mécaniques initiales (à l’état vierge) et respectivement
finale (valeur résiduelle avant le début de la dégradation thermique par pyrolyse), et dont l’évolution est
assumée linéaire avec la température [77]. K est une constante qui représente la vitesse de la réduction
de la propriété mécanique en question avec la température et Tg représente la température pour laquelle
la propriété mécanique est réduite de 50%, communément définie comme la température de transition
vitreuse [77]. Les paramètres de l’Expression V.1 ont été identifiés par méthode inverse pour le module
transverse et le module de cisaillement. La Figure V.10 montre le très bon accord entre la fonction
identifiée et les données expérimentales issues de la DMA, validant la dépendance à la température des
modules prévue par l’Expression V.1.

Il est à noter que pour ce qui concerne la prise en compte de la dilatation thermique, la modélisation
de cette dernière repose sur un comportement thermo-élasticitique (voir Equation III.3) qui ne nécessite
de connaître que les coefficients de dilatation thermique et la variation de température par rapport à
une température libre de contrainte, comme nous l’avons mentionné dans le paragraphe III.1.2.1 du
Chapitre III. Le coefficient de dilatation dans la direction des fibres est supposé nul au vu de la gamme
de température visée. Les coefficients de dilatation thermique transverse aux fibres que ce soit dans le plan
du pli ou hors plan ont été caractérisés en fonction de la température. Cette caractérisation est présentée
dans le cadre du projet FSS, comme nous l’avons également montré dans le paragraphe III.1.2.1.

La prise en compte d’un couplage faible implique que la réponse thermique n’influence que la réponse
mécanique et non l’inverse. La procédure consiste alors à procéder dans un premier temps à l’estimation
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Figure V.11 – Maillage retenu pour la modélisation de la réponse thermomécanique d’un composite
stratifié de 8 plis soumis à un impact laser [22]

(a) Champ de température à 200 s d’un QI (b) Champ de température à 200 s d’un UD

Figure V.12 – Comparaison des champs de température simulés à 200 s pour des éprouvettes (répresen-
tation d’un quart) QI et UD (8 plis) soumises à un flux laser Φmax

laser de 53.7 kW/m2 [22]

du champ de température, champ de température qui est alors considéré, dans un second temps, comme
une condition aux limites fixée dans le résolution mécanique.

Concernant le maillage retenu, il est identique pour les simulations thermique et mécanique afin de
simplifier le transfert des champs thermiques vers le calcul mécanique. Il est régulier et composé de
60× 60× 24 éléments quadratiques 3D à intégration complète avec 3 éléments dans l’épaisseur de chaque
pli afin de décrire précisément la cinématique dans l’épaisseur et l’estimation des champs de contraintes.
La Figure V.11 montre une visualisation du maillage retenu ainsi qu’une image agrandie du détail du
maillage dans l’épaisseur. Dans la suite, nous analysons la réponse thermique et mécanique obtenue par
la simulation du chargement induit par la source de chaleur laser.

V.2.2.1 Mise en évidence d’un couplage entre le champ thermique numérique et l’appari-
tion du délaminage expérimentalement

La résolution thermique a été faite pour les stratifications QI et UD soumises aux flux de chaleur
analysés expérimentalement dans le paragraphe V.2.1. Afin de réduire les temps de calcul, la dégrada-
tion thermique par pyrolyse n’est pas activée dans le modèle et nous n’avons simulé que les premières
200 s de l’essai, sachant que les mécanismes d’endommagement que l’on cherche à analyser apparaissent
expérimentalement avant ce temps d’essai et qu’aucune dégradation thermique importante n’est prévue
avec le modèle complet. La Figure V.12 montre le champ thermique pour le QI et le UD soumis à un flux
thermique Φmax

laser de 53.7 kW/m2, figure sur laquelle, nous observons un champ thermique axi-symétrique
pour les QI et orienté dans la direction des fibres pour le UD de par l’anisotropie du matériau. L’intensité
du champ thermique est directement liée à l’intensité du flux incident, bien qu’une température plus éle-
vée dans l’épaisseur du matériau est observée pour les UD que pour les QI. Les mécanismes de transfert
de chaleur, notamment par conduction thermique sont plus importants pour les QI et réduit alors de
manière conséquente le transfert de chaleur dans l’épaisseur. Cette observation est pleinement confortée
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(a) Comparaison essai/calcul de la réponse thermique
à 53.7 kW/m2

(b) Comparaison essai/calcul de la réponse thermique
à 76.2 kW/m2

Figure V.13 – Comparaison de l’évolution de la température en face arrière estimée par simulation
numérique ou mesurée expérimentalement pour des éprouvettes QI (8 plis) soumises à un flux laser
Φmax
laser de 53.7 kW/m2 et de 76.2 kW/m2 [22]

par l’augmentation de la température du point central de la face arrière selon la stratification et le flux
incident en comparant les profils de température qu’ils soient mesurés ou simulés, comme le montrent les
Figures V.13 et V.14.

Un bon accord entre la réponse simulée et celle expérimentale est observé dans tous les cas jusqu’à
une température en face arrière d’environ 450-475 K (177-202 ◦C), température qui est très proche de
celle de transition vitreuse pour le matériau d’étude qui est de l’ordre de 180 ◦C. Au-delà de ces niveaux
de température nous remarquons une surestimation de la réponse numérique par rapport aux mesures
qui s’explique par deux causes bien différentes : (i) une possible erreur d’identification des propriétés
thermiques autour la température de transition vitreuse et (ii) l’apparition des délaminages qui ne sont
pas modélisés et qui conduisent à une chute importante de la température expérimentalement. Cepen-
dant, le premier point joue un rôle marginal sur le champ de température estimé avant l’observation des
délaminages. Cela a été aussi vérifié par Biasi [6,49], en montrant que la réponse thermique de la strati-
fication est suffisamment bien décrite en l’absence d’endommagement de type fissuration matricielle hors
plan et/ou délaminage. Un si faible écart en température n’est dans tous les cas pas suffisant pour avoir
une influence au premier ordre sur l’estimation des champs de contraintes au sein du matériau. Cette
estimation est réalisée dans le paragraphe suivant et a pour objectif d’estimer le niveau de sollicitation à
l’échelle du pli et des interfaces afin de trouver un lien avec l’apparition des délaminages.

V.2.2.2 Evaluation du champ de contraintes issu du chargement thermo-mécanique

La réponse mécanique repose sur la résolution du calcul quasi-statique en imposant les champs ther-
miques instationnaires calculés dans le paragraphe précédent. Des conditions aux limites en appui simple
sur des lignes verticales aux centres des bords de l’éprouvette ont été retenues, représentatives de la
réalité de l’essai. La Figure V.15 montre la configuration retenue.

Un comportement élastique du pli est considéré dans l’analyse. Comme nous l’avons décrit dans le
paragraphe V.2.2, les propriétés mécaniques du pli dépendent de la température, notamment le module
transverse et le module de cisaillement. Une dépendance de ces modules à la température est supposée
pour traduire la dépendance du comportement du pli à la température, en suivant des analyses DMA
comme présenté dans le paragraphe I.2.1 du Chapitre I (voir Figures I.9 et I.10). Comme nous l’avons
montré dans les Chapitres II et IV les effets visqueux sont principalement traduits par un effet de la
température sur le module de cisaillement du pli, et cela semble a priori acceptable pour le module
transverse. Le calcul par une loi de comportement élastique permet de résoudre le problème plus effica-
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(a) Comparaison essai/calcul de la réponse thermique
à 53.7 kW/m2

(b) Comparaison essai/calcul de la réponse thermique
à 76.2 kW/m2

Figure V.14 – Comparaison de l’évolution de la température en face arrière estimée par simulation
numérique ou mesurée expérimentalement pour des éprouvettes UD (8 plis) soumises à un flux laser
Φmax
laser de 53.7 kW/m2 et de 76.2 kW/m2 [22]

Figure V.15 – Configuration retenue pour modélisation de la réponse mécanique d’un composite stratifié
de 8 plis avec des conditions aux limites en appui simple [22]
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(a) Champ de contraintes transverses (σ22) à 100 s (b) Champ de contraintes de cisaillement hors plan
(σ13) à 100 s

Figure V.16 – Champs de contraintes estimés par simulation numérique pour un cas QI (8 plis) à 100 s
pour un flux laser Φmax

laser de 76.2 kW/m2 [22]

(a) Champ de contraintes transverses (σ22) à 100 s (b) Champ de contraintes de cisaillement hors plan
(σ13) à 100 s

Figure V.17 – Champs de contraintes estimés par simulation numérique pour un cas UD (8 plis) à 100 s
pour un flux laser Φmax

laser de 76.2 kW/m2 [22]

cement (par des algorithmes linéaires à chaque instant du chargement indépendamment) par rapport à
un comportement viscoélastique non-linéaire qui nécessite de considérer toute l’histoire du chargement.

Sous ces hypothèses de calcul, la Figure V.16 montre les champs de contraintes transverses et de
cisaillement hors plan pour un QI en considérant une température libre de contrainte Tref égale à
180 ◦C [22], afin de prendre en compte les contrainte internes de cuisson. La Figure V.17 quant à elle,
concerne la simulation d’un UD. Dans les deux cas, nous montrons les champs de contraintes correspon-
dant à un temps de chargement de 100 s pour un flux thermique Φmax

laser de 76.2 kW/m2. Cela correspond
à un niveau de chargement a priori suffisant pour induire des endommagements, comme observé ex-
périmentalement dans les paragraphes précédents. Nous n’avons tracé que les contraintes transverses
et de cisaillement hors plan qui sont a priori les plus importantes en raison du chargement thermique.
Toutefois, nous observons des valeurs faibles pour le QI et le UD tant pour les contraintes transverses
que pour les contraintes en cisaillement (de l’ordre de quelques MPa ).

Les travaux précédents concernant la rupture du pli [8,22] ont montré des valeurs à rupture de l’ordre
de 40 MPa en transverse et de l’ordre de 60 MPa en cisaillement dans le plan pour des températures de
l’ordre de 140 ◦C (voir Figures I.9 et I.10). En ce qui concerne la rupture hors plan de l’interface, les
résultats du Chapitre IV (INJECT) montrent des valeurs d’initiation de l’endommagement de l’ordre de
30 MPa pour des températures de l’ordre de 100 ◦C (voir Figure IV.24b). Au vu des résultats calculés,
nous soulignons une trop faible influence des champs de contraintes pour expliquer a priori l’apparition
des délaminages observés expérimentalement dans le paragraphe V.2.1. Cette analyse en contrainte ne
semble pas a priori suffisante pour remonter à un critère d’amorçage des mécanismes de dégradation
aux interfaces. En effet, la microscopie optique montre une multifissuration matricielle des UD plus
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importante que celle des QI. Cette multifissuration matricielle apparait pour des positions différentes
dans l’épaisseur du matériau, précurseur du délaminages pour certaines fissures seulement qui semblent
être plus favorables à l’amorçage et à la propagation des délaminages critiques aux interfaces.

Au vu de ces premiers résultats faibles en contraintes, nous nous interrogeons sur la validité de
l’échelle mésoscopique et sur le critère le plus discriminant pour prévoir l’amorçage. Il devient nécessaire
d’évaluer cette problématique dès un point de vue énergétique. Cela demande d’adapter notre stratégie de
modélisation, notamment concernant le maillage, dans le but d’étudier la réponse mécanique du matériau
en fonction de la position d’une fissure susceptible de conduire à un délaminage. Pour cela, le paragraphe
suivant propose une analyse plus complexe basée sur (i) la mécanique de la rupture incrémentale d’une
part, pour l’étude de l’amorçage en termes d’énergie, ainsi que sur (ii) l’analyse des contraintes locales
d’autre part, pour déterminer le lien entre les champs thermiques et l’état mécanique des interfaces.

V.3 Développement d’une approche numérique pour la formula-
tion d’un critère d’amorçage du délaminage

Ce paragraphe vise à proposer un critère d’amorçage du délaminage en température à l’aide de
l’analyse des essais et des simulations dans le cadre du banc BLADE. Cette étude d’amorçage pour
les niveaux de température observés expérimentalement sert à compléter celle de la propagation du
délaminage dans le cadre de INJECT.

Nous discutons d’abord de la validité de l’hypothèse d’une modélisation à l’échelle des plis et des
interfaces par l’analyse des causes principales qui mènent à l’initiation du délaminage. Pour cela, des
observations tomographiques des éprouvettes post mortem existent dans le cadre du projet PhyFire.
L’analyse par tomographie sert comme complément aux informations issues de la microscopie optique
pour aider à la compréhension des phénomènes à l’origine des fissures. Ensuite, une approche numérique
à l’échelle du pli et basée sur la comparaison entre la réponse thermomécanique à l’état vierge du maté-
riau et celle des différentes configurations pré-fissurées est présentée. L’objectif est de proposer un critère
d’amorçage sur la base d’une approche soit en énergie, soit en contrainte ou combinant les deux. Nous
focalisons l’attention sur deux points : (i) le taux de restitution d’énergie nécessaire pour faire appa-
raitre un amorçage et (ii) le niveau de contrainte associé à l’état vierge de référence, afin de juger s’il
est pertinent pour déclencher un amorçage. L’analyse de différentes configurations devrait permettre de
définir le critère le plus en accord d’un point de vue numérique. Ce critère doit être confronté aux données
expérimentales en température et aux données numériques en contraintes pour sa validation lors des char-
gement thermiques. Pour cela, la comparaison entre l’expérience (notamment par des tomographies) et la
prévision numérique doit nous apporter des éléments pour juger la pertinence du critère d’apparition du
délaminage, ainsi que de l’échelle de modélisation des mécanismes qu’induisent l’amorçage et l’apparition
des délaminages au sein des interfaces.

V.3.1 Identification des mécanismes d’activation de la dégradation mécanique des
interfaces

Les observations microscopiques sur des éprouvettes QI et UD du paragraphe V.2.1 ont permis de
remarquer l’influence de la température sur la dégradation prématurée des nodules thermoplastiques dans
les zones riches en résine. Cela constitue des chemins privilégiés pour la propagation des fissures, qui sont
observées à l’échelle du pli et qui se développent sur des surfaces importantes. Les Figures V.18 et V.19
montrent la très bonne correspondance qualitative entre la forme des surfaces délaminées déduites par
des observations tomographiques et le contour de température simulée en face arrière pour un QI et un
UD exposés à des flux de chaleur suffisant pour produire le délaminage (76.2 kW/m2 et 53.7 kW/m2 res-
pectivement). Les microtomographies aux rayons X ont été faites sur une région centrale des éprouvettes
de 40× 40× 2.22 mm3 , afin de maximiser la résolution du voxel, jusqu’à 19.6 µm3.

Nous remarquons l’influence de la stratification sur la forme des délaminages observés. Cette influence
est la conséquence du chargement thermique orienté de manière différente selon la stratification, en
induisant une réponse thermique (et mécanique) différente pour le cas QI et UD comme nous l’avons déjà
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(a) Forme du délaminage principal observé par
tomographie

(b) Forme du champ de température simulée en
face arrière

Figure V.18 – Comparaison entre le délaminage principal observé par microtomographie et le champ
de température simulée en face arrière d’une éprouvette QI (8 plis) soumise à un flux laser Φmax

laser de
76.2 kW/m2

(a) Forme du délaminage principal observé par
tomographie

(b) Forme du champ de température simulée en
face arrière

Figure V.19 – Comparaison entre le délaminage principal observé par microtomographie et le champ
de température simulée en face arrière d’une éprouvette UD (8 plis) soumise à un flux laser Φmax

laser de
53.7 kW/m2
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Figure V.20 – Superposition du champ thermique estimé (à t = 200 s) et de la coupe micrographique
d’une éprouvette UD (8 plis) soumise à un flux laser Φmax

laser de 53.7 kW/m2

souligné dans le paragraphe V.2.1. Afin de confirmer la relation entre le champ thermique et l’apparition
des délaminages, la Figure V.20 montre la projection du champ thermique (à t = 200 s) sur une coupe
micrographique dans un cas UD soumis à un flux de chaleur de 53.7 kW/m2. Nous apercevons un motif
de délaminage qui semble a priori suivre le gradient de température à travers de l’épaisseur. Par contre,
les surfaces délaminées observées à chaque interface dans l’épaisseur ont des étendues différentes et sans
corrélation a priori avec le champ thermique. Cela confirme deux aspects concernant l’apparition et la
propagation des délaminages que sont (i) l’effet de la température sur l’activation des mécanismes de
dégradation mécanique donnant lieu aux délaminages observés et (ii) les amorçages et les propagations
sur des longueurs importantes de l’ordre de plusieurs millimètres. Donc, même s’il existe des points
critiques localisés à une échelle microscopique (échelle des nodules thermoplastiques), l’amorçage s’étend
rapidement sur certaines interfaces, à l’échelle des plis et des interfaces. L’origine purement thermique
ne semble pas suffisante pour expliquer l’apparition des fissurations importantes (de l’ordre de plusieurs
millimètres), et encore moins pour expliquer leur propagation. Nous cherchons donc à vérifier quelle
échelle de modélisation est plus pertinente d’une part, et à déterminer la raison principale des amorçages.
En effet, la seule information expérimentale ne permet pas de distinguer si les fissurations importantes
observées sont la conséquence des petits amorçages qui se propageraient de manière instable sur une
surface plus importante, selon une dissipation énergétique comme dans le cas INJECT (Chapitre II),
ou si par contre, ces fissures présentent une taille conséquente dès l’amorçage. Pour cela, une analyse
numérique pour l’étude de l’amorçage à l’échelle du pli semble nécessaire afin de déterminer si son
origine, qu’elle soit énergétique ou en contraintes, ou mixte peut être prévue à cette échelle.

V.3.2 Approche énergétique à partir des configurations fissurées à l’échelle du pli

En raison des observations à l’échelle du pli détaillées dans les paragraphes précédents, une approche de
type mécanique de la rupture semble légitime afin de juger la possibilité que l’apparition des amorçages
et leur propagation ultérieure soient une conséquence (au moins en partie) de la dissipation d’énergie
induite aux interface par le chargement thermique. L’énergie nécessaire à faire apparaitre une fissure
sur une surface S est le taux de restitution d’énergie incrémental Ginc. Le but de ce paragraphe est
de déterminer l’évolution du Ginc en fonction de la surface d’amorce S et de le comparer du taux de
restitution d’énergie critique de l’interface Gc [154,304,305]. Le taux de restitution d’énergie incrémental
est calculé selon l’Equation V.2 comme la variation d’énergie potentielle élastique disponible pour faire
apparaitre une fissure sur une surface S divisée par une telle surface.

Ginc = W (0)−W (S)
S

≥ Gc (V.2)

avec W (0) l’énergie potentielle à l’état initial vierge (sans fissure) et W (S) l’énergie potentielle à l’état
final (avec une fissure de taille S). Une valeur de Ginc pour une amorce de taille S donné supérieure
à Gc signifie que le système matériau/interface contient assez d’énergie pour faire apparaitre une telle
fissure. La notion de taux de restitution d’énergie incrémental repose sur le fait de considérer l’incrément
infinitésimal de l’amorce pour des variations finies de la taille de fissure [304]. Ce taux incrémental est
évalué à partir de plusieurs calculs numériques pour différentes configurations fissurées ainsi que celle à
l’état vierge afin d’estimer son évolution en fonction de la taille d’amorce.
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y

z

x

(a) Example de Maillage et de ses sous-domaines
z

(b) Zoom sur le maillage et ses sous-domaines

Figure V.21 – Maillage retenu et division en 8 sous-domaines pour une éprouvette de 8 plis

En raison des résultats présentés dans les Chapitres III et IV, qui montrent la saturation des effets
visqueux en température et le comportement quasi-élastique jusqu’à des niveaux de contraintes suffisants
pour induire une évolution de la Process Zone à l’interface, l’énergie disponible à chaque état (vierge
ou fissuré) peut être calculé en supposant un comportement purement élastique du matériau. L’énergie
potentielle à un état donnée correspond dans ce cas à l’énergie élastique accumulée Welas sur le système,
calculée selon l’Equation V.3 :

Welas = 1
2

∫
V
σ : C̃−1 : σ dV (V.3)

avec σ le tenseur de contraintes et C̃ le tenseur de rigidité élastique. Pour l’ensemble des calculs néces-
saires, la même stratégie de calcul a été suivie. Afin d’assurer la convergence au maillage, un maillage
raffiné dans la zone d’intérêt autour du centre de l’éprouvette a été retenu, comme le montre la Figure V.21
pour le cas d’une éprouvette QI. Le maillage est composé de d’éléments quadratiques avec environ 100000
éléments et 500 000 nœuds. Le domaine a été divisé en 8 sous-domaines permettant une parallélisation
de chaque calcul afin de réduire le temps d’exécution [306]. Pour chaque éprouvette et quelque soit la
stratification, la procédure est analogue. Dans un premier temps, une résolution thermique simulant l’im-
pact laser est réalisée sur le maillage précédent afin d’obtenir le champ thermique associé, qui est ensuite
projeté sur le maillage du calcul mécanique. Les hypothèses de modélisation concernant le comportement
thermique du matériau sont les mêmes que dans le paragraphe V.2.2. Dans un second temps, une résolu-
tion mécanique du problème est nécessaire pour chaque configuration d’amorce. Le maillage mécanique
a la même distribution des nœuds que le maillage thermique, à l’exception de la zone fissurée, où les
nœuds sont dupliqués afin d’introduire des éléments cohésifs d’épaisseur nulle pour modéliser l’amorçage.
La Figure V.22 présente à titre d’exemple et pour une éprouvette QI, deux configurations différentes
d’amorces selon l’interface amorcée et la surface fissurée. Dans les cas des QI, les délaminages ont été
observés comme étant parfaitement circulaires, tandis qu’il ont des formes elliptiques pour les UD comme
observé dans les Figures V.18 et V.19. Nous avons considéré des amorces de surface homothétiques et
correspondant à cette forme. Par ailleurs, nous avons été contraint à insérer des éléments de zones cohé-
sives afin de modéliser un contact entre les lèvres de fissure et d’éviter toute pénétration. Pour cela, nous
avons suivi la même procédure que celle décrite dans le paragraphe II.2 du Chapitre II.

Des conditions aux limites en appui simple (similaires à celles utilisées dans le paragraphe V.2.2) sont
imposées afin d’être le plus représentatif de la réalité de l’essai. Cela permet d’assurer la validité de la
réponse numérique dans la région d’intérêt où les delaminages ont été observés expérimentalement.

La Figure V.23 montre un schéma de la numérotation des plis et des interfaces qui est retenue dans
la suite des travaux. Nous nous sommes focalisés sur l’analyse des QI soumis à un flux de chaleur de
76.2 kW/m2. Le choix de cette configuration est portée par la présence de délaminages importants, bien
localisés aux interfaces avec une dégradation thermique quasi inexistante. La Figure V.24 montre l’énergie
élastique accumulée (calculée sur l’ensemble de l’éprouvette) ainsi que l’évolution du taux de restitution
d’énergie incrémental évaluées toutes les 25 s, jusqu’à 200 s, période de simulation suffisante pour couvrir
l’apparition des délaminages observés expérimentalement. Le taux de restitution incrémental est estimé
pour différentes configurations selon le rayon au carré de la surface circulaire qui représente l’aire déla-
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z

y

x

(a) Maillage avec une préfissure circulaire à la
première interface de 1 mm2

x

y

z

(b) Maillage avec une préfissure circulaire à la
troisième interface de 9 mm2

Figure V.22 – Visualisation de deux configuration d’amorce différentes pour un cas QI à 8 plis. L’amor-
çage est modélisé par des éléments cohésifs (en rouge) à l’interface d’épaisseur nulle entre deux plis (dont
une région de la même taille est soulignée en bleu)

Figure V.23 – Numérotation des plis (en bleu) et des interfaces (en rouge) pour des stratifications à 8
plis

minée (voir la Figure V.22). Seule l’analyse correspondant aux configurations d’amorces présentes à la
deuxième interface (interface entre le deuxième et le troisième pli commençant par le bas) est présentée
sur cette figure. Ce choix est fait en sachant qu’il s’agit de l’interface qui présente une surface délami-
née la plus importante expérimentalement (voir Figure V.8a du paragraphe V.2.1), ce qui doit a priori
correspondre au chargement énergétique le plus important.

De cette analyse énergétique, nous remarquons principalement un taux de restitution d’énergie in-
crémental qui augmente progressivement avec le rayon au carré de la surface fissurée. L’énergie élastique
accumulée diminue avec le temps pour une configuration quelconque comme conséquence de la diminution
des propriétés mécaniques en fonction de la température, réduisant l’énergie disponible dans le système
matériau lorsque le chargement thermique évolue. Cela explique pourquoi les valeurs de Ginc tendent à
diminuer lorsque la température augmente. L’augmentation de Ginc avec le rayon au carré de la fissure
souligne le fait que l’amorçage est favorisé par des surfaces importantes par rapport à des plus petites
amorces. Cependant, même pour des surfaces importantes (de l’ordre de 10 mm de rayon) correspondant
aux plus grandes surfaces délaminées observées dans l’expérience, le taux de restitution d’énergie reste
très faible (de l’ordre de 1-3 J/m2). Ces valeurs ne sont donc pas comparables aux valeurs de ténacité à
rupture des interfaces identifiées dans le Chapitre II suite aux analyses des essais en température sur le
banc INJECT, qui sont de plusieurs ordres de grandeur plus élevées (de l’ordre de 1000 J/m2 pour des
températures de l’ordre de 100 ◦C). Toutefois, le taux de restitution d’énergie est maximal à 50 s, temps
auquel le premier délaminage semblent apparaître, comme montré dans la Figure V.5a.

Au vu des résultats obtenus, l’analyse énergétique seule ne permet pas a priori de prédire l’apparition
des amorces à l’échelle du pli. Les tendances des niveaux de dissipation d’énergie nécessaires estimés
semblent cohérents avec les surfaces fissurées, si bien les valeurs obtenues nécessitent d’approfondir sur
l’analyse énergétique. En effet, cette échelle de modélisation n’est peut-être pas la bonne pour estimer
un taux de restitution d’énergie incrémental, au moins que la température fasse réduire très fortement
le taux de restitution d’énergie critique, hypothèse qui reste à vérifier. Pour confronter en partie cette
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(a) Énergie élastique accumulée pour différents temps de
simulation en fonction du rayon au carré de la surface

endommagée

(b) Taux de restitution d’énergie incrémental pour
différents temps de simulation en fonction du rayon au

carré de la surface endommagée

Figure V.24 – Évolution de l’énergie élastique accumulée et du taux de restitution d’énergie incrémental
selon le rayon au carrée de la surface fissurée pour différentes configurations d’amorce correspondantes à
la deuxième interface

hypothèse, nous cherchons à estimer plus précisément les champs de contraintes. Le paragraphe suivant
est dédié au calcul d’une meilleure estimation des distributions des contraintes induites aux interfaces
lors du chargement thermomécanique que celles présentées dans le paragraphe V.2.2.

V.3.3 Évaluation des contraintes pour la prévision de l’amorçage à l’échelle du pli

L’analyse en contrainte cherche à évaluer la pertinence d’un critère en contraintes pour la prédiction
des surfaces délaminées. Il s’agit d’identifier les régions les plus chargées aux interfaces pouvant expliquer
l’apparition des délaminages à l’échelle des plis et des interfaces. Pour ce faire, un seul calcul numérique
pour chaque stratification est nécessaire dans l’état de référence vierge. Il s’agit d’évaluer les contraintes
locales au sein des interfaces et d’en estimer une résistance de l’interface en fonction de la température.
En raison des contraintes faibles obtenues par simulation numérique dans le paragraphe V.2.2, il s’avère
nécessaire de comparer finalement ces contraintes selon le niveau de température local qui pourrait a
priori jouer un rôle important sur la réduction des contraintes maximales à l’amorçage. Ainsi, nous avons
évalué l’évolution d’une contrainte équivalente en cisaillement hors plan, qui reste le mécanisme a priori
responsable des délaminages observés aux interfaces. De plus, la propagation est prioritairement observée
en mode II, ce qui reste cohérent avec les niveaux très faibles des contraintes normales hors plan (σ33).
La contrainte équivalente est calculée selon l’Expression V.4, sous l’hypothèse d’un critère quadratique à
partir de la contribution des contraintes de cisaillement hors plan σ13 et σ23 et en supposant négligeable
la contribution normale associée à σ33 :

σeq =
√
σ2

13 + σ2
23 (V.4)

Les Figures V.25 et V.26 montrent les contours de la contrainte équivalente et de la température
estimés par simulation numérique à deux instants donnés (50 s et 150 s) pour une stratification à 8 plis
QI et UD soumises à des flux de chaleur de 76.2 kW/m2 et 53.7 kW/m2 respectivement. Ces flux sont
suffisants pour produire le délaminage dans le deux cas, comme montré dans le paragraphe V.3.1. Les
contours sont tracés sur une région centrale circulaire de 20 mm de rayon correspondant à la deuxième
interface (entre le deuxième et troisième pli commençant par le bas), laquelle présente des délaminages
importants observés expérimentalement pour les deux cas. Nous avons marqué en blanc les zones les plus
sollicitées, afin de deviner la forme d’un possible délaminage qui pourrait apparaitre suivant le chemin
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(a) Contours de la contrainte équivalente et de la température à t = 50 s

(b) Contours de la contrainte équivalente et de la température à t = 150 s

Figure V.25 – Contours de la contrainte équivalente et de la température estimés par simulation nu-
mérique à deux instants donnés (50 s et 150 s) pour un QI à 8 plis soumis à un flux laser Φmax

laser de
76.2 kW/m2
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(a) Contours de la contrainte équivalente et de la température à t = 50 s

(b) Contours de la contrainte équivalente et de la température à t = 150 s

Figure V.26 – Contours de la contrainte équivalente et de la température estimés par simulation nu-
mérique à deux instants donnés (50 s et 150 s) pour un UD à 8 plis soumis à un flux laser Φmax

laser de
53.7 kW/m2
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(a) Contrainte équivalente en fonction de la température.
Cas QI

(b) Contrainte équivalente en fonction de la température.
Cas UD

Figure V.27 – Evolution de la contrainte équivalente maximale à chaque instant et pour chaque interface
en fonction de la température pour un QI et un UD à 8 plis soumis à un flux laser Φmax

laser de 76.2 kW/m2

défini par ces valeurs maximales. En suivant cette procédure, il est possible de tracer l’évolution de la
valeur maximale de la contrainte équivalente à chaque instant et pour chaque interface et de les tracer
en fonction de la température, comme le montre la Figure V.27 pour le cas QI et UD.

Nous remarquons des valeurs relativement faibles des contraintes équivalentes, mais correspondant à
des valeurs élevées en température, autour de la température de transition vitreuse (de l’ordre de 180 ◦C
pour ce matériau), voire supérieures. Il est à noter que des valeurs entre 0.25 MPa et 2.25 MPa sont
concentrées dans une plage de température entre 170 ◦C et 190 ◦C selon l’interface en question. Le cas QI
montre des valeurs maximales légèrement supérieures par rapport au cas QI, mais qui correspondent à
des températures légèrement inférieures. Cela met en évidence la dépendance de la contrainte équivalente
maximale à la température. Ces valeurs doivent permettre de remonter à un seuil d’amorçage en fonction
de la température. Un tel seuil n’a pas été identifié dans la plage de température étudiée pour les essais
sur BLADE, en raison des températures importantes qui rendent difficile la mise en place des essais de
caractérisation, comme exposé dans le paragraphe I.4.2.2 du Chapitre I. L’identification inverse de ce seuil
n’est pas viable en considérant la seule information postmortem dans le plan des coupes micrographiques.
Il s’avère nécessaire de comparer les valeurs maximales en contraintes obtenues avec une autre information
additionnelle dans le volume afin de juger la validité des valeurs trouvées, comme le seuil en contrainte
pour induire l’amorçage du délaminage et leur propagation ultérieure. Pour cela, le paragraphe suivant
cherche à comparer les contours de contraintes obtenus aux interfaces avec l’information provenant des
microtomographies. Cette analyse doit permet de corréler le champ de contrainte aux interfaces avec les
surfaces amorcées et délaminées observées expérimentalement.

V.3.4 Retour sur les hypothèses : Validation du critère d’amorçage par comparaison
essai-calcul

Ce paragraphe vise à comparer les prévisions numériques du paragraphe V.3.3 avec l’information
dans le volume concernant l’état final endommagé des éprouvettes à 8 plis QI et UD issue des micro-
tomographies. L’objectif est double puisque nous cherchons à trouver (i) un accord a priori entre les
fissures matricielles observées et les pics des contraintes en cisaillement estimés et (ii) une explication de
l’étendue des fissures observées.

Les Figures V.28–V.29 montrent des coupes 3D issues des microtomographies pour les cas QI et UD
exposés à des flux de chaleur de 76.2 kW/m2 et 53.7 kW/m2 respectivement. Sur ces images, nous avons
également représenté les contours correspondant aux délaminages localisés aux différentes interfaces.
Nous remarquons des fissures matricielles de l’ordre de quelques millimètres qui apparaissent à différentes
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Figure V.28 – Coupes 3D et contours des fissurations observées par microtomographie dans une éprou-
vette QI (8 plis) soumise à un flux laser Φmax

laser de 76.2 kW/m2

Figure V.29 – Coupes 3D et contours des fissurations observées par microtomographie dans une éprou-
vette UD (8 plis) soumise à un flux laser Φmax

laser de 53.7 kW/m2
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Interface Temps
[s]

σeq
[MPa]

Température
[◦C] x,y,z [mm, mm, mm] Fissuration

1 50 1.37 /
1.37

163.2 /
163.2

-7.29, 1.48, 0.2775 /
7.29, -1.48, 0.2775

2 50 1.68 /
1.68

156.4 /
156.4

-7.72, -2.95, 0.555 /
7.72, 2.95, 0.555

3 50 1.27 /
1.27

157.4 /
157.4

-6.78, -4.86, 0.8325 /
6.78, 4.86, 0.8325

4 75 0.67 /
0.67

183.0 /
183.0

-2.21, 8.36, 1.11 /
2.21, -8.36, 1.11

5 50 1.14 /
1.14

149.4 /
149.4

-8.85, 4.28, 1.3875 /
8.85, -4.28, 1.3875

6 25 1.49 /
1.49

167.3 /
167.3

-7.61, -4.01, 1.665 /
7.61, 4.01, 1.665

7 25 1.47 /
1.47

174.2 /
174.2

-5.91, 1.30, 1.9425 /
5.91, -1.30, 1.9425

Tableau V.1 – Bilan de la comparaison entre les simulations numériques et la microtomographie pour une
éprouvette QI (8 plis) soumise à un flux laser Φmax

laser de 76.2 kW/m2

interfaces et à différentes positions dans le plan de l’interface. Cela montre l’influence de l’état thermique
et mécanique sur l’amorçage pour le cas QI et UD, comme anticipé dans le paragraphe V.3.3. Sur les
interfaces plus proches de la source de chaleur les endommagements apparaissent plus éloignés du centre.
Par contre, sur des interfaces inférieures, ils s’observent dans une région centrale. Cela montre l’effet
du gradient de température et des contraintes dans les éprouvettes. De plus, cette multi-fissuration
ne se propage pas à toutes les interfaces mais essentiellement aux interfaces présente en dessous de
l’épaisseur moyenne des éprouvettes, comme observé sur les coupes micrographiques des Figures V.8
du paragraphe V.2.1. Dans le but d’expliquer le lien entre la contrainte équivalente en cisaillement, la
température et l’apparition des de la fissuration matricielle et de leur propagation, les Tableaux V.1
et V.2 présentent les valeurs estimées de la contrainte équivalente maximale et la température associée,
pour l’ensemble des temps simulés et pour chaque interface, tant pour les QI et que les UD. De plus,
nous avons ajouté les coordonnées associées à chacun des points retenus, et nous avons vérifié dans
quelle mesure ces points appartiennent aux surfaces endommagées identifiées par tomographies, comme le
montre la Figure V.30. L’objectif est d’estimer des couples de valeur températures/contraintes expliquant
l’apparition de la fissuration pour l’ensemble des interfaces.

Nous remarquons en effet une correspondance entre les fissures matricielles observées à l’état final
endommagé et les valeurs maximales des contraintes équivalentes (et des températures associées). Des
valeurs estimées de l’ordre de 1-2 MPa pour des températures de l’ordre de la température de transition
vitreuse (de l’ordre de 180 ◦C) indiquent une seuil d’initiation des délaminages. Ce seuil diminue avec la
température, tel que nous l’avons montré dans le Chapitre IV dans le cas INJECT pour des tempéra-
tures inférieures à la température de transition vitreuse. La seule information des contraintes maximales
et celle de l’état finale des éprouvettes ne permet pas de distinguer pourquoi les amorçages propagent
sur des surfaces plus importantes sur certaines interfaces par rapport aux autres. Néanmoins, les inter-
faces plus chargées mécaniquement le sont aussi énergetiquement comme nous l’avons montré dans le
paragraphe V.3.2. Les ordres de grandeur des contraintes faibles en cisaillement expliquent en partie les
valeurs aussi faibles en énergie. En effet, un double critère en énergie et en contrainte semble cohérent et
reste a priori le bon indice pour la prévision du délaminage.

Dans le paragraphe suivant nous cherchons donc à confronter les hypothèses d’apparition et aussi
de propagation du délaminage, afin de juger le critère de rupture en contraintes et en énergie ainsi que
l’échelle de modélisation à laquelle ces critères sont discriminant.
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Interface Temps
[s]

σeq
[MPa]

Température
[◦C] x,y,z [mm, mm, mm] Endommagement

1 75 1.04 /
1.04

180.8 /
180.8

-9.03, 1.00, 0.2775 /
9.03, -1.00, 0.2775

2 75 1.23 /
1.23

179.7 /
179.7

-7.73, -0.05, 0.255 /
7.73, 0.05, 0.255

3 75 1.12 /
1.12

179.8 /
179.8

-8.07, -0.05, 0.8325 /
8.07, 0.05, 0.8325

4 75 0.79 /
0.79

180.2 /
180.2

-8.42, -0.06, 1.11 /
8.42, 0.06, 1.11

5 50 0.98 /
0.98

187.1 /
187.1

0.02, -3.23, 1.3875 /
-0.02, 3.23, 1.3875

6 50 1.14 /
1.14

188.5 /
188.5

0.02, -3.87, 1.3875 /
-0.02, 3.87, 1.3875

7 50 0.98 /
0.98

189.7 /
189.7

0.03, -4.36, 1.9425 /
-0.03, 4.36, 1.9425

Tableau V.2 – Bilan de la comparaison entre les simulations numériques et la microtomographie pour une
éprouvette UD (8 plis) soumise à un flux laser Φmax

laser de 53.7 kW/m2

(a) Contours des fissurations pour un cas QI soumise
à un flux laser de 76.2 kW/m2

(b) Contours des fissurations pour un cas UD
soumise à un flux laser de 53.7 kW/m2

Figure V.30 – Comparaison entre les contours des fissurations observées par microtomographie et les
points plus sollicités en cisaillement issus des calculs numériques pour des éprouvettes QI et UD (8 plis)
soumises à un flux laser
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V.4 Vers la prévision des performances mécaniques résiduelles des
composites soumis au feu

Dans ce paragraphe nous nous interrogeons sur la validité du critère d’amorçage ainsi que de la loi
d’interface pour la prévision des délaminages en température. Nous cherchons d’une part à confronter le
critère d’amorçage issu de l’analyse des essais sur BLADE à la loi de rupture identifiée dans le Chapitre IV
issue de l’analyse des essais sur INJECT. Ensuite, nous discutons de la pertinence du modèle cohésif pour
la prévision de la rupture des interfaces. Nous cherchons à savoir si la loi d’interface et ses paramètres
sont suffisament discriminants pour prévoir et distinguer à la fois l’amorçage mais aussi la propagation
des délaminages en température à l’échelle du pli. D’autre part, nous analysons de manière pragmatique
l’influence d’un possible couplage thermomécanique sur l’apparition des délaminages. Le but final est de
donner les pistes d’adaptation du modèle afin d’aller vers le couplage entre la dégradation volumique (dans
les plis) et surfacique (aux interfaces) pour la prévision de la rupture pour les températures analysées
voire plus importantes et au delà de la température de pyrolyse.

V.4.1 Comparaison entre le critère d’amorçage et les propriétés mécaniques d’in-
terface pour la prévision de la rupture par délaminage en température

Dans le Chapitre IV, nous avons remarqué l’effet de la température sur la diminution du seuil au
réamorçage pour des essais de propagation en mode II en température issus du banc INJECT (jusqu’à
∼110 ◦C). Ce chapitre a mis en évidence la perte de la résistance en cisaillement hors plan Sc. Les
résultats du paragraphe V.3.4 montrent quant à eux, une résistance à l’amorçage a priori très faible,
mais correspondant à des températures bien plus importantes, de l’ordre de la température de transition
vitreuse, voire supérieures (jusqu’à ∼200 ◦C). Afin de comparer l’ensemble des seuils qu’ils proviennent
de l’analyse INJECT ou BLADE, nous avons supposé que ces valeurs sont comparables et représentent
dans les deux cas un seuil d’amorçage du délaminage, conséquence des contraintes en cisaillement hors
plan. Dans le cas INJECT, il s’agit d’une contrainte pure en cisaillement hors plan dans la direction
longitudinal (σ13) tandis que dans le cas BLADE, il s’agit d’une contrainte équivalente en prenant en
compte la contribution des contraintes de cisaillement hors pan dans la direction longitudinal (σ13) et
dans la direction transversal (σ23). La Figure V.31 montre l’ensemble des seuils issus de INJECT et
BLADE en fonction de la température. Nous avons tracé deux régressions linéaires correspondantes aux
plages de températures évaluées dans chaque banc d’essais. Il est à noter une réduction subite du seuil
avec la température, dont l’évolution ne suis pas une évolution sigmoïdale proposée par Gibson et al. [77]
pour d’autres propriétés mécaniques.

Bien que nous remarquons une certaine cohérence de la dépendance du seuil d’endommagement avec
la température, il faut nuancer ce propos en soulignant qu’un grand nombre de mécanismes physiques
rentrent également en compétition. D’un point de vue mécanique, nous pouvons mentionner (i) une
dégradation notable des modules élastique apparent pour les chargements transverse et de cisaillement
(voir les Figures I.9 et I.10 du paragraphe I.2.1) et (ii) un changement de régime du coefficient de dilatation
thermique, et par voie de conséquence, des déformations et contraintes internes associées [8]. D’un point
de vue thermique, le matériau subit (i) une dégradation prématurée des nodules thermoplastiques à une
échelle microscopique et (ii) une mise en pression interne dans la région vierge dès les premiers signes
de dégradation thermique issue du gradient thermique dans le matériau. Ces mécanismes ne s’expriment
pas forcement à la même échelle et que l’échelle de modélisation mécanique et peuvent affecter en partie
le seuil d’amorçage.

Concenant la propagation du délaminage, une critère de propagation adaptée aux températures élevées
s’avère nécessaire pour distinguer les amorces plus susceptibles à propager et estimer plus précisément la
taille des délaminages finaux. L’analyse présentée dans le Chapitre II a montré l’influence de la tempé-
rature sur la ténacité à rupture des interfaces en mode II pour des températures inférieures à celles des
essais sur BLADE. De même, les résultats obtenus dans le Chapitre IV ont permis de montrer la validité
de la dépendance à la température des propriétés d’interface pour décrire l’évolution de la Process Zone
Cependant, l’analyse énergétique du paragraphe V.3.2 a mis en évidence des taux de restitution d’énergie
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Figure V.31 – Seuil d’endommagement en cisaillement à l’interface en fonction de la température à
partir des valeurs issus de l’analyse des essais INJECT (blue) et des essais BLADE (organge). Evolution
du seuil à partir d’une courbe interpolée (vert) suivant l’Expression V.1. Détail du zoom des résultats
issus des essais BLADE

de l’ordre de quelques joules par mètre carré. Même si ces valeurs correspondent à l’amorçage, il serait
donc possible que la ténacité à rupture diminue encore de manière plus notable pour des températures
élevées, suivant une tendance similaire à celle du seuil d’endommagement, jusqu’au point de s’écrouler
quasi-totalement pour des températures au-delà de la température de transition vitreuse. Cette hypo-
thèse reste donc à vérifier afin de déterminer si la ténacité à rupture reste discriminant pour expliquer
l’évolution subite des délaminages observés à l’échelle du pli et d’interface.

De par ces différentes remarques, le modèle cohésif d’interface semble opportun pour décrire le déla-
minage en température et ses paramètres doivent traduire correctement les effets des mécanismes (ther-
miques et mécaniques) à l’échelle du pli. Pour cette raison, il est donc important de prendre en compte
le couplage entre les mécanismes d’origine thermique et mécanique pour évaluer leur interaction sur la
prévision de la rupture par délaminage, comme nous le discutons dans le paragraphe suivant.

V.4.2 Vers la prévision de la rupture à hautes températures

La distinction entre un amorçage et la propagation du delaminage est l’énergie dissipée, comme nous
l’avons montré dans le cadre du banc INJECT pour des propagations en mode II. Dans le cas des
délaminages observés dans les essais sur BLADE, l’état de contrainte au sein du matériau s’avère très
faible comme nous l’avons montré dans les paragraphes précédents. Il en va de même pour le critère
en énergie, qui, même si il montre des tendances en accord avec le critère en contrainte, semble a priori
moins discriminant pour la prévision de l’amorçage à l’échelle du pli. Au vu des ces remarques concernant
l’amorçage et dans le but de mieux prévoir la rupture des interfaces par délaminage, il est nécessaire de
distinguer entre une amorce qui propage sur une surface importante (delaminage critique) de celui qui
reste borné et n’induit pas une délaminage catastrophique. Pour cela, l’influence de la thermique sur la
mécanique doit être analysée suivant trois aspects principaux : (i) la contrainte d’amorçage, (ii) l’énergie
nécessaire à la propagation et (iii) l’échelle de caractérisation et de modélisation.

Le critère en contrainte du paragraphe V.4.1 doit prendre en compte les contributions des mécanismes
thermiques, notamment la pression interne. La Figure V.32 montre les champs de pression (à gauche) et
de température (à droite) instantanés dans le demi-plan de la coupe transverse médian du matériau. Ces
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(a) Champs de pression simulé (b) Champs de température simulé

Figure V.32 – Champs de pression et de température simulés par MODETHEC à deux instants données
(100 s et 200 s) dans une éprouvette QI (8 plis) soumise à un flux laser de 76.2 kW/m2 [50]

(a) Champs de pression simulé (b) Champs de température simulé

Figure V.33 – Champs de pression et de température simulés par MODETHEC à deux instants données
(100 s et 200 s) dans une éprouvette QI (8 plis) soumise à un flux laser de 101.2 kW/m2 [50]

résultats sont issus d’une simulation thermique sur MODETHEC pour un composite QI à 8 plis soumis
à un flux de chaleur laser Φmax

laser de 76.2 kW/m2 [50].
Nous remarquons une augmentation de la pression interne due au gradient thermique et à des mé-

canismes d’origine thermique [49]. Ces poches de pression peuvent être à l’origine d’une rupture par
fissuration matricielle à l’échelle locale ou induire une surpression à l’échelle des interfaces. Les niveaux
de pression interne restent très faibles (de l’ordre de moins de 0.1 MPa). Ces valeurs sont un ordre de
grandeur inférieurs aux valeurs des contraintes en cisaillement présentés dans le paragraphe V.3.3. Cepen-
dant, l’estimation précise de cette surcontrainte thermique s’avère critique au vue des seuils d’amorçages
relativement faibles.

Les phénomènes thermiques à l’origine de l’augmentation de la pression interne sont exacerbés lors de
l’évolution de la température et notamment à partir de l’apparition des premiers signes de dégradation
par pyrolyse en face exposée. La perméabilité augmente rapidement dans la surface pyrolisée, permettant
une filtration plus rapide des produits volatiles à travers des porosités qui se forment également lors de
l’avancement de la réaction. La Figure V.33 montre les champs de pression et de température pour un
composite QI à 8 plis soumis à un flux de chaleur laser Φmax

laser de 101.2 kW/m2. Ce flux est suffisant pour
induire une dégradation par pyrolyse non négligeable et observable sur plus d’une demie-épaisseur de
l’éprouvette [50].

Nous remarquons dans ce cas, des pressions internes plus importantes en raison des températures plus
élevées et de l’augmentation des gaz à l’intérieur du matériau comme conséquence de la pyrolyse. Même
si le pic de pression interne reste du même ordre de grandeur que dans le cas précédent, cela permet de
mettre en évidence le couplage des phénomènes thermiques.
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La prise en compte des phénomènes thermiques et leur couplage avec la mécanique semble donc néces-
saire afin de vérifier si ce couplage est nécessaire pour mieux décrire les contributions des mécanismes à
l’état de contraintes des interfaces. De plus, cela pourrait également aider à expliquer pourquoi seulement
les interfaces les plus sollicitées à la fois mécaniquement et aussi thermiquement propageraient sur des
surfaces plus importantes, permettant de décrire correctement la propagation à l’échelle de l’interface. En
effet, les plus grands délaminages observés par microtomographie sont la conséquence des propagations
aux interfaces qui restent éloignées de la source de chaleur. Or, l’énergie nécessaire à faire propager le
délaminage est a priori plus important par rapport aux interfaces plus proches du flux thermique, qui
ne montrent pas des délaminages si importants. Les effets majeurs sont bien observés à cette échelle des
interfaces. Cela renforce égalent l’hypothèse du double critère en contrainte et en énergie à cette échelle
pour l’amorçage. Toutefois, en raison de la compétition entre les différents mécanismes, des études com-
plémentaires à une échelle inférieure, celle des fibres, de la matrice et des nodules seraient envisageables
pour confirmer notre hypothèse. Ces analyses serviraient à évaluer les conséquences des mécanismes qui
démarraient à l’échelle microscopique (multi-amorçage entre la matrice et les nodules, pression locale) à
l’échelle de l’interface.

V.5 Conclusions sur la prévision du délaminage en température

Dans ce chapitre, nous avons présenté le banc BLADE, qui a permis d’analyser des essais de tenue
des composites soumis à des sollicitions thermomécaniques par impact laser. Cela a permis de se focaliser
uniquement sur les mécanismes de dégradation au sein du matériau. Des essais sur des éprouvettes
QI et UD ont permis d’analyser le couplage entre la réponse thermique et la rupture par délaminage.
L’observation des éprouvettes post-morten soumis à des flux suffisants pour induire des délaminages mais
en absence de dégradation thermique importante de type pyrolyse ont permis de décrire les mécanismes
à l’origine des amorçages. Même si des indices d’amorçages locaux à l’échelle microscopique ont pu été
observées, ces amorces isolées ne sont pas catastrophiques. Les observations micrographiques montrent des
amorces bien plus importantes et/ou des propagations de ces amorces à l’échelle des interfaces. Pour ces
raisons, nous avons étudié ce mécanisme à une échelle mésoscopique. Des premières analyses numériques
ont permis de confirmer la validité de la modélisation à cette échelle pour prévoir la réponse thermique
des éprouvettes soumis à un flux thermique. Cette modélisation a également servi à l’estimation de la
réponse mécanique associée, qui montre des niveaux faibles des contraintes associés.

Dans le but de décrire plus précisément la réponse mécanique, des analyses numériques supplémen-
taires ont été réalisées afin de proposer un critère d’amorçage à l’échelle du pli. Une double analyse en
énergie et en contrainte a permis de souligner deux aspects principaux concernant l’amorçage : (i) la
position des contraintes de cisaillement hors plans maximales contribuent directement à l’apparition des
délaminages observés par micrographie et (ii) les interfaces les plus chargées semblent être aussi les plus
sollicitées énergétiquement, même si le taux de restitution d’énergie s’avère peu discriminant à l’échelle
du pli. Cette analyse a servi à estimer l’ordre de grandeur du seuil à l’amorçage pour des températures
proches de la température de transition vitreuse du matériau. Nous avons donc pu confronter l’évolution
des propriétés mécaniques d’interface sur une plage de température entre celle à l’ambiante et celle au-
tour de la transition vitreuse de la résine. Une comparaison entre les résistances d’interface à l’interface
obtenues pour les essais INJECT (Chapitre IV) et celles estimées sur les essais BLADE montre une di-
minution du seuil d’amorçage avec la température. Ce seuil d’endommagement diminue notablement au
passage vitreux du matériau, jusqu’à des valeurs de l’ordre de quelques mégapascals. Ces valeurs faibles
ne permettent pas de distinguer de manière précise l’apparition d’un amorçage de celui conduisant à la
propagation sur une surface délaminée plus importante. De manière parallèle et dans le but d’améliorer
les critères de prévision de rupture par délaminage en température, les approches thermiques montrent
la présence de poches de pression interne, dont leur effet peut potentiellement contribuer à augmenter
les contraintes internes et notamment dans les régions du matériau où les délaminages les plus critiques
sont observés expérimentalement. Il s’agit donc maintenant, au vu de ces remarques, de voir dans quelle
mesure la prise en compte du couplage entre des mécanismes à l’origine thermique et mécanique s’avère

178



Chapitre V - Confrontation du modèle d’interface à l’analyse de l’amorçage sous impact laser

nécessaire pour une définition plus précise du critère d’amorçage à l’échelle du pli d’un part, et prévoir
la propagation des délaminages aux interfaces les plus sollicitées.

De ces constats, il ressort des remarques majeures des analyses présentées, concernant la modélisation
de la réponse thermomécanique à rupture des composites : (i) il est nécessaire d’évaluer un couplage
thermomécanique pour justifier pour une description plus précise de la rupture à l’échelle du pli et (ii)
il est nécessaire de valider l’échelle du pli comme celle la plus pertinente pour modéliser et formuler les
critères de rupture par délaminage. Le premier point concerne l’analyse des mécanismes qui pourraient
accélérer l’apparition des amorçages de manière prématurée dans certaines régions par rapport aux autres.
De plus, les interactions entre différents amorces doivent être étudiées. En effet, l’apparition des amorces
sur des interfaces proches à la source de chaleur peut induire des surcontraintes aux interfaces en dessous,
qui seraient plus sollicitées mécaniquement, favorisant alors leur delaminage. Le deuxième point concerne
l’étude de la multifissuration observée à l’échelle microscopique dont les effets ont été principalement
marqués à l’échelle mésoscopique. Une analyse des mécanismes de dégradation en prenant en compte la
microstructure du pli et d’interface permettrait de proposer un critère d’amorçage à cette échelle. Le
transfert d’un tel critère à l’échelle du pli devrait permet de confirmer la validité de cette échelle pour la
modélisation du délaminage, notamment à l’aide de modèles cohésifs.
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Conclusions
Le sujet de cette étude porte sur l’influence de la réponse thermique sur le comportement mécanique

et la rupture des interfaces pour des composites sollicités sous gradient en température, dans un contexte
de prévention des risques feu à prendre en compte dans les étapes de conception et de certification des
structures. L’objectif principal est de proposer un modèle de prévision de rupture par délaminage pour
des chargements thermomécaniques à l’aide d’une caractérisation expérimentale des propriétés d’interface
en température.

L’état de l’art de la tenue au feu des composites a montré les limites actuelles en matière de cer-
tification, caractérisation et modélisation de la tenue au feu des composites. Ces limites concernent
principalement l’interaction des phénomènes, notamment entre ceux d’origine thermique comme la dé-
gradation thermique du matériau et ceux d’origine thermomécanique comme l’endommagement et la
fissuration [3, 15]. Des travaux récents menés à l’ONERA [14] à l’aide d’essais de tenue en température
par impact laser ont montré l’apparition des délaminages qui propagent principalement en mode II à une
échelle des plis et des interfaces. Ces délaminages sont observés même en absence de dégradation ther-
mique par pyrolyse, justifiant le besoin d’étudier ce mécanisme par des approches mécaniques. Toutefois,
l’analyse du délaminage en température est peu traité dans la littérature [27,29–31,139]. L’évolution des
propriétés mécaniques d’interface avec la température ainsi que la modélisation du délaminage ne font
pas de consensus clair. Dans le but de prévoir la rupture des composites par délaminage, il est nécessaire
de prendre en compte l’influence de la température sur la réponse de l’interface. Au vu des remarques
précédentes, cette étude a permis de traiter les verrous suivants :

1. La caractérisation des propriétés mécaniques d’interface en température par des essais innovants.

2. La distinction des effets de la température sur la réponse d’interface et sur sa dégradation mécanique
par fissuration, ainsi que leur modélisation.

3. La pertinence d’un modèle d’interface et des critères de rupture pour la prévision du délaminage
en température.

Les analyses expérimentales et numériques autour du banc INJECT présentées dans le Chapitre II
concernant des essais de propagation de délaminage en mode II ont permis de vérifier que la réponse
mécanique des essais ENF en température est pilotée par le comportement de l’interface. Dans le but
de caractériser les propriétés de cette interface, ces analyses ont montré que la réponse pseudo-ductile
observée expérimentalement ne s’explique pas par le comportement du pli. Cela confirme bien que la
norme ASTM D7905 [44] est applicable pour la caractérisation de la ténacité des interfaces, y compris
en température. L’application de cette norme pour des stratifications unidirectionnels à 16 plis et 8
plis a mis en évidence une dépendance à la température de la ténacité à rupture, mais aussi des effets
de courbe R au cours du chargement. Ces effets confirment la réponse d’interface plus ductile même
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avant la propagation. Cette réponse a été également soulignée à l’aide d’une comparaison des champs de
déformation issues de la corrélation d’image numérique. Deux remarques majeures ressortent concernant
la caractérisation d’interface en température. La première concerne la ténacité à rupture d’interface en
mode II (instable), ténacité qui représente l’énergie dissipée pour passer d’une surface de fissuration à
une autre plus importante. Cette ténacité peut alors être considérée comme un paramètre matériau mais
semblerait fortement liée à la configuration d’essai (géométrie de l’éprouvette, stratification). La seconde
remarque concerne la différence entre deux réponses mécaniques à deux températures différentes, réponses
qui sont pilotées par le comportement de l’interface et qui se manifestent par des Process Zones différentes.

C’est ce comportement non linéaire de l’interface en température qui a été caractérisé dans le Cha-
pitre III afin d’identifier les mécanismes dissipatifs qui affectent la réponse mécanique de l’interface. Un
dialogue étroit entre les données expérimentales (obtenues par corrélation d’image numérique et de la
thermographie infrarouge) et la simulation numérique de l’essai ENF a permis de remonter à la réponse
d’interface en contraintes et en déformations, avant tout endommagement et pour des températures
jusqu’à ∼120 ◦C. Après avoir vérifié que la réponse mécanique est pilotée par le comportement en ci-
saillement du matériau, les hypothèses d’élasticité ou de viscoélasticité du pli ont été confrontées entre
elles pour déduire l’influence des effets visqueux sur la réponse au sein de l’interface. Cette confrontation
a servi à quantifier l’influence de la température sur la réponse mécanique en cisaillement hors plan à
l’interface pour deux séries d’éprouvettes [0]16 et [0]8. Ces travaux ont permis d’une part de comparer le
comportement du pli dans le plan avec celui hors plan correspondant à la réponse d’interface. Dans les
deux cas, une réponse viscoélastique est observée. D’autre part, ils ont permis de souligner le besoin de
modéliser l’évolution de la Process Zone dans le but de prédire la réponse mécanique du matériau au-delà
des premières signes d’endommagement à l’interface.

Dans le but d’identifier l’influence de la température sur le développement de la Process Zone, la
méthode de dialogue essai-calcul présentée dans le Chapitre III a été adaptée dans le Chapitre IV. Cette
méthode a permis de caractériser l’évolution progressive de l’endommagement à l’interface (la Process
Zone) en considérant une modélisation explicite de l’interface par des éléments de zone cohésive. La
méthode inverse multi-objectif proposée a mis en évidence l’importance de la sélection et le traitement
des données ainsi que la prise en compte des différentes sources d’incertitude dans le dialogue essai-
calcul afin de réduire les incertitudes d’identification des paramètres. Nous avons donc montré l’effet
de la température sur le module de cisaillement hors plan et la résistance d’interface pour deux séries
d’éprouvettes [0]16 et [0]8. D’une part, l’évolution du module de cisaillement avec la température permet
de confirmer sa similitude avec le cisaillement dans le plan. D’autre part, l’évolution des résistances
d’interface avec la température montre une dégradation plus importante que les valeurs correspondant
aux seuils de rupture dans le plan. Cette comparaison, sous l’hypothèse d’une rupture similaire dans
le plan et hors plan, a permis de mettre en évidence des différences importantes en température entre
les seuils d’amorçage et les seuils de rupture. Ces différences sont la preuve de la Process Zone et sont
donc exacerbées en température. Le seuil d’amorçage diminue avec la température, ce qui semble en
lien avec le comportement visqueux de l’interface observés dans le Chapitre III. Grâce à ces travaux, un
modèle de zone cohésive adapté en température (jusqu’à ∼120 ◦C) a été proposé pour prédire à la fois
l’initiation et la propagation des délaminages en mode II à l’échelle du pli/interface. Les phénomènes
d’endommagement par fissuration sont prédominant dans la dissipation d’énergie par rapport aux effets
visqueux, comme nous l’avons montré par la comparaison essai-calcul.

Cette analyse des essais de tenue en température a été confrontée dans le Chapitre V à des résultats
de sollicitation par impact laser sur le banc BLADE pour voir dans quelle mesure une loi d’interface
est applicable dans ce cas, afin prévoir le délaminage pour des températures de l’ordre de ∼120 ◦C.
L’observation par microscopie optique des éprouvettes exposées à des flux de chaleur insuffisants pour
induire une dégradation thermique mesurable a constaté l’apparition de la fissuration matricielle au
niveau des interfaces entre les plis et au sein des plis et ce, pour différentes régions dans l’épaisseur.
Il a été également constaté que seulement certaines de ces fissures matricielles s’étaient propagées sur
de grandes surfaces et cela en suivant des chemins riches en résine. Deux scénarios d’endommagement
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sont a priori possibles : (i) un amorçage à l’échelle microscopique et qui est la conséquence de l’état
thermique des interfaces riches en nodules et une propagation du délaminage à l’échelle des plis et des
interfaces ou (ii) un amorçage et une propagation du délaminage à l’échelle du pli comme conséquence de
l’état mécanique des interfaces. En raison des effets majeurs des fissures observées à l’échelle des plis et
interfaces, une analyse à cette échelle est présentée dans le but de proposer un critère d’amorçage. D’une
part, nous avons comparé une contrainte de cisaillement hors plan équivalente estimée aux interfaces avec
les surfaces délaminées issues des microtomographies pour des stratifications QI et UD. Des contraintes
maximales de l’ordre de quelques mégapascals ont été obtenues en accord avec l’observation des fissures
pour des températures autour de la température de transition vitreuse. D’autre part, une analyse en
énergie a montré que les interfaces plus chargées mécaniquement correspondent à celles les plus chargées
énergétiquement. Même si un double critère semble adapté pour la prévision des amorçages, le critère
en énergie s’avère a priori moins discriminant que celui en contraintes, au moins à l’échelle du pli. La
confrontation de ces niveaux de contraintes en cisaillement avec ceux obtenus issus de l’analyse sur
INJECT montre l’influence de la température sur la résistance d’amorçage, qui est fortement dégradée
lorsque la température évolue. Néanmoins, les valeurs faibles en contraintes estimées soulignent le besoin
de valider l’échelle de modélisation pour la prévision de l’amorçage ainsi que d’un couplage thermique et
mécanique, dans le but d’améliorer la prévision des amorçages et de la propagation des délaminages.

L’ensemble des analyses de cette étude répond aux objectifs initiaux et les conclusions précédentes
mettent en évidence quelques points en particulier :

1. La caractérisation des propriétés mécaniques d’interface en température est nécessaire pour la prévi-
sion des ruptures par délaminage des composites soumis au feu. La ténacité à rupture et la résistance
d’interface sont les deux paramètres les plus influents. Dans le cas d’une propagation instable, elle
représente une grandeur liée à la différence d’énergie entre deux états de fissuration. Par contre, la
résistance d’interface représente le seuil d’amorçage à partir duquel l’endommagement à l’interface
évolue, et qui pilote l’étendue de la Process Zone, conduisant ensuite à la propagation du délami-
nage. Elle représente donc une grandeur locale. Ce paramètre matériau est un seuil dépendant de
l’état mécanique local du matériau. Dans le cas de la tenue en température, les délaminages appa-
raissent à des températures de l’ordre de la température de transition vitreuse, avec des résistances
d’interface faibles. Ces délaminages apparaissent de manière subite et sur des longueurs de l’ordre
de plusieurs millimètres. L’origine de ce phénomène est thermomécanique et est liée à l’état de
sollicitation local au niveau des interfaces.

2. La multi-instrumentation mise en place sur le banc d’essais INJECT (CIN, IR) ainsi que le post-
traitement issu des essais sur BLADE (microscopie optique, tomographie) a permis de confronter
les essais aux simulations numériques. Grâce à une méthodologie de dialogue essai-calcul ainsi que
des identification inverses de type FEMU, une loi d’interface en température a été identifiée et le
scénario d’endommagement par délaminage vérifié. Ces techniques s’avèrent donc pertinentes dans
le but d’établir des lois constitutives de comportement et s’avèrent applicables pour mieux identifier
des critères de rupture en lien direct avec l’expérience.

3. La modélisation par des éléments cohésifs est satisfaisante dans le cadre des délaminages en tem-
pérature, notamment dans le but de décrire correctement le développement de la Process Zone à
une échelle du pli/interface, comme nous l’avons montré à l’aide du banc INJECT. Dans le cadre
des composites soumis à des agressions thermiques suffisantes pour induire des délaminages (banc
BLADE), un critère en contrainte semble discriminant pour prévoir l’apparition des fissures les plus
critiques. Cependant, des études supplémentaires sont nécessaires afin de distinguer entre l’amor-
çage et la propagation des délaminages pour des niveaux de température autour de la transition
vitreuse de la résine.

4. L’échelle la plus pertinente pour aller vers le calcul de structure et modéliser les effets du déla-
minage en température semble l’échelle du pli en raison des résultats présentés dans cette étude.
Néanmoins, des études à une échelle microscopique restent à faire dans le but de mieux comprendre
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et caractériser les mécanismes d’initiation à cette échelle. Une telle analyse doit permettre de va-
lider les hypothèses concernant les critères d’amorçage et de propagation à l’échelle du pli et/ou
apporter des éléments additionnels concernant l’état de contraintes local et la dissipation d’énergie
à l’échelle nodules/matrice pour définir des critères prédictifs plus adaptés.

5. Le couplage thermomécanique s’avère nécessaire pour l’amélioration de la prévision des délaminages
aux interfaces des composites exposés à des températures importantes, d’une part dans le but
d’inclure l’influence d’autres phénomènes d’origine thermique comme la pression interne dans l’état
de contraintes du matériau, d’autre part pour prendre en compte l’influence des délaminages sur la
réponse thermique et donc sur la dégradation du matériau composite.

Au vu des conclusions, des pistes d’approfondissement de ces travaux peuvent être envisagées comme
nous le présentons dans le paragraphe suivant.

Perspectives

La démarche suivie pour cette étude, les principaux résultats obtenus et les conclusions tirées per-
mettent de proposer des perspectives autour de cette thématique sur cinq grands axes, que sont :

1. La caractérisation expérimentale du délaminage en température par des essais complémentaires à
court terme,

2. L’enrichissement de la modélisation du délaminage en température à court terme,

3. L’amélioration des techniques de dialogue essai-calcul pour remonter à des lois de comportement
ou de rupture à court ou moyen terme,

4. Le couplage multiphysique des phénomènes concernant la tenue au feu des composites à court ou
moyen terme,

5. L’application des techniques de caractérisation et modélisation de la réponse thermomécanique des
composites stratifiés à matrice organique à d’autres types de matériaux composites à moyen ou
long terme.

Le premier axe cherche à confirmer les effets de la température et de la vitesse de sollicitation sur les
propriétés d’interface. Le comportement analogue en cisaillement dans le plan et hors plan permet d’enri-
chir la caractérisation des interfaces avec des essais dans le plan, souvent plus simples à réaliser et mieux
maîtrisés, notamment en température. D’une part, des essais additionnels en traction monotone sur des
stratifications [±45] à différentes températures y compris au-delà de la température de transition vitreuse,
et avec des vitesses de sollicitation différentes sont nécessaires pour obtenir plus de données concernant
l’évolution de la résistance d’interface dans le plan. La détection des premiers signes d’endommagement
par des techniques telles que l’émission acoustique semble le bon choix pour bien distinguer les seuils
d’amorçages de l’endommagement, des contraintes à rupture. La dépendance du seuil d’endommagement
à l’interface et son lien avec son comportement non linéaire basée sur des analogies avec la réponse dans
le plan est une part des objectifs du projet PhyFire 2 à l’ONERA. D’autre part, des essais du type
flexion courte (Short Beam Shear-SBS) en température peuvent aussi donner une information directe sur
la résistance d’interface en cisaillement hors plan pour peu que ces essais soient facilement exploitables
en température. Concernant la phase de propagation, des essais en mode II à des températures plus
importantes que celles testées sur INJECT dans cette étude permettraient de compléter l’étude sur la
dépendance de la ténacité à la température. Des essais en mode I ou mode mixte serviraient aussi à
confirmer cette dépendance dans un cadre de sollicitation différente induisant des délaminages. Enfin,
des essais de caractérisation permettant l’analyse à une échelle inférieure à l’échelle du pli, notamment
à l’échelle des nodules, de la matrice et de la fibre seraient envisageables afin d’étudier plus précisément
les mécanismes de décohésion/dégradation en température [307].
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Le deuxième axe concerne la modélisation du délaminage par des éléments cohésifs intégrant une
dépendance explicite des effets non linéaires (notamment la viscosité) observés à l’interface sur la for-
mulation du modèle, selon les analyses issues de l’axe précédent. La seule dépendance à la température
et/ou aux effets de vitesse des paramètres d’une loi d’interface classique s’avère suffisante dans le cas
INJECT pour reproduire les mécanismes prédominants (la dissipation par fissuration) à l’interface et
donc la prévision de la ruine des matériaux composites par délaminage. Cette modélisation nécessiterait
d’être adaptée dans le cadre des sollicitations présentant des effets visqueux plus marqués, à la fois sur
le comportement et sur la rupture. Il est possible de penser à des interfaces plus souples ou plus épaisses
comme dans le cas des adhésifs, ou des sollicitations du type fluage. Dans ces conditions, le comporte-
ment visqueux d’interface jouerait un rôle beaucoup plus important tant sur la réponse mécanique que
sur l’évolution de la Process Zone. La traduction des effets visqueux par l’unique biais des paramètres
d’interface resterait donc limité. Des modèles cohésifs dépendant de la température, des effets de vitesse
et de l’épaisseur des éléments semblent mieux adaptés à ces applications [40, 173]. Dans notre cas, une
confrontation de ce type de modèle au modèle classique doit permettre de valider nos hypothèses de
modélisation en raison des mécanismes principaux de dissipation par viscosité et par fissuration.

Le troisième axe nécessite d’explorer d’une part d’autres moyens expérimentaux non-destructifs que la
CIN et la thermographie IR, et d’autre part, des techniques numériques d’identification inverse pouvant
gérer la prise en compte des incertitudes de mesure et d’identification des paramètres. Les derniers résul-
tats issus des analyses sur des éprouvettes testées sur BLADE montrant l’accord entre les observations mi-
crotomographiques et l’apparition des délaminages justifient l’intérêt de cette technique non-destructive.
Un dialogue fort entre la mesure des surfaces endommagées par tomographie et la simulation numérique
du couplage thermomécanique devrait permettre de mieux quantifier le critère de rupture en contraintes.
Nous pouvons également réfléchir à l’amélioration de la mise en place de la multi-instrumentation dans
le banc INJECT pour la réalisation des essais de propagation. Une combinaison des caméras optiques et
thermiques à résolution différente permettrait de se concentrer à la fois sur le suivi du champ global de
l’éprouvette et aussi des champs locaux avec une résolution plus importante pour améliorer la précision
des mesures autour la Process Zone. Le but est de réduire les erreurs de mesure dans cette zone critique,
permettant donc d’être plus sensible aux effets des mécanismes de dissipation. Des techniques de CIN
globale [308,309] en imposant a priori la cinématique des éléments d’interface, ou des techniques du type
I(Integrated)-CIN [310] dont les degrés de liberté inconnus sont directement les paramètres à identifier,
s’avèrent une voie intéressante pour exploiter le dialogue essai-calcul. En ce qui concerne les méthodes nu-
mériques, la qualité des données est fortement liée au bruit de mesure, et donc aux techniques de filtrage
du bruit de manière indirecte. Le département DTIS (Département de Traitement de l’information et
systèmes) à l’ONERA a développé un savoir faire conséquent dans le domaine du traitement des données.
En particulier, des techniques de filtrage spatio-temporel du type filtrage sparse [311], ou des filtres sur
fenêtre glissante sembleraient intéressantes à explorer dans le but d’améliorer la précision de leur effet
dans une méthode inverse. D’autre part, la méthodologie d’identification des paramètres proposée dans
cette étude peut être extrapolée à d’autres problématiques, notamment d’identification des paramètres
des lois constitutives des matériaux et des lois de rupture. La prise en compte des sources d’incertitudes
(bruit, distribution statistique des paramètres) dans l’identification des paramètres ainsi que la quan-
tification de la confiance est un sujet actuel, y compris à l’ONERA. Des approches du type bayesien
s’avèrent adaptées pour gérer cette problématique [312, 313]. Un dernier point concerne la possibilité de
proposer de nouveaux modèles plus représentatifs de la réalité à partir de la quantification du biais d’un
modèle a priori obsolète et que l’on cherche à enrichir. Des techniques du type bootsrap permettent de
quantifier un biais du modèle [299,300] en prenant compte différents estimateurs de précision (erreur de
prédiction, intervalles de confiance, . . . ).

Le quatrième axe vise à approfondir les mécanismes de dégradation des composites soumis au feu.
Cette étude a permis en partie de découpler les mécanismes de délaminage observés expérimentalement.
Des recherches autour du couplage des mécanismes d’origine thermique et mécanique sont une perspective
à court terme. La prise en compte des mécanismes thermiques tels que la dégradation par pyrolyse, les
phénomènes de transport de gaz, l’augmentation de la pression et de la porosité, ainsi que l’évolution des
paramètres thermiques associés peuvent contribuer à l’évolution de l’état mécanique interne du matériau,

185



Conclusions et perspectives

favorisant ou retardant l’apparition des délaminages. De plus, d’autres problématiques liées à l’environne-
ment comme la tenue en eau [314,315] peuvent affecter la réponse thermique et aussi la bonne estimation
des contraintes résiduelles du matériau, ayant une conséquence directe sur la sollicitation mécanique des
interfaces. Le couplage entre la résolution du problème thermique et du problème mécanique doit éga-
lement permettre d’analyser l’influence de la dégradation mécanique sur la dégradation thermique. Des
modèles cohésifs thermomécaniques semblent adaptés à cette fin [316]. De plus, des couplages entre le
matériau et la flamme s’avèrent nécessaires dans le but de mieux comprendre l’interaction des phéno-
mènes physiques. Cela fait l’objet d’études en cours au sein du DMPE (Département Myltiphysique et
Energetique) à l’ONERA, qui développe des bancs spécifiques à l’étude de cette problématique comme
le banc FIRE [317]. Par ailleurs, la modélisation de ces interactions nécessite une démarche de couplage
des codes d’éléments finis et de volumes finis pour la simulation de la réaction au feu des composites,
ce qui fait partie des objectifs à moyen terme pour les outils de modélisation développés à l’ONERA.
En complément, des essais de tenue au feu à une échelle supérieure doivent permettre de combiner des
chargements thermiques à des chargements mécaniques (flexion, traction, compression). Des moyens d’es-
sai basés sur des brûleurs, des panneaux radiants ou des cônes calorimètres sont disponibles à l’Institut
PPrime. La modélisation de la réponse thermomécanique utilisée dans cette étude ainsi que le modèle
cohésif en température doivent permettre de prédire le délaminage le cas échéant et/ou poursuivre l’étude
des mécanismes d’endommagement associés à ces chargements complexes.

Enfin, le dernier axe porte sur l’extension de cette étude dans le but de prévoir les performances
mécaniques résiduelles des composites suivant une ruine par délaminage en température similaire à celle
des matériaux composites stratifiés à matrice organique. Nous pouvons souligner ici tant les composites
stratifiés que les composites sandwich, sachant que dans ces derniers le délaminage entre les peaux et l’âme
est également un mécanisme catastrophique [318]. Des études sur la caractérisation et la modélisation de
la dégradation thermomécanique pour des matériaux à matrice thermoplastique ou des tissus 2D/3D [80,
319–321], et même pour des matériaux sandwich [318, 322–326] sont une voie pour mieux choisir le
matériau à utiliser selon le cahier de charges établi dans le cadre d’une campagne de conception industrielle
des pièces en composites sous sollicitations thermomécaniques sévères.
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Caractérisation et modélisation des interfaces dans les composites organiques stratifiés à
haute température – Application à la tenue au feu des structures aéronautiques

Dans le cadre de la tenue au feu des matériaux composites, il est nécessaire d’évaluer la dégradation
de leurs propriétés thermiques et mécaniques due à des pertes de masse, de la fissuration matricielle
et/ou des délaminages. Néanmoins, peu d’études dans la littérature sur la tenue en température des
composites aéronautiques concernent le comportement mécanique et la rupture des interfaces avant toute
dégradation thermique, sujet qui est l’objet principal de ce travail. Ainsi, l’objectif est de proposer un
modèle de prévision de rupture concernant tant l’amorçage que la propagation du délaminage pour des
chargements thermomécaniques. Ce travail a porté en grande partie sur la caractérisation des propriétés
d’interfaces à l’aide d’une analyse d’essais de propagation de fissure en mode II pour des éprouvettes
chauffées par effet Joule. Ces analyses numériques montrent que le comportement du pli n’explique pas
la réponse macroscopique pseudo-ductile observée expérimentalement. Ainsi, une méthode de dialogue
essai-calcul, comparant les champs cinématiques mesurés par corrélation d’images numériques et ceux
simulés par éléments finis, souligne l’importance du comportement visqueux à l’échelle de l’interface.
C’est par une approche similaire de type FEMU que les paramètres d’une loi de rupture de type cohésif
ont été identifiés en température et en tenant compte des différentes sources d’incertitude. Ce travail
met en évidence la similitude entre le cisaillement plan et hors plan, tant sur le comportement que sur
la rupture. En parallèle, l’analyse d’essais de tenue en température par impact laser a permis d’établir
un critère d’amorçage par une approche couplée en contrainte et en énergie. Une confrontation de ce
critère aux paramètres de la loi de zone cohésive identifiés précédemment permet de discuter de l’échelle
de modélisation de l’interface.

Mots clés : Cisaillement (mécanique) ; Composites–Délaminage ; Composites–Traitement thermoméca-
nique ; Corrélation d’images numériques ; Dialogue essai-calcul ; Essais de comportement au feu ; Interfaces
(sciences physiques) ; Modèle de zone cohésive ; Rupture, Mécanique de la ; Simulation, Méthodes de

Characterisation and modeling of interfaces in laminated organic composites at high
temperature – Application to fire resistance of aeronautical structures

Within the framework of the fire resistance of composite materials, it is necessary to assess the degrada-
tion of their thermal and mechanical properties due to mass losses, matrix cracking and/or delamination
cracks. Nevertheless, few studies in the literature about the temperature resistance of aeronautical com-
posites concern the mechanical behaviour and the rupture of interfaces before any thermal degradation,
subject which is the main topic of this work. Thus, the objective is to propose a failure model concerning
both the delamination crack initiation and growth under thermomechanical loads. Much of this work
has focused on the characterisation of interface properties using an analysis of mode II crack propaga-
tion tests for Joule heated specimens. These numerical analyses show that the ply behaviour does not
explain the macroscopic pseudo-ductile response observed experimentally. Thus, a test-calculation dialog
method, comparing the kinematic fields measured by digital images correlation and those simulated by
finite elements, underlines the importance of the viscous behaviour at the interface scale. By a similar
FEMU approach the parameters of a cohesive-type fracture law have been identified in temperature and
taking into account the different sources of uncertainty. This work highlights the similarity between
plane and out-of-plane shearing, both on behaviour and on failure. In parallel, the analysis of tempera-
ture resistance tests by laser impact made it possible to establish a crack initiation criterion by a coupled
stress and energy approach. A comparison of this criterion with the parameters of the cohesive zone law
previously identified makes it possible to discuss about the modeling scale of the interface.

Keywords: Shear (Mechanics); Composite materials–Delamination; Composite materials–Thermome-
chanical treatment; Digital image correlation; Test-calculation dialog; Fire testing; Interfaces (Physical
sciences); Cohesive zone model; Fracture mechanics; Simulation methods
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