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Introduction générale

Introduction générale

Problématique

L es matériaux composites sont de plus en plus utilisés dans l’industrie, notamment
en aéronautique. Ceci est dû à leur grande résistance mécanique mais aussi à leur
légèreté. Les avions commerciaux récents comportent plus de 50% de composites au

sein de leurs structures, voire 70% pour les avions militaires. Durant leurs cycles de vie, ces
structures peuvent être soumises à des impacts de diverses natures (glace, oiseau, débris de
moteur, ...) et de différentes vitesses (basses vitesses, hautes vitesses, balistiques). Celles-ci
génèrent des dommages plus ou moins visibles à l’œil nu [Aboissière, 2003] . Les ingénieurs
considèrent que les structures ayant subi des impacts à haute voire à très haute énergie ne
sont plus utilisables. Cependant, les impacts à basse énergie sont plus sujets à discussion,
d’autant plus que certains endommagements sont localisés à l’intérieur du composite comme
l’explique [Kim, 2008].

Contexte et objectifs
Les stratifiés UD peuvent avoir différents champs d’application, notamment en aéronau-

tique et sont donc susceptibles de subir des impacts à faible vitesse (de l’ordre de quelques
m/s). De fait, leur utilisation présuppose donc une étude approfondie des mécanismes d’en-
dommagement supportée par un modèle numérique prédictif.
Les études qui ont été menées montrent que les endommagements les plus communément
retrouvés au sein d’un stratifié composite sont les fissurations matricielles intralaminaires, les
délaminages (Figure 1) et les ruptures de fibres. Parmi ces endommagements, les délaminages
sont les plus pénalisants pour une structure composite. Et lorsqu’une structure “épaisse” est
impactée à basse énergie, ces derniers sont très difficiles à détecter avec les moyens d’inspec-
tion usuels. De fait, il a été nécessaire pour les chercheurs et ingénieurs de pouvoir modéliser
ces structures et de prédire leurs endommagements afin de mieux justifier leur tenue à l’im-
pact.
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Figure 1 – Fissurations matricielles observées dans un stratifié UD impacté à faible vitesse : (a)
représentation schématique [Choi et Chang, 1992] et (b) coupes micrographiques [Petit, 2005]

De nombreux modèles ont été proposés depuis des années et particulièrement la stratégie
Semi-Continue initiée par [Navarro, 2010]. Cette démarche a été initialement développée
pour la prédiction des dommages générés par des impacts basse vitesse sur des stratifiés tissés.
Cette stratégie se place à l’échelle de la mèche et repose sur le découplage des comportements
de la résine et des torons de fibres qui sont respectivement représentés par un élément plaque
et des éléments barres. Elle a été enrichie par [Pascal, 2015] à travers le développement
notamment d’un élément cohésif pour représenter le délaminage entre les plis de tissu. Enfin,
cette méthode a été adaptée par [Mahmoud et al., 2017] aux stratifiés unidirectionnels. Cette
stratégie a été validée sur des stratifiés minces mais présente des lacunes pour prédire les
dommages dans le cas de stratifiés unidirectionnels, notamment l’initiation et la propagation
des délaminages. Il est donc nécessaire de mieux comprendre la phénoménologie pour ensuite
proposer une stratégie afin de mieux capter l’initiation et la propagation de ces délaminages.
Les travaux présentés ici font donc suite aux travaux précédents de l’équipe de recherche et
portent sur le développement d’un nouvel élément qui représenterait le comportement des
fissurations matricielles (qui sont les précurseurs des délaminages) et à terme de pouvoir
modéliser le comportement à l’impact de stratifiés hybrides (UD/Tissu). In fine, ce travail
s’inscrit dans une logique d’optimisation des structures composites épaisses.

Structure du manuscrit
Ce manuscrit est composé de six chapitres. La structure proposée est illustrée sur la Figure

2.
Le premier chapitre est consacré à une étude de la littérature afin de positionner ce travail

de recherche et d’identifier les lacunes des modélisations existantes. Dans le Chapitre II, la
stratégie Semi-Continue sera présentée, les résultats seront exposés et les limitations de cette
stratégie seront clairement identifiés. Le chapitre suivant sera dédié aux développements
numériques du nouvel élément d’interface qui sera introduit mais aussi aux améliorations
proposées des éléments déjà existants. Puis le Chapitre IV présentera l’identification des
paramètres introduits dans le modèle. Celui-ci sera suivi d’un chapitre de validation expé-
rimentale qui se fera sur la base d’essais d’impacts. Puis, dans la démarche d’optimisation
des performances à l’impact des stratifiés UD épais, une étude expérimentale sera effectuée
dans le Chapitre VI sur les stratifiés hybrides, suivi d’une confrontation essai-calcul. Ceci
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permettra d’évaluer la réponse du modèle dans des situations hors de sa zone de validation.
Le manuscrit sera clôturé par une conclusion concise où seront résumées les principales avan-
cées apportées par ce travail de recherche ainsi que les perspectives éventuelles pour mieux
comprendre les phénomènes identifiés ainsi que des propositions numériques pour renforcer
la stratégie de modélisation Semi-Continue.

Chapitre III

Chapitre V

Chapitre VI

Chapitre I
° Etude bibliographique

Positionnement du travail de recherche

Chapitre II
° Présentation de la stratégie Semi-Continue
Intérêt de développer un nouvel élément

° Développements numériques
Modélisation du nouvel élément 
Enrichissement de la stratégie Semi-Continue

° Validation du modèle
Études statiques et dynamiques sur UD épais

° Optimisation et exploitation
Comparaison entre UD & hybrides
Confrontation essai-calcul 

Chapitre IV
° Identification des paramètres

Figure 2 – Structure du manuscrit
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Chapitre I. Étude bibliographique -
Positionnement du travail de recherche

I.1 Objectifs de l’étude

L e travail de thèse présenté ici a pour but de mieux comprendre le comportement à
l’impact des structures épaisses constituées d’unidirectionnels. Ceci permettra d’une
part d’alimenter le modèle Semi-Continu et d’autre part de proposer une modification

de la stratification pour optimiser ces structures, notamment en y intégrant des plis de tissus
à des endroits préalablement identifiés dans l’épaisseur.

Dans le cadre de cette thèse, quatre stratifications plus ou moins épaisses ont été
étudiées à travers des essais quasi-statiques mais aussi d’impact. La complexité du scénario
d’endommagement ainsi que des phénomènes mis en jeu nous poussent à nous interroger
sur quelques points principaux : quelle est l’influence de l’épaisseur sur la chronologie
d’endommagement ? Quelle est l’influence de la stratification (en particulier de l’orientation
des plis) ? Jusqu’où le modèle Semi-Continu est-il capable d’endosser son rôle dans la
prédiction du comportement de ces structures à l’impact ?

L’objectif de cet état de l’art est donc de récapituler les avancées qui ont été faites à ce
jour en ce qui concerne le comportement des stratifiés composites ainsi que les différentes
modélisations existantes. La première partie sera consacrée à une revue expérimentale
des comportements à l’impact des stratifiés unidirectionnels et tissés, mais aussi hybrides
i.e. avec différents matériaux. Cela permettra de référencer les études d’influences qui
ont été effectuées (scénario, épaisseur, orientations,...). Ensuite, il s’agira de présenter les
différentes modélisations qui ont été utilisées. On attachera une importance particulière aux
modèles prenant en compte le couplage entre interfaces intralaminaires (i.e. celles qui repré-
sentent les fissurations matricielles) et interlaminaires (i.e. celles modélisant les délaminages).
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I.2 Comportement à l’impact des structures compo-
sites

I.2.1 Comportement et endommagement des stratifiés UD
I.2.1.1 Généralités sur les stratifiés unidirectionnels

Un stratifié composite unidirectionnel est constitué de fibres, appelées renfort immergées
dans une résine, qui constitue la matrice. Dans un pli unidirectionnel, les fibres sont toutes
orientées dans la même direction, ce qui leur donne une direction privilégiée. Cette ortho-
tropie leur permet d’avoir une résistance mécanique importante dans la direction des fibres.
L’assemblage de ces plis constitue alors le stratifié.
Cette particularité fait de ce matériau le composite le plus étudié dans la littérature. En effet,
depuis les années 1950, de nombreux essais statiques mais aussi dynamiques ont permis de
mieux comprendre son comportement.
Les matériaux composites à fibres longues sont les plus couramment utilisés dans l’industrie
aéronautique et spatiale. Les structures sont généralement réalisées en empilant différents plis
dans différentes orientations pour reprendre les différents cas de chargement que peut subir
la structure durant son cycle de vie. Mais bien choisir l’empilement ne suffit pas pour obtenir
la structure la plus optimisée. En effet, le choix de la résine et des fibres est primordiale.

Les résines utilisées dans l’industrie sont généralement des polymères (i.e. une succes-
sion de macromolécules de chaînes carbonées). Elles sont classifiées en deux catégories : les
thermodurcissables et les thermoplastiques. Ces dernières ont des propriétés mécaniques plus
intéressantes que les résines thermodurcissables. Les matériaux les plus performants sont
ceux qui présentent un rapport caractéristiques mécaniques / masse volumique élevé comme
l’explique [Gornet, 2008]. Dans le Tableau I.1 sont comparées les températures de fusion Tf ,
les masses volumiques ρ, les déformations en traction εr

t , les limites élastiques en traction σr
t

et compression σr
c , ainsi que les modules d’Young E pour trois résines thermodurcissables.

Résines Tf [°C] ρ [kg/m3] εr
t [%] σr

t [MPa] σr
c [MPa] E [GPa]

Polyesters 60 à 100 1140 2 à 5 50 à 85 90 à 200 2,8 à 3,6
Phénoliques 120 1200 2,5 40 250 3 à 5
Epoxydes 290 1100 à 1500 2 à 5 60 à 80 250 3 à 5

Tableau I.1 – Caractéristiques des résines thermodurcissables [Gornet, 2008]

Les renforts confèrent à la structure ses propriétés mécaniques et il en existe deux fa-
milles : les organiques et les inorganiques. On peut citer les fibres de verre comme renforts
inorganiques et les fibres de carbone comme fibres organiques. Les premières sont les plus
utilisées loin devant les fibres de carbone. En effet, leur ratio performance / prix est signi-
ficatif comparé aux autres. Cependant, lorsqu’il devient nécessaire d’avoir des performances
très élevées, les fibres de carbone leur emboîtent le pas. On peut citer les fibres de la famille
T300, T700 ou encore HTA7. Dans la littérature, un certain nombre d’autres fibres ont été
étudiées et on en détaillera les propriétés ainsi que le comportement mécanique dans les sec-
tions suivantes. Dans le Tableau I.2 ci-dessous, différentes caractéristiques sont répertoriées
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pour différents renforts.

Renforts ρ [kg/m3] σr
t [MPa] σr

c [MPa] E [GPa]

AS4 1800 —– 3599 235
T300 1700 1,2 3654 231
IM6 —– 0,88 1460 —–
IM8 1800 —– 5171 310

Kevlar 49 1440 2,5 3620 124
Verre E 2580 3,5 3450 69
HTA7 1790 4,9 —– 244

Tableau I.2 – Caractéristiques mécaniques des renforts [Gornet, 2008] & [Hexcel, 2018]

Une fois la résine et le renfort mélangés, on obtient une nouvelle structure : le pli. Les plis
sont ensuite drapés les uns sur les autres pour en faire des empilements multi-directionnels.
Une fois fabriqués, ces stratifiés sont prêts à être soumis à une multitude d’essais. Il existe une
large bibliographie effectuée sur les essais statiques (traction, flexion 3 points, essais cyclés,
traction post-impact [Rogani et al., 2019]) mais on s’intéressera aux essais dynamiques tels
que les impacts basse vitesse. Ces derniers ont en effet un intérêt particulier car ils constituent
depuis leurs débuts un défi dans la compréhension des phénomènes observés.

I.2.1.2 Impact sur stratifié UD : observations générales

L’usage des composites dans des pièces de structure est de plus en plus répandu, notam-
ment en aéronautique. De plus, le besoin de voyager dans un moyen de transport fiable est
un enjeu majeur pour les constructeurs. Ces deux observations incitent donc les chercheurs
à proposer de nouvelles techniques d’évaluations des performances de ce genre de structures,
particulièrement à l’impact, qui est le chargement le plus critique pour une structure compo-
site. C’est dans cette démarche que [Cantwell et Morton, 1991] a proposé diverses méthodes
d’évaluation de ces performances en étudiant les effets de la vitesse de chargement ainsi que de
plusieurs autres paramètres influant sur les endommagements et les performances résiduelles
associées. Quelques années plus tard, se basant sur ces travaux, [Richardson et Wisheart,
1996] donne la première définition de l’impact basse vitesse, en délimitant notamment la
gamme des vitesses admissibles. Il est aussi à l’origine des premières cartographies précises
des endommagements.
Les nombreux ouvrages et articles de Serge Abrate notamment [Abrate, 1994] font figure de
référence dans le domaine. En effet, les résultats présentés mettent en évidence les scénarios
d’endommagement pour un très large panel de matériaux composites. Il y conclue que ces
mécanismes sont fortement liés à la structure intrinsèque du matériau. Ainsi, une première
séparation a lieu entre les matériaux unidirectionnels, les stratifiés tissés et les structures
sandwich. De nombreux paramètres ont été étudiés, notamment la nature et la forme des
impacteurs, l’épaisseur du stratifié ou encore les vitesses d’impact. Et ce sont précisément
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les vitesses d’impact qui ont soulevé des questions chez [Davies et al., 2013] qui a dressé une
étude très riche dans une très large gamme de vitesse.

Modes de ruine dans le cas d’un impact
Les différentes vitesses utilisées produisent une multitude d’endommagements que l’on

peut classer en trois catégories, nommés modes de rupture, représentées sur la Figure I.1
ci-dessous.

Figure I.1 – Modes de ruine d’un stratifié unidirectionnel [Smith, 1993]

Ainsi les trois modes observés sont :
— La rupture intralaminaire : elle se trouve à l’intérieur du pli. C’est en fait une rup-

ture de la résine, étant donné que sa résistance est faible. Elle peut aussi être due au
déchaussement fibre/résine qui se produit à l’inter-phase entre les deux matériaux.

— La rupture interlaminaire : elle se situe à l’interface entre deux plis. Elle correspond
à un décollement d’un pli par rapport à son voisin.

— La rupture translaminaire : elle caractérise la rupture transversale d’un pli. Elle
apparaît de deux manières différentes, soit en traction (lorsque les fibres atteignent leur
déformation maximale) soit en compression (par apparition de bandes de pliages dues
à des micro-flambages locaux, que l’on appelle kinking). L’un des premiers auteurs à
s’intéresser à ce type de rupture est [Dow et Gruntfest, 1960] dans les années 1960, où
il propose une explication de ce phénomène.

Ces trois modes sont à ce jour les seuls à avoir été identifiés expérimentalement, et pilotent
donc l’ensemble des scénarios d’endommagement. Ceci étant, lors d’un impact, une combi-
naison de ces ruptures est possible et il est dès lors très difficile d’identifier la proportion de
chaque mode de rupture dans l’endommagement total du stratifié. Cette difficulté a ouvert
de nombreuses voies recherches pour tenter d’identifier proprement un scénario “global” de
la ruine des unidirectionnels.

Scénario d’endommagement des structures unidirectionnelles
Le scénario d’endommagement a été étudié par de nombreux auteurs tels que [Abrate,

1994], [Davies et al., 2013] ou encore [Richardson et Wisheart, 1996]. Leurs études montrent
que le scénario peut être influencé par de nombreux facteurs, tels que la raideur de la plaque,
la vitesse d’impact ou encore la nature et la forme des impacteurs. Ces études d’influence
ont permis de reconstruire la chronologie : de l’indentation permanente à la perforation du
stratifié. De fait, les auteurs distinguent trois parties dans cette chronologie :
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— La fissuration matricielle
— Le délaminage
— La rupture de fibres
La fissuration matricielle est l’endommagement qui survient en premier. Il apparaît sous

forme de ruptures intralaminaires [Chang et al., 1990]. Des auteurs comme [Choi et Chang,
1992] précisent que cela est possiblement dû à la décohésion fibre/matrice ou à des micro-
fissurations de la résine. Ces fissurations peuvent être de deux types : soit ces interfaces
intra-plis rompent en traction soit en compression-cisaillement. Dans le premier cas, ces
fissures surviennent généralement sur la face libre opposée à l’impacteur. En effet, la flexion
prédomine dans ces plis et il est aisé d’initier une rupture au vu des faibles valeurs d’initiation
de la résine en traction. Dans le deuxième cas, c’est la combinaison entre les contraintes de
compression sous l’impacteur et les contraintes de cisaillement dans l’épaisseur qui en sont
l’origine selon [Davies et al., 2013]. Une fois initiées, elles se propagent vers les plis adjacents
avec un angle de 57° [Aubry, 2013]. Ces observations (Figure I.2) ont été étudiées en détail
par [Bouvet, 2009].

Figure I.2 – Types de fissurations matricielles dans les stratifiés UD : (a) Fissurations par
cisaillement hors-plan et (b) Fissurations par flexion [Choi et Chang, 1992]

Un consensus dans le domaine est de dire que ces fissurations intra-laminaires sont les
précurseurs des délaminages. En réalité, il est assez délicat d’identifier clairement quel phéno-
mène initie l’autre. Pour tenter de trouver une explication, [Bouvet, 2009] et son équipe ont
effectué des coupes microscopiques d’un stratifié UD carbone/époxy T700/M21 de stratifi-
cation [02, 452, 902, −452]s d’épaisseur 4.16 mm, impacté à 25 J. Des fissurations matricielles
très marquées sous l’impacteur et orientées principalement à ±45° sont observées. Une fis-
sure sur le pli opposée à l’impacteur complète les observations. Ceci étaye évidemment les
observations effectuées par les auteurs précédemment cités, mais montre aussi qu’il existe un
couplage complexe entre ces fissurations et le délaminage (Figure I.3).
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Figure I.3 – Coupes micrographiques post-impact [Bouvet, 2009]

On en vient donc au deuxième phénomène du scénario : le délaminage. C’est le phéno-
mène le plus critique pour les structures composites. En effet, la séparation entre les plis fait
drastiquement chuter la résistance de la structure et n’est donc plus conforme à l’utilisation.
En fait, cela correspond à une fissuration de la résine, présente en abondance, entre des plis
d’orientations différentes. Lorsqu’une fissure matricielle est initiée, elle se propage jusqu’à
rencontrer une zone où les fibres changent de direction (typiquement un pli adjacent), puis
elle change de direction pour se propager dans le sens horizontal : ce phénomène crée le dé-
laminage [Liu, 1998]. Ce dernier peut être caractérisé par trois modes élémentaires, comme
pour les matériaux métalliques (Figure I.4) :

— Le Mode I : mode d’ouverture. Il correspond à un déplacement opposé des lèvres de
la fissure perpendiculairement au plan de la fissure. Il est souvent le plus critique et est
principalement causé par les contraintes σyy de l’interface.

— Le Mode II : mode de glissement droit. Il est provoqué par le cisaillement plan de
la fissure et est perpendiculaire au plan de la fissure. Il est dû aux contraintes σxy de
l’interface.

— Le Mode III : mode de glissement vis. Il est considéré comme étant le moins critique
pour la propagation des délaminages. Il est causé par le cisaillement situé dans le plan
de la fissure et est parallèle au front de la fissure. Il est provoqué par les contraintes
σyz de l’interface.

Figure I.4 – Modes de rupture classiques [Lours, 2014]
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D’une part le Mode III est négligé car peu présent et d’autre part c’est la combinaison
du Mode I et du Mode II qui provoque la propagation, avec parfois la prépondérance
de l’un d’entre eux par rapport à un autre. Et pour quantifier les énergies dissipées par
chacun des modes, le recours à la mécanique de la rupture est nécessaire. En effet, bien
qu’initialement développée pour les matériaux homogènes isotropes, son utilisation a permis
une étude quantitative des phénomènes de ruine dans les composites. Pour cela on utilise
le taux de restitution d’énergie, noté Gc

i (i = I pour le Mode I, i = II pour le Mode II). Il
correspond à l’énergie surfacique disponible pour propager une fissure. Si cette valeur est
supérieure ou égale à une certaine valeur critique (i.e. l’énergie de création des fissures en
surface), alors la fissure se propage [Griffith, 1921] [Hashemi et al., 1990]. Un certain nombre
d’essais standardisés existent pour évaluer ces taux de restitution d’énergie.

Pour caractériser le Mode I, il existe un unique essai normalisé : le Double Cantilever Beam
(DCB) défini par la norme [ASTM-D5528-01, 2007]. Cet essai a l’avantage de produire une
propagation stable de la fissure, ce qui explique le fait qu’il est aussi utilisé pour caractériser
les interfaces Tissu/Tissu [Gill et al., 2009] ou même des assemblages collés constitués de
métal/colle/composite [Andresen et Echtermeyer, 2006]. Durant l’essai, seules les valeurs de
l’ouverture de l’éprouvette, de la propagation de la fissure et de l’effort appliqué sont relevées.
Un exemple des courbes obtenues est représenté sur la Figure I.5.

Figure I.5 – Courbes d’effort appliqué et de longueur de fissure pour un essai DCB [Aubry, 2013]

Il existe trois grandes méthodes pour analyser ces essais. La première consiste à mesurer
l’énergie dépensée pour propager la fissure, mais cette méthode n’est valide que dans le cas
où le comportement est purement élastique durant la charge et la décharge de l’éprouvette.
Une seconde méthode est possible et elle consiste à calculer le taux de restitution d’énergie
avec la méthode des complaisances. L’équation Eq-I.1 a été proposée par [Kageyama et al.,
1987], où P est la charge, B la largeur de l’éprouvette et a la longueur de fissure.

Gc
I = P 2

2B

dC

da
(I.1)

La complaisance peut être exprimée par l’équation Eq-I.2, avec k et n des paramètres
pouvant être déterminés par une régression linéaire de la courbe ln(C) = ln(k) + n.ln(a).

C = k.an (I.2)
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Enfin, le taux de restitution d’énergie peut être déduit de l’équation Eq-I.3 fondée sur la
théorie des poutres. Cette méthode a été élargie dans le cas de grands déplacements et donne
de bons résultats [Pereira et al., 2005].

Gc
I = 3

2
P δ

Ba
(I.3)

Le Mode II, quant à lui peut être caractérisé par quatre essais standardisés : End Notch
Flexure (ENF), End Load Split (ELS), Over Notched Flexure (ONF) et le 4 Points ENF
(Figure I.6).

Figure I.6 – Méthodes de mesure du taux de restitution d’énergie en Mode II des interfaces
interlaminaires [Wang et al., 2009]

Le but est de créer une pré-fissure dans l’éprouvette puis d’y appliquer un chargement de
flexion. Ceci permet de créer un cisaillement en pointe de fissure : le délaminage se propage
donc en Mode II. L’essai ENF est le plus couramment utilisé, car c’est aussi le seul standardisé.
Cependant, il est décrié pour un certain nombre de raisons dont l’une est que la fissure se
propage de façon très instable et ne permet pas d’établir une “réelle” évolution du taux de
restitution d’énergie. Mais sa simplicité fait qu’il est devenu la norme pour la caractérisation
du Mode II d’interfaces non seulement UD/UD mais aussi Tissu/Tissu ou même de colles
[Kim et Sham, 2000]. En ce qui concerne le calcul du taux de restitution d’énergie critique,
les essais ELS et 4 Points ENF sont analysés à l’aide de la méthode des complaisances.
Quant aux essais ENF, la norme JIS [Kyõkai, 1994] permet d’effectuer des essais cyclés de
charge / décharge de l’éprouvette et ainsi d’utiliser la théorie des poutres en calculant la
propagation de fissure grâce à la perte de raideur après chaque de cycle charge/décharge.
Les équations Eq-I.4 et Eq-I.5 permettent de calculer l’avance de la fissure puis le taux de
restitution d’énergie. Avec :

— a0 et a : respectivement la longueur de fissure avant et après propagation
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— L et B : respectivement la longueur et la largeur de l’éprouvette

— Pc : la charge maximale à propagation

— α0 et α1 : respectivement les complaisances durant la charge et la décharge

a =
[
α1
α0

a3
0 + 2

3

(
α1
α1

− 1
)

L3
] 1

3
(I.4)

Gc
II = 9a2P 2

c α1
2B(2L3 + 3a3) (I.5)

Le délaminage a ensuite été étudié plus en profondeur. Les auteurs se sont intéressés à
son initiation. De fait, selon [Liu, 1998], il est la conséquence de la différence de raideur en
flexion des plis adjacents. Donc plus l’angle entre les plis est grand et plus le délaminage est
important. Ainsi, au cours d’un impact, on observe des formes caractéristiques de délaminage
fortement influencées par les séquences d’empilement. La forme couramment décrite est celle
en forme de cacahuète (peanut shape en anglais) ou encore double hélice dont le grand axe
est orienté dans la direction des fibres du pli inférieur et le petit axe orienté dans la direction
des fibres du pli juste au-dessus comme montré sur la Figure I.7.

Figure I.7 – Visualisation de la double hélice avec une tomographie à rayons X [Sitnikova et al.,
2017]

Les ruptures de fibres constituent la dernière étape du scénario, car les deux premières
affectent la résine, qui est moins résistante que les fibres. Elles sont localisées sous l’impacteur
dans l’épaisseur. Pour que ces ruptures apparaissent, il faut une énergie d’impact relativement
importante (à mettre en relation avec la stratification et l’épaisseur de la plaque). [Davies
et al., 2013] affirme que ces ruptures sont dues à des contraintes localement très élevées et à des
effets d’indentation sous l’impacteur. Ainsi, elles commencent par apparaître sur le pli opposé
à l’impact à cause des contraintes de traction induites par la flexion globale de la plaque
(Figure I.8) et peuvent apparaître sur des plis proche de l’impacteur lorsque les contraintes
de compression sont supérieures aux contraintes critiques. Cependant ce phénomène reste
encore marginalement étudié à ce jour dans le cas d’impact sur unidirectionnels.
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Figure I.8 – Image CT de rupture de fibres (en rouge) lors d’un impact à 20 J [Mcllhagger, 2020]

I.2.1.3 Études d’influences sur la réponse de la structure
Une structure UD soumise à un impact ne répond pas toujours de la même façon. En

effet, différents paramètres peuvent plus ou moins modifier son comportement.

Influence de l’énergie d’impact
Plusieurs auteurs ont étudié l’influence de l’énergie d’impact sur la réponse d’un stratifié

UD dont [Cantwell et Morton, 1989]. Tout d’abord, pour un impact basse énergie, cette
dernière est majoritairement absorbée par la flexion globale de la plaque comme montré sur la
Figure I.9. Ainsi, il subsiste peu d’énergie pour endommager la plaque. De plus, la géométrie
et les conditions limites influent énormément sur la raideur de la plaque et donc sur la
proportion d’énergie résiduelle disponible pour l’endommagement du stratifié. A contrario,
à haute énergie, les ondes de flexion n’ont pas le temps de se propager et donc de fléchir
l’ensemble de la plaque. De fait, l’énergie disponible pour endommager est plus grande. La
flexion très localisée de la plaque a pour conséquence de localiser aussi les endommagements.
C’est pour cela que les dimensions de la structure n’ont pas d’influence sur son comportement
à l’impact.

Figure I.9 – Influence de l’énergie d’impact sur la flexion du stratifié [Cantwell et Morton, 1989]

Influence du temps d’impact
Le temps d’impact est la durée de contact entre l’impacteur et la structure. [Olsson, 2000]

distingue trois types de réponse suivant le temps d’impact :
— Impact à temps très court : la réponse de la structure impactée est dominée par la

propagation d’ondes de déformation (Figure I.10-a)
— Impact à temps court : la réponse est pilotée par les ondes de flexion et de cisaillement,

typiquement lors d’impacts aux glaçons ou aux débris (Figure I.10-b)
— Impact à temps long : la réponse est similaire à une indentation quasi-statique. Elle

est dominée par la flexion globale de la structure : c’est son mode de vibration le plus
bas qui est sollicité (Figure I.10-c)
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Figure I.10 – Influence du temps de réponse à l’impact [Olsson, 2000]

Influence de la nature de l’impacteur
Dans le cas d’un impact rigide, la forme du projectile a une influence non-négligeable

sur la réponse de la structure. En effet, plusieurs auteurs comme [Wilbeck, 1978], [Heibms,
2001] et [Mitrevski et al., 2006] ont démontré à travers leurs campagnes expérimentales que
la forme influe sur le taux de pénétration. Quatre formes d’impacteurs ont été testées : plan,
sphérique, ogival et conique, comme illustré sur la Figure I.11.

Figure I.11 – Formes d’impacteurs étudiées par [Mitrevski et al., 2006]

Ces impacteurs sont classés dans l’ordre croissant de l’effort maximal lors d’un impact.
En effet, l’effort le plus élevé est pour l’impacteur plan. En ce qui concerne les temps de
contact, l’ordre est inversé. De plus, en étudiant plus précisément les défauts générés par
ces impacteurs, il n’y a pas d’indentation résiduelle laissée par l’impacteur plan qui crée des
défauts extrêmement difficiles à détecter. Cependant, l’impacteur conique est celui qui laisse
une indentation la plus profonde, suivi de l’impacteur ogival puis de l’impacteur sphérique.En
revanche, les aires de délaminages sont équivalentes. Enfin, il est important de souligner que
dans la plupart des cas, ils sont considérés comme infiniment rigide, et ne dissipent donc pas
d’énergie lors de l’impact.

Influence des conditions initiales et conditions limites
Selon les conditions imposées à la structure, la réponse ne sera pas la même. En effet, un

encastrement aura pour effet de raidir la plaque et d’éviter sa flexion globale. Elle aura donc
tendance à absorber moins d’énergie élastique qu’une plaque dont les bords sont libres [Ri-
chardson et Wisheart, 1996] et [Olsson, 2000]. De plus, la température peut avoir un effet sur
le comportement, puisque [Lopes et al., 2009] affirme que les surfaces délaminées augmentent
lorsque la température diminuent ; les études ayant été faites pour des températures com-
prises entre 20°C et 150°C pour un stratifié carbone/époxy. D’autre part, pour un stratifié
verre/époxy quasi-isotrope impacté entre -60°C et 20°C, [Icten et al., 2009] a observé que la
température n’avait pas d’influence sur l’endommagement de la structure lorsque les énergies
d’impact sont inférieures à 20 J. Cette énergie seuil correspond en fait à l’énergie permettent
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d’initier les premières ruptures de fibres. Mais plus l’énergie d’impact augmente et plus il y
a de la dispersion dans les résultats ; ceci est expliqué par le fait qu’à basse température, la
résine est fragile et perd donc ses propriétés de “liant” avec les fibres.

Influence de la géométrie et de la stratification
La géométrie est l’un des paramètres les plus influent. En effet, le mode de rupture dépend

du ratio surface de l’impacteur / épaisseur de la structure [Cantwell et Morton, 1991]. Ceci
peut s’expliquer par le fait que plus ce ratio est faible et plus les endommagements seront
localisés sous l’impacteur et donc le cisaillement hors-plan sera favorisé au détriment d’un
chargement en flexion. Cet effet est à prendre avec prudence car [Liu, 1998] a révélé que l’effet
de l’épaisseur des stratifiés verre/époxy était plus important que l’effet de surface. Il explique
que la flexion globale du stratifié est proportionnelle aux dimensions de la plaque dans le plan
et au cube de l’épaisseur. [Abrate, 1994] a quant à lui montré que plus l’épaisseur augmente
et plus les fissures matricielles s’initient à partir de la zone de contact entre l’impacteur et la
plaque. A contrario, les fissures partiront des plis opposés à l’impacteur dans le cas de stratifiés
minces (Figure I.12). Le cône d’endommagement (qui est la forme dont se répartissent les
fissurations matricielles dans l’épaisseur) se trouve alors inversé entre les deux cas.

Figure I.12 – Cône d’endommagement dans un stratifié mince (à gauche) et épais (à droite)
[Minak, 2016]

De plus, la résistance à l’impact et à la propagation des délaminages est très dépendante de
la stratification. Ainsi, les stratifiés qui présentent de fortes variations angulaires ont tendance
à plus délaminer et donc à avoir une faible résistance à l’impact. C’est pourquoi les industriels
évitent d’agencer des plis [0°/90°] et préfèrent ajouter des plis intermédiaires à 60°, 45°, 30°,
voire même 20°. Cela évite d’avoir des changements de raideur trop importants aux interfaces
et donc risquer de créer des zones propices aux délaminages. Enfin, d’après [González, 2011],
draper successivement des plis de même orientation réduit aussi les performances du stratifié
aux chargements d’impact.

I.2.1.4 Réponse d’une plaque composite à un impact basse vitesse

De nombreuses études ont été faites en ce qui concerne les impacts basse vitesse. Et en
regardant de plus près, [Belingardi et Vadori, 2002] distingue deux cas :

— Cas où l’impacteur rebondit sur la plaque

— Cas où l’impacteur perfore la plaque
Dans le premier cas, il existe deux seuils dans les graphes de la Figure I.13 :
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— Point 1 : les premiers endommagements entraînent de brusques oscillations

— Point 2 : chute d’effort suivie d’une reprise d’effort avec une raideur plus faible

Figure I.13 – Courbes d’impact : Effort-déplacement (à gauche) et Effort-temps (à droite)
[Belingardi et Vadori, 2002]

En calculant l’énergie dissipée dans l’impact (en calculant l’aire sous la courbe d’effort-
déplacement), il est possible de quantifier la différence entre l’énergie incidente et l’énergie
restituée à l’impacteur. Lorsque la plaque est perforée, la courbe d’effort-déplacement n’est
plus fermée car le capteur d’effort (souvent lié directement à l’impacteur) ne détecte plus
d’effort sous l’impacteur, ce qui signifie que la plaque est trouée.

I.2.1.5 Bilan sur le comportement d’un stratifié unidirectionnel soumis à un
chargement d’impact

Cette première section a permis de mettre en évidence le comportement des stratifiés
unidirectionnels à travers les nombreuses études qui ont été effectuées. La conclusion est que
le scénario d’endommagement s’avère complexe puisqu’on recense trois types de rupture :
intralaminaires, interlaminaires et translaminaires. De plus, plusieurs paramètres ont été
étudiés et on remarque que la majorité d’entre eux influent sur la réponse à l’impact dans
des proportions différentes. Il existe donc une très forte interaction entre eux ; c’est pourquoi
ils sont étudiés encore aujourd’hui. Si la majorité des études poussées ont été effectuées sur
des structures minces, les structures épaisses ne sont pas en reste. Cependant, les phénomènes
qui régissent leur comportement à l’impact ne sont pas encore très bien compris en détail. En
effet, sur ces structures épaisses, la compétition entre le cisaillement hors-plan et la flexion
rend l’étude de l’initiation des délaminages assez complexe, d’autant plus que ces derniers
sont les premiers responsables de la perte de raideur et de la ruine d’une structure.

I.2.2 Comportement et endommagement des stratifiés tissés
I.2.2.1 Généralités sur les stratifiés tissés

Le stratifié composite tissé est constitué, comme pour les unidirectionnels, de fibres et
de résine. Les fibres assurent la tenue mécanique et la résine la cohésion de l’ensemble et
la transmission des efforts vers les fibres. Ces fibres sont rassemblées en torons ou mèches.
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Contrairement aux UD, l’architecture du tissu est un peu plus compliquée. En effet, il existe
plusieurs moyens de fabrication pour agencer les torons de fibres comme le tissage, le tressage,
le tricotage ou encore la couture [Lomov et Verpoest, 2005]. Le moyen le plus simple pour
caractériser un tissu est son motif de tissage (appelé aussi armure) : les torons de fibres sont
disposés dans deux directions orthogonales que l’on appelle chaîne et trame. L’armure quant
à elle est définie par la fréquence de passage des fils de trame au-dessus ou en-dessous des fils
de chaîne comme décrit sur la Figure I.14. On distingue alors trois armures élémentaires : la
toile (ou taffetas), le sergé et le satin.

Figure I.14 – Schématisation de différents motifs de tissage dans les composites tissés

Le motif de tissage influe sur deux grandeurs [Lomov et Verpoest, 2005] :

— Les propriétés mécaniques : la courbure plus ou moins importante affecte les pro-
priétés mécaniques. En effet, moins l’ondulation est importante et plus la raideur du
tissu sera importante dans la direction des fibres.

— La drapabilité du tissu : plus le motif est serré, comme le taffetas, moins il est
drapable. Ceci s’explique par le fait que plus les torons de fibres sont rapprochés et
plus il sera difficile pour le tissu d’épouser la forme du moule dans lequel il sera cuit.
À contrario, plus les torons sont écartés plus ils seront libres de se réarranger lors de la
phase de drapage.

Cette dernière caractéristique constitue un atout certain comparé aux unidirectionnels, qui
eux sont très difficile à draper dès lors que l’on souhaite fabriquer des pièces non-planes. Une
des conséquences directe de cette drapabilité est que les zones susceptibles de délaminer sont
réduites par rapport aux stratifiés UD [Funk, 1989].

I.2.2.2 Mécanismes d’endommagement dans les composites tissés

Un stratifié tissé est par essence une structure complexe et multi-échelle. Les auteurs
recensent trois échelles de représentation (Figure I.15) :

— L’échelle microscopique : on retrouve les fibres et la résine

— L’échelle mésoscopique : à cette échelle se distingue le motif élémentaire du tissu,
constitué par l’entrelacement des torons de fibres

— L’échelle macroscopique : c’est l’échelle du pli et du stratifié
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Figure I.15 – Représentation schématique du caractère multi-échelle d’un tissu composite

Les endommagements vus à l’échelle macroscopique sont généralement initiés à l’échelle
microscopique au niveau des fibres et de la résine puis transitent par l’échelle mésoscopique
à travers les torons de fibres et la résine. De plus, les auteurs affirment souvent que l’échelle
caractéristique des endommagements critiques se situe à l’échelle du motif élémentaire.

I.2.2.3 Observation des endommagements à l’échelle de la mèche : micro-méso

L’échelle de la mèche a été très étudiée dans la littérature [Alif et Carlsson, 1997], no-
tamment dans le cas de chargements de traction et surtout d’impact. Ces études renseignent
sur le type de dommages rencontrés dans les composites tissés. Ils sont de trois types (Figure
I.16) :

— La micro-fissuration matricielle qui se trouve dans les zones riches en résine
— La fissuration de la résine dans les mèches transverses
— Le méta-délaminage i.e. le délaminage d’un pli entre deux mèches de directions

différentes

Figure I.16 – Endommagements dans l’épaisseur d’un tissu impacté [Ullah et al., 2015]

Après avoir compris les phénomènes mis en jeu, il est nécessaire d’établir un scénario
d’endommagement tout comme pour les unidirectionnels. [Osada et al., 2003] a commencé
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par étudier le tissu composite en traction et il en conclue que le scénario est le suivant (Figure
I.17) :

— Dépliement des mèches alignées dans la direction de la sollicitation

— Déformation de flexion dans les mèches transverses engendrée par le dépliement

— Initiation d’une fissure depuis la face en traction des mèches transverses

Figure I.17 – Observations microscopiques d’un tissu en traction pour trois déformations diffé-
rentes [Osada et al., 2003]

Ces fissures transverses vont ensuite s’accumuler et se propager en méta-délaminage ou
en délaminage. Ces observations ont été effectuées par plusieurs auteurs dont [Gao et al.,
1999] et [Ivanov, 2009]. Ces derniers ont réalisé des coupes micrographiques d’éprouvettes de
traction comme exposé sur la Figure I.18.

Figure I.18 – (1) Fissurations transverses des torons et (2) méta-délaminage dans un stratifié
tissé [Gao et al., 1999]

Enfin, lorsque les fibres atteignent leur déformation maximale, ces dernières s’accumulent
et provoquent la rupture du toron, ce qui mène progressivement à la ruine totale du pli.
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I.2.2.4 Observation des endommagements à l’échelle du pli : méso-macro

On remarque donc que, mis à part le méta-délaminage, les mécanismes d’endommage-
ment dans les stratifiés tissés sont les mêmes que pour un unidirectionnel. Cependant, dans
un tissu, il y a deux directions préférentielles (sens chaîne et trame), ce qui induit des diffé-
rences non seulement dans le scénario d’endommagement à l’échelle du pli, mais aussi sur le
comportement des fissurations matricielles et la répartition des délaminages.

Étude des fissurations matricielles : intra et inter-laminaires
L’étude des fissurations intralaminaires est aussi importante pour les tissus que pour les

UD. C’est pourquoi plusieurs auteurs décrivent leur comportement comme [Blanco et al.,
2014]. Il s’est proposé de mesurer le taux de restitution d’énergie en mode d’ouverture pour
un tissu satin de 5 carbone/époxy 5HS-RTM6. La conclusion principale est qu’en surface, la
propagation de la fissure est énormément influencée par la position des torons par rapport
à l’axe de chargement de l’éprouvette. En fait, les torons dont la face est libre ont une plus
grande liberté de mouvement, ce qui a pour conséquence de localiser les contraintes au niveau
des points de tissage. Sur la Figure I.19, [Blanco et al., 2014] propose une schématisation du
trajet de fissure observé sur deux configurations. Il révèle que pour un stratifié épais, le
phénomène n’a pas d’influence sur le taux de restitution d’énergie.

Figure I.19 – Trajet de fissure d’un tissu carbone/époxy et analyses C-Scan pour deux configu-
rations du pli extérieur par rapport à l’axe de sollicitation [Blanco et al., 2014]

De plus, les tissus présentent des propriétés intéressantes en ce qui concerne la propaga-
tion des délaminages inter-plis. En effet, [Funk, 1989] et [Kim et Sham, 2000] montrent dans
leurs études que les taux de restitution d’énergie liés aux modes de ruptures interlaminaires
sont entre 4 et 5 fois supérieurs à ceux des stratifiés unidirectionnels. Ceci peut s’expliquer
par le fait que le tissage présente des rugosités entre les torons, ce qui ralentit l’initiation
des endommagements. De plus, ils possèdent une part plus importante de résine que les
UD, ce qui a l’avantage de permettre une plus grande plastification avant rupture. Un autre
avantage du tissu est que l’enchevêtrement des torons de fibres crée des zones de contact
plus grandes ce qui permet de localiser les ruptures. Enfin, l’architecture du tissu permet
aux fissures de bifurquer d’un point de tissage à un autre, ce qui ralentit la propagation du
dommage. Ces remarques ont aussi été faites par [Deconinck, 2014] durant ses travaux de
thèse après avoir analysé le délaminage produit par un impact au poids tombant sur un
stratifié tissé.
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Répartition des endommagements

Les endommagements dans un stratifié tissé ont été largement étudiés notamment par
[Osada et al., 2003]. Ce dernier étudie le comportement en traction d’un tissu toile et d’un
tissu satin de 5. Sur les courbes σ = f(ε) (contrainte-déformation), on observe un phéno-
mène particulier : le knee-point (Figure I.20). Ce terme anglais désigne le point d’inflexion,
qui corresponds en fait à l’initiation des fissurations matricielles dans les mèches transverses
au sens de chargement.

Figure I.20 – Influence du motif de tissage sur la courbe σ = f(ε) d’un essai de traction [Osada
et al., 2003]

L’explication fournie par la littérature est que moins il y a d’ondulation dans le tissu,
plus il est difficile de mettre en flexion les torons de fibres transverses ; ceci a pour effet de
retarder l’apparition des premières fissures. Ceci explique la différence dans l’apparition de
ce knee-point entre les deux tissus étudiés.

Pour mettre en évidence cette influence du motif de tissage, [Daggumati et al., 2011]
a eu recours à la corrélation d’images numériques. Sur les analyses de la Figure I.21, les
déformations maximales se situent aux points de tissage et forment un angle soit de 27°
soit de 63° par rapport à la direction de chargement. Ces déformations sont à l’origine des
premières ruptures matricielles.

Figure I.21 – Champ de déformation εxx [Daggumati et al., 2011]
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Il faut noter que pour les tissus à base de fibres de carbone, ce phénomène est moins
marqué, parfois même inexistant. [Daggumati et al., 2013] observe même une rigidification
(i.e. une inflexion croissante) dans la courbe de traction. Cela est dû au fait que les stratifiés
tissés peuvent se déplier avec l’augmentation de la charge et l’endommagement de la résine.
Une compétition entre l’endommagement de la résine et l’alignement des fibres s’enclenche
alors et influe donc la réponse du stratifié matérialisée par la courbe σ = f(ε).

Dans ses travaux de thèse portant sur la fatigue dans les stratifiés tissés, [Rouault, 2013]
montre aussi que la géométrie du tissage joue un rôle prépondérant dans l’endommagement,
et plus précisément sur la direction de propagation d’une coupure dans le cas où le stratifié
est sollicité dans son plan. Des différences de comportement ont aussi été observées par
[Ganesh et Naik, 1995] pour un même motif mais pour un arrangement différent des torons
de fibres. En effet, les résultats montrent que les modules d’Young et les contraintes à rupture
en cisaillement plan sont impactés. Les trois configurations de la Figure I.22 n’ont pas les
mêmes propriétés. Ainsi, la configuration C1 présente une limite à rupture supérieure aux
deux autres mais un module d’Young plus faible en cisaillement plan.

Figure I.22 – Influence de la séquence d’empilement d’un tissu sur les propriétés mécaniques
[Ganesh et Naik, 1995]

Comportement à l’impact

La conclusion principale pour les cas de chargement statiques ou de fatigue est valide pour
les impacts. En effet, [Kim et Sham, 2000] et [Kim, 2008] ont effectué des C-Scan de plaques
tissées et d’autres avec de l’UD après des impacts au poids tombant. Ils révèlent que les
dommages sont plus restreints dans le cas de stratifiés tissés que dans les stratifiés non-tissés.
Plus précisément, les dommages sont identiques sur la face supérieure alors que sur la face
opposée à l’impact le dommage est beaucoup plus important dans le cas de la plaque avec
UD (Figure I.23). Cela est conforme avec ce qui a déjà été présenté précédemment puisque
les UD sont plus sensibles aux ruptures de matrice que les tissus. Ces fissures se propagent
donc plus facilement dans l’épaisseur et initient plus facilement des délaminages.
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Figure I.23 – Comparaison des délaminages par C-Scan pour (a) un stratifié tissé et (b) un
stratifié unidirectionnel [Kim et Sham, 2000] & [Kim, 2008]

Les fissures matricielles sont donc au cœur de la réponse d’un stratifié à l’impact. C’est
pourquoi plusieurs auteurs ont décidé d’en savoir plus sur l’influence de la résine, comme
[Vieille et al., 2013]. Trois types de résines ont été étudiées : une thermodurcissable (époxyde)
et deux thermoplastiques (PEEK et PPS). Sur la Figure I.24, le faciès de rupture montre
une rupture en forme de croix sur la face opposée à l’impact avec un délaminage en forme
de losange.

Figure I.24 – Faciès de rupture pour un stratifié tissé carbone pour trois résines à (a) 6 J, (b)
10.5 J, (c) 17 J et (d) 25 J [Vieille et al., 2013]

Cependant, sur la face impactée, l’endommagement est localisé sous l’impacteur. Le stra-
tifié constitué de l’époxyde délamine plus que les deux autres (Figure I.25). Ainsi, l’utilisation
d’une résine PPS pourrait être très bénéfique dans le cadre d’une optimisation d’une structure
tissée.
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Figure I.25 – Surfaces délaminées en fonction de l’énergie d’impact pour un stratifié carbone
avec trois résines différentes [Vieille et al., 2013]

Les principales caractéristiques influençant le mécanisme d’endommagement sont donc :
— La résistance intrinsèque du tissu

— Les régions riches en résine où des déformations plastiques peuvent se développer

— Une propagation de fissure qui suit l’ondulation des torons créant ainsi une large surface
de délaminage

— Des délaminages qui se développent depuis la face impactée jusqu’à la face arrière en
forme de losange

I.2.2.5 Bilan sur le comportement d’un stratifié tissé soumis à des chargements
statiques et d’impacts

Le stratifié tissé est donc une structure plus complexe que l’UD, du fait de son caractère
multi-échelle. Les endommagements se produisent à trois niveaux bien distincts : micro-
scopique, mésoscopique et macroscopique. Cependant, il a été démontré que les endomma-
gements les plus critiques se trouvent à l’échelle de la mèche. A cette échelle, le scénario
d’endommagement peut être résumé par :

1 -Microfissurations matricielles dans les zones riches en résine

2 -Fissurations de la résine dans les mèches transverses à la direction du chargement

3 -Méta-délaminage i.e. un délaminage à l’intérieur d’un pli entre deux mèches de
directions différentes

4 -Délaminage entre les plis de tissu

5 -Coalescence des ruptures de fibres dans les torons
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Les mécanismes observés sont très proches de ceux vus sur les stratifiés UD, sauf que dans
les UD, le délaminage est plus facilement visible et le méta-délaminage est inexistant.
A l’échelle du pli, la répartition des dommages est fortement influencée par l’arrangement
des torons de fibres et pilotée par le motif de tissage. En effet, ceci a une influence sur la
localisation des déformations maximales qui se trouvent alors au niveau des points de tissage.
Ces zones sont privilégiées pour le départ des fissures de résine. De plus, comme observé sur
les UD, les délaminages sont une conséquence des fissurations de la résine ce qui permet
aux délaminages de s’initier entre les plis. Cependant, ces délaminages sont beaucoup plus
restreints et plus localisés pour les tissus que pour les UD.

I.2.3 Comportement et endommagement des stratifiés hybrides
I.2.3.1 Généralités sur les stratifiés hybrides

Sous la désignation de composites hybrides peut se cacher une multitude de manières
de les définir. La définition la plus générique est qu’un composite hybride est une structure
constituée de deux ou plusieurs constituants différents. Le but ultime étant d’améliorer les
propriétés d’une structure aux sollicitations qu’elle peut subir durant son cycle de vie. En
effet, il peut être intéressant d’augmenter le module d’Young, la résistance à la traction ou à
la compression ou encore la résistance à l’impact. L’hybridation a débuté il y a déjà quelques
années.
En combinant des composites, on combine aussi leurs propriétés, l’objectif est évidemment de
tirer le meilleur de chaque matériau pris individuellement. Par exemple, il est nécessaire dans
certains cas d’utiliser un composite à haut module, mais cela a pour conséquence quelques
fois d’avoir des ruptures très fragiles, ce qui est très pénalisant. Ainsi, une des possibilités
est d’associer un autre matériau à celui-ci pour essayer de garder ce haut module tout en
évitant une rupture brutale, comme expliqué par [Czél et Wisnom, 2013] et illustré sur la
Figure I.26.

Figure I.26 – Courbe σ = f(ε) d’un composite à fibres de carbone (en noir), à fibres de verre
(en rouge) et un hybride des deux (en gris) [Czél et Wisnom, 2013]
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Cette section présente les avancées en termes de comportement des composites hybrides
avec un focus sur les résines polymères, même si des références à des résines céramiques ou
métalliques pourront être faites.

Dès lors, il existe plusieurs échelles d’hybridation comme illustré sur la Figure I.27 :

— Une hybridation à l’échelle de la fibre : utilisation de différentes types de résines et/ou
de fibres.

— Une hybridation à l’échelle du pli : utilisation d’architectures différentes pour un tissu
par exemple. En effet, le tissu présente la particularité d’offrir beaucoup de possibilités
pour agencer les plis entre eux.

— Une hybridation à l’échelle de la structure : drapage mixte entre des plis de maté-
riaux différents. Par exemple, une séquence d’empilement avec un mélange de plis de
composites et de feuilles métalliques.

Figure I.27 – Échelles d’hybridation dans un stratifié composite : (a) échelle du stratifié, (b)
échelle du pli, (c) échelle de la fibre [Swolfs et al., 2014]

I.2.3.2 L’effet hybride

Définitions

Dès les années 1970, les composites hybrides étaient l’objet d’études génériques et l’un
des pionniers fut [Hayashi, 1972]. Il affirme que la déformation à rupture des plis de carbone
dans un stratifié hybride verre/carbone est supérieure de 40% par rapport à un composite
uniquement constitué de fibres de carbone. Ceci permet de donner une première définition
de l’effet hybride : c’est le taux apparent d’amélioration des performances élastiques d’un
composite hybride par rapport à un composite standard (Figure I.26). Cependant, cette dé-
finition se limite au comportement linéaire d’un composite. Une autre définition est donnée
par [Marom et al., 1978] et [Summerscales et Short, 1978] : c’est l’écart par rapport à la loi
des mélanges. Cette définition a l’avantage de pouvoir être appliquée pour quantifier les per-
formances à rupture. Une illustration sur la Figure I.28 permet de représenter graphiquement
cette définition.
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Figure I.28 – Définition de l’effet hybride au sens de [Marom et al., 1978] & [Summerscales et
Short, 1978]

pour des fibres basse élongation (LE)

Cette définition, bien que meilleure que la première n’est pas encore tout à fait complète.
En effet, la loi des mélange n’est pas forcément linéaire pour toutes les propriétés étudiées.
Par exemple, pour la limite élastique, la loi est plutôt bilinéaire, comme l’affirment[Manders
et Bader, 1981] et [Kretsis, 1987] alors que la valeur est constante pour la déformation à
rupture des fibres à basse élongation. La même remarque est faite pour d’autres propriétés
en considérant un changement d’un pli de carbone par un pli de verre. Dans ce cas, aucune
différence n’a été observée sur le module de flexion de la structure étudiée. La conclusion qui
en découle est que la loi des mélange ne s’applique pas pour toutes les propriétés, encore moins
dans des cas de chargement en flexion. Des théories plus avancées proposent de déterminer
s’il y a un effet hybride en flexion ou non. Cependant, il reste encore à ce jour très compliqué
d’aboutir à des résultats satisfaisants.
Des auteurs tels que [Zweben, 1977], [Fukuda et Chou, 1983], [Harlow, 1983] ou encore [Zeng,
1993] ont entrepris d’effectuer d’importantes campagnes d’essais ainsi que de développer des
théories pour pouvoir quantifier puis expliquer cet effet hybride. Trois hypothèses émergent
alors :

— Les contraintes résiduelles

— Le développement des fissures

— Les concentrations de contraintes dynamiques

Les contraintes résiduelles
Concernant la première hypothèse, l’effet hybride est attribué aux contraintes résiduelles

de contraction causées par les différences des coefficients d’expansion thermiques (CET)
dans les fibres. En effet, en prenant l’exemple des fibres de carbone et de verre immergées
dans une résine époxyde pendant la cuisson, on remarque que ces dernières vont changer
de tailles à cause de leur CET, puisque celui du carbone varie entre -1 et +1 K−1, alors
que celui des fibres de verre oscille entre 5 et 10 K−1. Les fibres de carbone vont donc
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globalement conserver leur taille, contrairement aux fibres de verre qui elles vont s’allonger.
En fin de cuisson, la température du stratifié hybride tend vers la température ambiante
et cela a pour conséquence de contracter les fibres de verre, mais pas celles en carbone.
Un état d’équilibre s’installe alors et crée des contraintes internes dues à ces différences de
longueurs : ce sont les contraintes résiduelles qui vont alors mettre les fibres de carbone en
compression. Malgré cela, ce phénomène n’explique que 10% de l’effet hybride selon [Kretsis,
1987] alors qu’il peut être supérieur à 50%. Les 90% restant sont donc à chercher ailleurs.

Le développement des fissures

La deuxième hypothèse est le développement des fissures. Celle-ci peut être étudiée par une
approche statistique ou par la mécanique de la rupture, comme l’explique [Manders et Bader,
1981]. L’inconvénient de la deuxième méthode réside dans l’anisotropie des composites. En
effet, cette méthode est plus adaptée aux matériaux métalliques dans lesquels les propriétés
mécaniques sont isotropes. L’approche statistique est donc plus utilisée. La résistance mé-
canique des fibres n’est plus une donnée absolue, mais plutôt une variable stochastique liée
au “hasard”. Concernant les stratifiés UD, une illustration (Figure I.29) permet de mieux
comprendre l’initiation des ruptures de fibres.

Figure I.29 – Répartition des contraintes lors de la rupture de fibres dans un stratifié unidirec-
tionnel : (a) fibres saines, (b) initiation de la rupture dans une fibre, (c) propagation de la rupture
des fibres adjacentes, (d) rupture totale de la structure [Swolfs et al., 2014]

La propagation s’effectue par le chargement des fibres adjacentes par l’intermédiaire
de la résine, jusqu’à atteindre une taille critique conduisant ainsi à la rupture finale de
la structure. Les concentrations de contraintes autour des fibres déjà cassées peuvent être
affectées par des paramètres intrinsèques aux fibres telles la raideur ou encore la section.
Ainsi, pour deux fibres différentes : une avec un haut module et l’autre avec un faible
module, la répartition des contraintes n’est plus la même et affecte en conséquence la
propagation puis la ruine finale. Ces phénomènes ont été étudiées par [Zweben, 1977]
et [Swolfs et al., 2013]. De plus, les fibres à faible module déjà cassées, peuvent être
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comblées par les fibres à haut module, ce qui peut non seulement empêcher le dévelop-
pement d’autres ruptures mais aussi augmenter la valeur critique d’initiation de ces ruptures.

Les concentrations de contraintes
Enfin, d’autres auteurs attribuent cet effet hybride aux concentrations de contraintes. En

effet, lorsqu’une fibre rompt, il y a une décharge locale qui génère une onde. Cette onde va
ensuite se propager dans l’environnement proche et possiblement créer des zones temporaires
de concentrations de contraintes. Cet effet a été expliqué pour la première fois par [Hedgepeth
et Jhon, 1961] et approfondi par [Ji et al., 1985]. Ils affirment que les concentrations de
contraintes dynamiques sont entre 15 et 27% supérieures aux concentrations de contraintes
statiques. D’autres auteurs ont entrepris des travaux pour évaluer ces concentrations de
contraintes dynamiques dans les fibres de carbone et dans les fibres de verre. [Xia et Ruiz,
1991a] et [Xia et Ruiz, 1991b] révèlent qu’elles sont 20% supérieures dans les fibres de verre
que dans les fibres de carbone. Il est donc clair que l’utilisation de différentes fibres influe
sur le comportement local de la structure et donc par extension sur son comportement à
l’échelle macroscopique. Pour conclure sur cette problématique, [Xing et al., 1981] a proposé
un modèle qui permet de mieux comprendre cet effet ; son article stipule qu’il existe deux
ondes de déformation générées indépendamment au sein d’un hybride avec des fibres haut
module et des fibres bas module. Ces deux ondes, déphasées l’une par rapport à l’autre,
permettent de relaxer les contraintes ce qui permet de retarder la rupture du stratifié.
Cependant, cette voie a été délaissée ces vingt dernières années.

I.2.3.3 Les moyens d’hybridation
Après avoir défini l’effet hybride, les auteurs se sont lancés dans l’étude approfondie de

plusieurs stratifiés hybrides, en modifiant les résines ou les fibres. Cela donne lieu a une
importante base de données sur ce type de stratifiés. On s’attachera dans la section sui-
vante à résumer les principaux travaux et les conclusions majeures auxquelles ont abouti les
recherches.

Hybridation par les particules
Les nano-particules ont été étudiées par de nombreux chercheurs. Le Tableau I.3 résume

les principaux travaux qui ont été effectués.
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Les auteurs comme [Akash et al., 2014] ont étudié l’effet de l’ajout de nano-particules
d’alumine dans un composite hybride constitué de fibres de verre et de carbone. Ils en
concluent que l’ajout de ces particules augmente considérablement le module d’Young et
la limite à rupture. [Priyadarshi et Biswas, 2017] a quant à lui étudié l’effet de l’humidité
sur les propriétés mécaniques d’un hybride jute/époxy rempli de particules céramiques
d’alumine (Al2O3). En plus du comportement statique, cet auteur a étudié la réponse en
dynamique de ce stratifié, notamment à l’impact. Ils montrent que l’ajout de particules a
pour effet d’augmenter la dureté du stratifié et les propriétés mécaniques en flexion et la
résistance à l’impact ont été améliorées. D’autre particules ont fait l’objet d’études avancées
telles que les nanoparticules de diamant ou encore des nanotubes de carbone [Subhani
et al., 2015]. Comme pour les précédentes études, les caractéristiques mécaniques en traction
et en flexion ont été améliorées. Un ajout de 0.2wt% de nanoparticules de diamant et
0.2wt% de nanotubes de carbone ont permis d’augmenter le module élastique de 84%, la
limite à rupture en traction de 70% et la dureté de 50%. Le module de flexion a quant
à lui été augmenté de 56% et près de 104% pour la limite à rupture en flexion. La plus
grande amélioration a été observée pour un cas de chargement dynamique, où la résistance
à l’impact est supérieure d’environ 161%.
D’autres particules ont été ajoutées dans les stratifiés composites, telles que du graphène,
des particules d’aluminium ou encore des carbures de silicium ; la conclusion globale est que
les propriétés élastiques (module d’Young, module de flexion) ont été augmentées, mais les
contraintes seuil ont aussi été augmentées (contrainte à rupture en traction et en flexion).
Dans le cas où sont ajoutées des particules de diamant ou des particules CSR (Core-Shell
Rubber), les taux de restitution d’énergie ont été considérablement augmentés et cela permet
donc de réduire la taille des endommagements dans la structure étudiée (Figure I.30). A
titre d’exemple, le taux de restitution d’énergie en Mode I pour l’hybride avec des particules
CSR est passé de 343 J/m2 à 2671 J/m2.

Figure I.30 – Résistance à l’impact et résistance en flexion en fonction de la proportion massique
de particules MBN (Modified Boron Nitride) [Xu et al., 2019]
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Hybridation par les fibres
Ces dernières années, beaucoup de travaux ont été entrepris afin d’évaluer l’apport de

différentes fibres dans l’amélioration des propriétés aussi bien mécaniques que thermiques ou
hygrométriques. La section qui suit se concentre uniquement sur les propriétés mécaniques
de ces stratifiés. Le Tableau I.4 récapitule les différentes fibres étudiées dans la littérature.
Les applications sont diverses et variées, comme le génie civil, l’électrique, le stockage sous
pression ou encore l’aéronautique.

Dans le cadre de leurs recherches sur l’amélioration de pièces de structures pour l’industrie
automobile, [Oztoprak et al., 2018] et son équipe ont mis en évidence que l’orientation et
le type de fibres avait une énorme influence et notamment sur la masse, puisqu’un gain
d’environ 80% a pu être observé sur la masse de la structure étudiée, tout en améliorant ses
propriétés mécaniques. D’autres types de fibres ont aussi suscité l’intérêt de [Sureshkumar
et al., 2015], comme le kevlar ou les fibres plastiques. Cependant, les propriétés à rupture n’ont
été étudiées que tardivement avec notamment [Beylergil et al., 2018]. Dans ses travaux, des
essais au pendule de Charpy, des essais de cisaillement Short Beam Shear, ainsi que des essais
de traction ont été réalisés sur un stratifié UD carbone/époxy avec du polyamide (PA66).
Il en résulte que l’ajout de ce dernier a fortement amélioré l’initiation et la propagation de
la rupture. En effet, le taux de restitution d’énergie a été augmenté de 84% par rapport à
l’UD seul comme l’illustre la Figure I.31. Cela est une voie intéressante dans l’optimisation de
structure, en empêchant ou du moins en retardant l’apparition du délaminage. Cependant,
cela a été au détriment des propriétés mécaniques dans le plan, qui elles ont été affaiblies à
cause du faible taux de fibres de carbone.

Figure I.31 – Courbe comparative d’un essai DCB d’un stratifié UD de référence avec deux
hybrides de cet UD contenant différents taux volumiques de polyamide PA66 [Beylergil et al., 2018]

En résumé, les composites hybrides avec une hybridation par les fibres présentent énor-
mément d’avantages, tant sur les propriétés élastiques que sur la résistance à l’initiation et
à la propagation des fissures et des délaminages. Il s’avère que les hybridations par les fibres
de carbone ou de kevlar sont celles qui apportent une amélioration significative par rapport
aux composites usuels. Cependant, ils sont difficiles à réparer, absorbent l’humidité et très
chers à produire comparés aux composites classiques ou aux métaux conventionnels.
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I.2.3.4 Nouvelles tendances d’hybridation
Ces dernières années, la majorité des études sur les composites hybrides avaient pour

objectif d’augmenter la déformation à rupture et diminuer les coûts de fabrication, notam-
ment en remplaçant les fibres de carbone par d’autres fibres moins coûteuses. Malgré les
nombreuses études, les améliorations n’étaient pas aussi significatives qu’attendues. C’est
pourquoi, la tendance est plutôt de trouver un équilibre entre les propriétés mécaniques et
le coût. De fait, il existe quelques axes majeures de recherches tels que : la pseudo-ductilité,
les fibres ductiles ou encore l’hybridation par les fibres naturelles.

La pseudo-ductilité
La pseudo-ductilité désigne le phénomène qui permet à un matériau initialement “fra-

gile” de repousser sa limite à rupture en adoptant un comportement ductile s’apparentant
ainsi à un métal.
Le postulat traditionnel affirme que les matériaux composites ont de très bonnes proprié-
tés mécaniques tout en ayant de faibles densités mais aussi un comportement fragile. La
pseudo-ductilité permet donc de contrôler ce comportement comme l’illustre la Figure I.32.

Figure I.32 – Courbes σ = f(ε) d’un stratifié (a) : standard, (b) : hybride, (c) : hybride pseudo-
ductile

Ce comportement n’est toutefois pas nouveau puisque [Bunsell et Harris, 1974] et [Man-
ders et Bader, 1981] l’ont déjà décrit. Ce contrôle de la rupture passe par une amélioration
du comportement des interfaces intra et inter-plis. En effet, ces chutes brusques d’effort sont
généralement caractéristiques des délaminages et l’augmentation de la ténacité permet de
continuer à charger le stratifié sans causer de chute brutale d’effort.
[Czél et Wisnom, 2013] a incorporé un pli d’unidirectionnel carbone/époxy de 29µm entre
deux plis de verre/époxy plus épais. Cela permet au pli d’UD de multi-fissurer bien avant les
plis de verre, plus résistants. Ce phénomène a aussi été observé par d’autres auteurs comme
[Jalalvand et al., 2014] qui a en plus proposé une modélisation par éléments finis. [Jones
et Benedetto, 1994] et son équipe ont dispersé très finement des fibres de carbone avec des
fibres de verre ou d’aramide. Une augmentation de 92% a été observée en ce qui concerne la
déformation maximale. Cependant, il existe une proportion maximale de fibres de carbone
pouvant être incorporée dans le stratifié ; au-delà de cette limite, on retrouve un stratifié
hybride classique.
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Ce phénomène peut être observé en tressant et en étirant des fils de carbone et d’aramide
comme illustré sur la Figure I.33. L’explication avancée par l’ auteur de l’étude [Somboonsong
et al., 1998] est que les chemins d’effort sont modifiés à cause du tressage ; les fils rompus
transfèrent leurs efforts aux fils adjacents, augmentant ainsi la résistance résiduelle de la
structure.

Figure I.33 – Procédé de tressage et d’étirage [Lam, 2001]

Pour conclure, la pseudo-ductilité est donc un phénomène très subtile, qui demande une
méthode de fabrication très précise, puisque cet effet n’est “visible” que si les taux d’hybri-
dation sont maîtrisés. Comme l’ont montré les auteurs tels que [Bunsell et Harris, 1974], il
existe une valeur critique pour que l’adhérence entre les fibres de différentes nature puisse
perturber le chemin d’effort classique. Malgré cela, aucune étude n’a à ce jour montré une
amélioration significative lors de chargements plus complexe que la traction, comme la fatigue
ou l’impact.

Les fibres ductiles
Si on se place à l’échelle de la fibre, il peut être judicieux de travailler, non plus sur les

“paquets de fibres” mais sur le choix des fibres. En effet, des auteurs se sont mis à mélanger
des fibres fragiles avec des fibres plus “ductiles” (Figure I.34). L’objectif étant tout d’abord
d’augmenter la déformation à rupture globale, mais cela peut aussi s’avérer intéressant dans
des cas d’absorption d’énergie. Les fibres “fragiles” utilisées sont dans la plupart des cas des
fibres de carbone. À ces fibres, sont ajoutées d’autres fibres :

— Les fibres métalliques [G.Callens et al., 2014] [Thysen, 2013]

— Les fibres de PolyPropylène (PP) [Swolfs et al., 2013] [Swolfs et al., 2014]

— Les fibres de PolyEthylène (PE) [Peijs et al., 1990]

— Les fibres de PolyAmide (PA) [Dehkordi et al., 2010]
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— Les fibres de PolyVinyl d’Alcool (PVA) [Pegoretti et al., 2004]

— Les fibres de Coco [Jayabal et al., 2011] [Pavithran et al., 1991] [Tran et al., 2013]

— Les fibres de Soie [Khanam et al., 2010]

Figure I.34 – Courbe E = f(εrupture) pour une large gamme de fibres polymères et métalliques
[Tang et al., 2018]

Le mélange de fibres de verre et de fibres de PVA permet d’obtenir de meilleures
propriétés en traction. L’amélioration obtenue est toutefois assez limitée, puisqu’elle est de
30% tout au plus comparé à un stratifié constitué uniquement de fibres de verre.
Cet effet hybride n’est que de 18% concernant les hybrides carbone/PP. L’auteur explique
que les fibres de carbone cassent de façon brutale et ne sont donc pas “protégées” par les
fibres de PP. La seule amélioration avec du PP a été observée par [Swolfs et al., 2014]. Cela
est dû au procédé de fabrication : le stratifié est fabriqué en co-tressant les bandes de PP
avec le prépreg de carbone au lieu de les draper les uns à la suite des autres. Avec cette
méthode, la ductilité des fibres de PP est maintenue et évite donc de libérer toute l’énergie
contenue dans les fibres de carbone. De plus, comme pour la pseudo-ductilité, le taux de
dispersion est important puisque la ductilité des fibres de PP reste inchangée à condition de
maintenir un taux de fibres de carbone assez bas.

Les travaux présentés précédemment contiennent au moins des fibres fragiles. D’autres se
sont intéressés à des hybrides en combinant deux types de fibres ductiles comme [Cuyper,
2012] qui mélange des fibres d’acier trempé avec un stratifié déjà renforcé. Les résultats
montrent que pour une déformation donnée, la contrainte de traction est augmentée. L’auteur
affirme que cela est dû à une différence très importante entre les coefficients de Poisson des
deux matériaux. Cela a pour conséquence de créer un état de contrainte bi-axial et augmente
donc la contrainte de traction à iso-déformation.
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I.2.3.5 Comportement à l’impact
Les études présentées précédemment ont été faites majoritairement dans le cadre d’essais

statiques simples (traction ou flexion), mais il existe quelques études présentant des résultats
pertinents concernant le comportement de ces structures à l’impact.

[Randjabaran et al., 2014] a testé un stratifié hybride constitué de fibres de kevlar, de
carbone et de verre avec différentes orientations. La conclusion à laquelle il aboutit est qu’il
est préférable d’utiliser la combinaison carbone/verre en drapant le premier pli avec du verre
plutôt que du kevlar. Cependant, [Bandaru, 2015] affirme que pour les mêmes configurations
étudiées par [Randjabaran et al., 2014], celles contenant du kevlar et du carbone présentent
des efforts maximums supérieurs aux autres configurations. Quant à l’énergie absorbée, le
meilleur matériau est le kevlar, suivi du carbone puis du verre. Pour [Yan et al., 2015], le
kevlar et le verre présentent des performances très intéressantes en statique mais aussi à
l’impact. Cette étude a aussi permis de montrer que le comportement à l’impact est forte-
ment dépendant de la densité surfacique des fibres. La Figure I.35 présente la résistance au
délaminage en fonction de la densité surfacique des fibres utilisées pour un cas d’indentation
quasi-statique (ID) et de compression (CD).

Figure I.35 – Résistance au délaminage pour un hybride HRBP/kevlar en fonction de la densité
surfacique des fibres [Yan et al., 2015]

Les endommagements générés ont aussi retenu l’attention des auteurs, puisque [Petrucci
et al., 2015] révèle qu’un stratifié lin/chanvre/basalte montre une résistance à la perforation
très importante. Cependant, la déflexion maximale est aussi très importante. L’auteur a effec-
tué des essais d’indentation quasi-statique sur trois configurations en arrangeant de différentes
manières les matériaux utilisés. Il en conclue que le verre/chanvre/basalte est plus résistant
à la pénétration que le verre/lin/basalte, lui-même meilleur que le lin/chanvre/basalte. Le
verre a pour effet de raidir la structure et donc de diminuer la flexion du stratifié.
[Munoz et al., 2015] a étudié expérimentalement et numériquement le comportement d’un
stratifié carbone/verre 3D à l’impact. Le stratifié est constitué de deux sous-stratifiés : une
partie en fibres de carbone (face voyant l’impacteur) et une partie en fibres de verre 3D (face
opposée à l’impact). Il en déduit que l’énergie dissipée par le tissu de verre 3D est plus im-
portante car le tissu opposé à l’impacteur voit des déformations plus importantes que les plis
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de carbone. Ceci a pour effet de localiser les endommagements directement sous l’impacteur
dans les plis de verre.
Il a été montré que la combinaison kevlar/kénaf absorbe plus d’énergie qu’un stratifié ké-
naf/époxy ou kevlar/époxy. [Muhammed et al., 2015] a montré que l’hybridation avec des
fibres de kénaf augmente la résistance à l’impact de 22%. En ce qui concerne les impacts balis-
tiques, une stratification épaisse contenant deux plis de tissu de kénaf a une meilleure réponse
que sans kénaf. L’ensemble des études sur les impacts composites hybrides est résumée dans
le Tableau I.5 ci-dessous.

Référence Fibres utilisées Type d’impact

[Bandaru, 2015] Kevlar-Carbone-Verre Haute vitesse

[Thanomsilp et Hogg, 2003] Verre-Polypropylène,
Verre-Nylon Poids Tombant

[Bakkal et Savas, 2012] Coton-Verre Pendule de Charpy
[Hameed et Daway, 2014] Verre-Carbone Pendule de Charpy

[Yan et al., 2015] Kevlar-Verre Poids Tombant
[Yahaya, 2015] Kénaf-Kevlar Pendule de Charpy

[Petrucci et al., 2015] Verre-Lin-Basalte-Chanvre Poids Tombant
[Munoz et al., 2015] Verre-Carbone Haute vitesse

[Muhammed et al., 2015] Verre-Kénaf Izod
[Yahaya et al., 2014] Kevlar-Kénaf Haute vitesse
[Sarasini et al., 2014] Basalte-Carbone Poids Tombant
[Tirillo et al., 2017] Carbone-Basalte Haute vitesse
[Atiqah et al., 2014] Verre-Kénaf Izod
[Flynn et al., 2016] Carbone-Lin Pendule de Charpy

[Bandaru et al., 2016] Kevlar-Basalte Poids Tombant
[Ozben, 2016] Verre-Carbone Poids Tombant

[Manjunath et Udupa,
2016] Areca-Eucalyptus Pendule de Charpy

[Zivkovic et al., 2017] Lin-Basalte Poids Tombant

Tableau I.5 – Recherches sur l’impact sur stratifié hybride [Safri et al., 2018]

I.2.3.6 Bilan sur le comportement d’un stratifié hybride soumis à des charge-
ments statiques et d’impacts

Cette section a présenté les différents travaux qui ont été effectués sur les stratifiés hy-
brides. Il s’avère que l’effet hybride est le paramètre le plus important pour quantifier l’apport
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(positif ou négatif) d’un hybride par rapport à un stratifié standard. Plus l’effet est grand et
plus l’hybride présente un comportement qui s’éloigne du stratifié auquel il aura été comparé.

L’effet hybride est très largement étudié pour des cas de charge statiques (traction,
flexion) et pour des hybrides relativement standards comme le verre/carbone ou encore
le carbone/aramide. Les études montrent que les trois mécanismes fondamentaux des hy-
brides sont : les contraintes résiduelles, le développement des fissures et les concentrations de
contrainte. Ces phénomènes se retrouvent sur la majorité des matériaux testés. Les matériaux
testés peuvent être classés en deux catégories :

— Hybridation par les particules : différentes nano-particules sont introduites dans
une résine (généralement de l’époxyde) à des taux plus ou moins importants. Suivant
les particules insérées, les moyens de fabrication varient entre le drapage manuel, le stir
casting ou encore le moulage sous vide.

— Hybridation par les fibres : de nombreuses fibres ont été testées. La particularité
de ces études est qu’elles prennent en compte l’effet du taux d’humidité. En effet, il a
été montré que ce dernier avait une influence sur la déformation à rupture des fibres,
en particulier des fibres naturelles.

Ces méthodes d’hybridation ont montré que la déformation à rupture, le taux de
restitution d’énergie et la masse pouvaient être améliorés dans des proportions importantes
(jusqu’à 80% pour la masse, 84% pour le taux de restitution d’énergie et 40% pour la
déformation à rupture).

Les auteurs ont développé de nouvelles méthodes pour tenter d’accroître l’effet hybride,
comme la pseudo-ductilité ou encore l’utilisation de fibres ductiles. Ces deux méthodes
reposent sur l’augmentation de la déformation à rupture du stratifié et cela passe par
l’utilisation de stratifications spécifiques comme l’a fait [Czél et Wisnom, 2013] ou encore en
mélangeant les fibres à faible déformation avec des fibres à grande déformation comme des
fibres de verre, d’aramide, de PolyEthylène ou encore des fibres métalliques.

Finalement, quelques études se sont intéressées à des cas de charge dynamiques tels que
l’impact. Des auteurs ayant étudié des stratifications contenant du kevlar ont montré que les
efforts maximums atteints sont supérieurs aux stratifications sans kevlar. De plus, ce dernier
en fait un excellent absorbeur d’énergie pour [Bandaru, 2015].
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I.2.4 Bilan sur le comportement des stratifiés composites à l’im-
pact

Cette première section permis de mettre en évidence les problématiques des matériaux
composites lors de chargements d’impacts. En effet, leurs fortes hétérogénéités complexifie
l’étude des processus d’endommagement, d’autant plus qu’ils interagissent entre eux. De
surcroît, des variabilités liées à la géométrie de la structure impactée, la vitesse d’impact ou
encore le type d’impacteur influencent la réponse du stratifié.

Les études effectuées sur les unidirectionnels et les tissus montrent des scénarios d’en-
dommagement différents. De plus, dans les UD l’épaisseur a une influence très importante
dans l’initiation des dommages. C’est pourquoi l’un des axes de recherches sur lesquels
l’accent a été mis durant cette thèse est l’étude approfondie de ces structures épaisses. Pour
cela, un seul matériau (le HTA7-913), un seul type d’impacteur (hémisphérique de diamètre
φ = 16 mm) et une seule géométrie (plaque rectangulaire de dimensions 125x100 mm2) ont
été choisis pour limiter les éventuelles variabilités dans la réponse de la structure.

Enfin, des études sur les hybrides ont été effectués, et cela dès l’apparition des structures
composites dans les années 1950. Il existe de nombreux moyens d’hybridation comme l’uti-
lisation de particules ou de fibres ductiles. Le but est d’améliorer la structure qui a servi de
base à l’hybridation. De nombreuses études ont été faites sur des éprouvettes en traction ou
en flexion, mais aussi à l’impact. C’est pourquoi un des axes de recherche de la thèse est
l’étude et la compréhension de la phénoménologie stratifiés hybrides à l’impact.
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I.3 Modélisation des stratifiés composites
I.3.1 Stratégies et échelles de modélisation des stratifiés UD

Un stratifié unidirectionnel est constitué d’un empilement de plis dans des orientations
diverses. Ces plis sont, comme exposé précédemment, composés de fibres et de résine. Cette
architecture multi-matériau confère au pli plusieurs définitions. En effet, il peut être défini
à l’échelle de la fibre (" 10µm), du pli (" 100µm), du stratifié (" 5mm) ou encore de la
structure (" 1m) .

Ces différentes échelles offrent de nombreux points d’entrées pour modéliser les endomma-
gements dans les stratifiés unidirectionnels. Pour mieux comprendre les approches adoptées
dans les chapitres suivants, il convient de recenser les principales méthodologies de modéli-
sation par éléments finis utilisées à ce jour. Elles seront présentées suivant la classification
suivante (Figure I.36) :

— Les approches dites macro qui se placent à l’échelle de la structure
— Les approches dites méso qui se placent à l’échelle du pli
— Les approches dites micro qui se placent à l’échelle de la micro-structure

Échelle macroscopique
Échelle mésoscopique

Échelle microscopique

Figure I.36 – Échelles de modélisation des stratifiés unidirectionnels

I.3.1.1 Les échelles de modélisation

Les macro-modèles
Ce type de modèle vise à modéliser des structures de grandes dimensions. De fait, l’épais-

seur étant très faible devant ces dimensions, les principes de modélisation sont basés sur
l’utilisation d’éléments 2D, soit de type plaque ou de type coque. Le dimensionnement à
rupture repose sur l’utilisation de critères macroscopiques. Ces critères pullulent depuis les
années 1970 et [Orifici et al., 2008] s’est proposé de les classifier en trois grandes catégories :

— Les critères de déformations ou de contraintes maximales : ils reposent sur la valeur
calculée (déformation ou contrainte) localement et comparée à une valeur seuil (ou cri-
tique). Ils fournissent de bons résultats, mais ils ne prennent pas en considération les
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potentielles interactions entre les différents modes de rupture. Ils sont utilisés généra-
lement durant les premières phases de pré-dimensionnement.

— Le critère de [Tsai et Wu, 1971a] et [Tsai et Wu, 1971b] : c’est un critère phéno-
ménologique utilisé pour les matériaux anisotropes (particulièrement les composites).
L’enveloppe de rupture est définie par la pondération des contraintes locales par un
certain nombre de coefficients, déterminés de façon empirique à partir de nombreux
essais. La relation définie par Eq-I.6 formalise ce critère.

6∑

i=1
Fiσi +

6∑

i=1

6∑

j=1
Fijσiσj ≤ 1 (I.6)

— Le critère de [Hashemi et al., 1990] qui dissocie la rupture des fibres des fissurations
de résine. Cela a pour avantage de découpler les endommagements et de gagner en
précision dans la modélisation des mécanismes de rupture.

Les méso-modèles

Les méso-modèles sont situés à l’échelle du pli. En effet, ces derniers reposent sur une
hypothèse fondamentale : on suppose que le stratifié complet peut être modélisé par un
empilement de deux ingrédients : le pli et une interface. Le pli représente un ou plusieurs plis
réels d’UD ; l’interface, elle, peut être représentée par des éléments cohésifs. Cependant, ces
modèles présentent une lacune importante s’ils sont utilisés tels quels car ils ne permettent pas
de capter le cisaillement hors-plan, surtout lorsque l’on essaie de modéliser des stratifiés épais.
Les auteurs se sont alors lancé dans de nouvelles stratégies, comme [Ladevèze et Labineau,
2003] et [Abisset et al., 2011] qui ont proposé une nouvelle approche basée sur l’introduction
de variables thermodynamiques. D’autres préfèrent décrire les fissures transverses par une
approche plus locale en utilisant des éléments cohésifs dans les endroits susceptibles d’initier
ces fissures, comme l’a proposé [Bouvet, 2009]. Ces modèles présentent néanmoins une forte
dépendance au maillage et sont très pénalisants en termes de temps de calcul.

Les micro-modèles

Ce genre de modèle s’intéresse au comportement à très petite échelle du composite.
Ils permettent de modéliser très finement les mécanismes d’endommagement, comme le
déchaussement fibre/matrice (Figure I.37) [Caporale et al., 2006], phénomène impossible
à retrouver avec les modèles précédents. Cependant, ils sont encore plus coûteux que les
méso-modèles en temps de calcul et ne sont donc pas adaptés à la modélisation de structures
standards.

Comme représenté sur la Figure I.37, ce genre de modèle est souvent discret puisque les
fibres et la résine sont représentées dans un VER (Volume Élémentaire Représentatif). Ils ont
la capacité de bien représenter les propriétés effectives du matériau étudié, mais cela passe
inexorablement par une phase d’homogénéisation, souvent complexe. En effet, les termes
des équations aux dérivées partielles, nécessaires dans la résolution du problème, oscillent
fortement, ce qui rend difficile la convergence des calculs.
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Figure I.37 – Contraintes de Von Mises dans un VER (Volume Élémentaire Représentatif) pour
un taux de fibres de (A) : 20%, (B) : 40% et (C) : 60% [Caporale et al., 2006]

I.3.1.2 Les modèles utilisés

Pour pouvoir modéliser le comportement d’un stratifié unidirectionnel, il faut faire un
compromis entre précision et temps de calcul. La précision est fortement dépendante de
l’échelle de modélisation, comme vu précédemment, tout comme le temps de calcul. Une
autre variable dont il faut tenir compte est la dimension du problème à modéliser. En effet,
les observations expérimentales ont permis de montrer que pour reproduire efficacement les
mécanismes d’endommagement et les phénomènes physiques en jeu, il est nécessaire de se
positionner à une échelle pertinente. Cependant, le choix de cette échelle est assez compliquée
à définir, c’est pourquoi il existe une littérature assez foisonnante sur les modèles utilisés.
Les auteurs comme [Olsson, 2000] ou [Davies et al., 2013] se sont proposés de classifier les
modèles existants. Ils distinguent deux grandes catégories : les modèles analytiques et les
modèles numériques basés sur la théorie des éléments finis.
Les modèles analytiques servent souvent à modéliser la réponse globale de la structure à
l’impact, ils ne permettent donc pas de rendre compte des endommagements localisés sous
l’impacteur, contrairement aux modèles numériques basés sur les éléments finis. Effective-
ment, ces derniers sont très largement utilisés aujourd’hui, et on peut en distinguer deux
sous-catégories : les modèles reposant sur la mécanique linéaire de la rupture, théorie déve-
loppée initialement pour les matériaux métalliques par [Griffith, 1921] et les modèles dits
“discrets”, qui eux reposent sur une représentation de l’endommagement qui passe par le
développement d’éléments spécifiques.

Les modèles analytiques
Les modèles analytiques ont été les premiers à avoir été utilisés du fait de leur simpli-
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cité. En effet, les supercalculateurs n’étaient pas aussi répandus qu’aujourd’hui et n’offraient
pas une puissance de calcul suffisante pour pouvoir tenter des approches plus complexes.
[Daudeville et al., 1995] révèle que ces modèles permettent surtout de comprendre les effets
de masse, de raideur ou encore de géométrie sur la réponse de la structure étudiée. Les études
effectuées ont surtout fait évoluer les méthodes de pré-dimensionnement des structures com-
posites comme l’affirme [Olsson, 2000].
Les deux ingrédients utilisés majoritairement sont l’élément masse et l’élément ressort, comme
le modèle présenté sur la Figure I.38 utilisé par [Kreculj et Rasuo, 2013].

Figure I.38 – Modèle masse-ressort d’un impact comportant deux degrés de liberté [Kreculj et
Rasuo, 2013]

Ces modèles varient suivant ce que l’on souhaite représenter. Lorsque l’on souhaite
modéliser un choc dur, l’impacteur est modélisé par une masse ponctuelle, alors que la masse
de la plaque est représentée à la fois par sa masse, mais aussi ses raideurs en membrane, en
flexion et en cisaillement. Ils sont donc assez simples à mettre en œuvre, mais ils sont limités
en termes de possibilités de mouvement, puisqu’ils utilisent uniquement un à deux degrés de
liberté, réduisant ainsi les configurations possibles d’impact.

Il existe néanmoins des modèles multi-degrés de liberté, qui sont utilisés lorsque les
contraintes de cisaillement dans l’épaisseur ne sont plus être négligeables. [Hu et al., 2019] a
étudié la réponse à l’impact d’une structure cylindrique sous pression et le caractère multi-
couche de la structure lui a imposé l’utilisation d’un modèle multi-degrés de liberté (Figure
I.39), ce qui lui a permis de capter les contraintes dans l’épaisseur.
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Figure I.39 – Modèle multi-degrés de liberté utilisé par [Hu et al., 2019] pour un impact d’une
structure sous pression

En définitive, ces modèles sont utiles pour modéliser des géométries et des cas assez
simples et de connaître l’initiation des endommagements, cependant ils ne permettent pas de
remonter précisément à leur nature, ni à leur localisation.

Les modèles reposant sur la mécanique linéaire de la rupture
D’autres modèles sont plus avancés en termes de précision, ce sont les modèles fondés

sur la mécanique linéaire de la rupture, initialement développée pour les ingénieurs des
années 1930 pour prédire la rupture des matériaux métalliques. Concernant les composites,
cette approche a été utilisée dès les premières années d’étude des matériaux composites.
Les modèles numériques reposent sur un principe : modéliser le milieu fortement hétérogène
du composite par un modèle homogénéisé ayant le même comportement macroscopique.
Localement, les raideurs de la fibre et la résine sont supposées égales à un module équivalent.
Quant aux fissures intralaminaires, elles ne sont pas directement modélisées. En effet, leur
comportement est noyé dans le comportement des interfaces de délaminage, puisque ces
dernières sont contrôlées par des critères d’initiation en contraintes. De plus, les interfaces
entre deux plis, représentant les interfaces de délaminage, sont explicitement représentées.
Ainsi, aucune discontinuité de maillage n’est introduite dans le modèle.

Les auteurs tels que [Ladevèze et Labineau, 2003] et [Abisset, 2012] ont développé leurs
modèles dans un cadre thermodynamique à des échelles mésoscopiques. Cela leur permet de
remonter aux endommagements dans des structures assez complexes en prenant des caracté-
ristiques matériaux homogénéisées. Ensuite, concernant l’initiation des endommagements, les
auteurs ont pour habitude d’utiliser des critères en contrainte ou en déformation. D’autres
utilisent des variables thermodynamiques maximales via des taux de restitution d’énergie
calculées à partir de l’énergie élastique interne [Lemaitre, 1985]. Une fois ces seuils atteint,
les propriétés élastiques de la structure sont dégradées via des variables d’endommagement.
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L’équation Eq-I.7 exprime le potentiel thermodynamique comme une fonction de variables
élastiques (εe : tenseur des déformations élastiques), plastiques (εp : tenseur des déformations
plastiques, r : paramètre d’écrouissage isotrope et α : tenseur lié à l’écrouissage cinématique)
et d’endommagement (D : variable d’endommagement).

ψ = ψe(εe, D) + ψp(εp, r, α) (I.7)
Ces modèles sont plus ou moins complexes, du fait du nombre de variables d’états uti-

lisées. Elles permettent de décrire le milieu de façon très précise en considérant l’évolution
locale des fissures. D’autres modèles non-locaux ont aussi vu le jour comme ceux de [Muller
et al., 1993] et [Fleck et al., 1997], qui eux sont fondés sur des approches à gradient. D’autres
auteurs ont quant à eux développé des modèles avec des endommagements anisotropes, ou
encore des modèles visco-endommageables [Voyiadjis, 2004].
Les variables d’endommagement utilisées sont souvent associées à un mode de ruine spéci-
fique [Ilyas, 2010] ou à un type d’endommagement (ruptures de fibres, délaminage, fissuration
matricielle) [Laurin, 2005] [Charrier et al., 2011]. Malgré cela, peu de modèles couplent les
différents endommagements entre eux ; par exemple le fait que le délaminage soit initié par
les fissurations matricielles. En effet, cela reste encore assez difficile de les lier dans un même
élément, c’est pourquoi les modèles où les éléments peuvent “discuter” entre eux sont favo-
risés, comme l’expliquent [Lopes et al., 2009], [Faggiani et Falzon, 2010] et [González et al.,
2012].

Les modèles dits “discrets”
Le principe des modèles “discrets” consiste à représenter la structure avec des éléments

2D ou 3D liés entre eux par des éléments spécifiques tels que des éléments barres ou des
éléments cohésifs. Le but étant de mieux représenter la fissuration matricielle intralaminaire
et le délaminage entre plis. Ces modèles présentent donc l’avantage de rester à une échelle
assez grande pour ne pas trop pénaliser le temps de calcul, mais assez bas pour capter
les phénomènes d’endommagement locaux. [Chang et al., 1990], [Liu, 1998] et [Huchette,
2005] ont observé expérimentalement le couplage entre l’endommagement matriciel et
le délaminage induit. Une importante revue des modèles existants sur la prédiction des
endommagements à l’impact des structures composites a été réalisée par [Wisnom, 2010]. Il
révèle que les premiers modèles discrets ont vu le jour dès les années 1990 avec [Lammerant
et Verpoest, 1996]. Il propose un modèle qui permet de mieux comprendre le couplage entre
fissurations matricielles et délaminage. [Verpoest et Lomov, 2005] s’est quant à lui intéressé
à l’indentation quasi-statique d’un stratifié textile carbone/époxy [904/04]s ; la fissuration
matricielle est représentée sous forme de ressorts d’une très grande rigidité et ces éléments
sont positionnés suivant un motif élémentaire défini à partir des observations expérimentales
et sont pilotés par des critères énergétiques. Cette ruine progressive permet de représenter
la propagation des fissures intralaminaires et de délaminage.

Le problème majeur de ce genre de modélisation est leur forte dépendance au maillage car
il faut positionner les éléments spécifiques à l’endroit où on “suppose” que les fissures se pro-
duisent ; on perd donc le caractère prédictif du modèle. Ces problèmes ont été rencontrés par
[Moura et al., 2008] lorsqu’il a utilisé des éléments finis avec des zones cohésives pour capter
les fissures matricielles et les délaminages. [Bouvet, 2009] a proposé une approche innovante
appelée Discrete Ply Modeling Method fondée sur un endommagement discret. Cette modé-
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lisation offre l’avantage de bien pouvoir représenter la réponse des stratifiés unidirectionnels
minces ou épais soumis à un chargement d’impact ; cela est possible grâce au couplage entre
les interfaces permettant de représenter les fissurations intralaminaires et les interfaces de
délaminage. Les plis quant à eux sont discrétisés en éléments volumiques liés entre eux par
des ressorts endommageables ou des interfaces endommageables, comme l’illustre la Figure
I.40.

Figure I.40 – L’approche Discrete Ply Modeling Method développée par [Bouvet, 2009]

Le modèle permet aussi de prendre en compte la rupture des fibres mais aussi de dissocier
les modes d’endommagements pour l’initiation et pour la propagation. Un autre atout de ce
modèle est qu’il représente de façon très fidèle l’indentation permanente sur un stratifié UD
grâce notamment à la prise en compte des débris restants après le chargement ; ces débris
permettant la relaxation des fissures [AbdAllah et al., 2009]. C’est l’un des modèles les plus
aboutis à ce jour et est utilisé au-delà des conditions dans lesquelles il a été initialement
testé, puisqu’il permet de modéliser des impacts sur des géométries complexes (zones de
reprise de plis [AbdulHamid et al., 2015]) ou encore la propagation des dommages sur des
plaques pré-fissurées ou pré-trouées.

I.3.2 Modélisation des endommagements dans les tissus
Les modèles utilisés pour représenter le comportement des stratifiés tissés nécessitent

de choisir au préalable une stratégie de modélisation. De fait, ce choix est un compromis
entre trois variables : l’échelle de représentation des mécanismes et des scénarios d’en-
dommagement, la dimension du problème à modéliser et la complexité du chargement
appliqué. Les auteurs ont montré que le premier facteur est directement lié à l’observation
expérimentale. En effet, l’ondulation des torons de fibres est la cause de l’initiation des
fissurations matricielles ; leur localisation dans le pli est quant à elle définie par le motif de
tissage. Comme pour les UD, un niveau de représentation trop fin nécessite un temps de
calcul très long, supprimant ainsi la possibilité de l’utilisation du modèle pour des structures
plus complexes.
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La littérature est dotée d’une grande variété de modèles, résumés sur la Figure I.41,
proposée par [Dixit et al., 2013].

Figure I.41 – Classification des méthodes de modélisation des stratifiés tissés [Dixit et al., 2013]

Au vu de leur nature multi-échelle, les tissus se classifient en trois grandes catégories :

— Les modèles à l’échelle microscopique : utilisés pour caractériser le comportement
à très petite échelle, comme les torons, la résine ou encore les fibres et les interfaces
fibre/résine. Des stratégies d’homogénéisation par changement d’échelle sont utilisées
pour passer d’une modélisation à une autre.

— Les modèles à l’échelle mésoscopique (i.e. à l’échelle de la mèche).

— Les modèles à l’échelle macroscopique (i.e. à l’échelle de la structure).

La suite de la section se focalisera sur les modèles utilisés pour prédire la ruine du matériau
à l’échelle de la mèche puis à celle du pli.

I.3.2.1 Modèles à l’échelle de la mèche

La modélisation à l’échelle de la mèche présente beaucoup d’avantages. Elle permet de
mieux comprendre les mécanismes et les scénarios d’endommagement, de faire des études
d’influence sur les paramètres géométriques du motif de tissage ou encore des études d’in-
fluence sur les techniques de tissage comme l’expliquent [Ivanov, 2009], [Daggumati et al.,
2010] et [Melro, 2011]. La plupart de ces modèles utilisent des VER (Volume Élémentaire
Représentatif) discrétisés avec des éléments 3D volumiques. Ils permettent de distinguer les
mèches et la résine. Le modèle est le plus souvent sollicité avec un chargement simple, puisque
l’objectif n’est pas de simuler un essai complet dans lequel les sollicitations sont plus ou moins
complexes. [Zako et al., 2003] utilise cette approche sur un taffetas sollicité en traction dans
la direction des renforts. Concernant les torons, un endommagement anisotrope est utilisé ;
pour la résine, un endommagement isotrope lui a été défini.
Les résultats sont cohérents avec ce qui a déjà été trouvé dans la littérature puisque ce mo-
dèle prédit une initiation des dommages dans les mèches transverses aux points de tissage,
une propagation en surface dans les éléments volumiques et dans la longueur du toron. Ces
résultats sont représentés sur la Figure I.42.
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Figure I.42 – Évolution de l’endommagement dans un taffetas sollicité en traction dans la
direction du renfort pour trois déformations (a : ε=1,01%, b : ε=1,14%, c : ε=2,01%) [Zako et al.,
2003]

Il existe d’autres modèles à l’échelle de la mèche comme celui de [Daggumati et al., 2010],
qui utilise le logiciel de maillage WiseTex développé pour les matériaux textiles. Les travaux
effectués montrent l’influence des conditions limites sur la localisation de l’initiation des dom-
mages. Ainsi, si les faces du tissu sont libres de se déplacer dans la direction hors-plan, alors
l’initiation se fait au niveau du centre du toron orthogonal à la direction de chargement,
sinon il s’initie sur le bord du toron.
[Melro, 2011] a recours à une autre méthode plutôt multi-échelle. Tout d’abord, le com-
portement mécanique du toron et de la résine sont identifiés à l’échelle microscopique, puis
implémentés dans un modèle mésoscopique à travers une loi homogénéisée. La résine est mo-
délisée par une loi élasto-plastique endommageable, déjà identifiée par [Fiedler et al., 2001].
Ce modèle est appliqué à un satin de 5 ; la Figure I.43 présente l’endommagement du VER
pour un chargement en cisaillement transverse.

Figure I.43 – Endommagement et courbes σ − ε pour différents diamètres de torons dans un
VER soumis à un chargement en cisaillement transverse [Melro, 2011]

I.3.2.2 Modèles à l’échelle du pli

Modèles homogénéisés
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Le besoin de modéliser de grandes structures a permis l’émergence de modèles à des
échelles plus grandes que celle de la mèche. Ainsi, les modèles homogénéisés sont les plus
utilisés dans la littérature. Le principe global est de trouver une modélisation plus simple que
la structure réelle du milieu c’est-à-dire que le milieu fortement hétérogène est remplacé par un
milieu homogène équivalent ayant le même comportement macroscopique. L’endommagement
est représenté de manière diffuse et non plus discrète comme dans les modèles précédents.
Cependant, la présence de fissures est prise en compte à travers leurs effets sur les propriétés
globales de la structure. [Iannucci, 2006] utilise une modélisation avec des éléments coques
pour représenter le comportement à l’impact d’un tissu satin de 5. Les plis sont reliés entre
eux par des éléments cohésifs représentant ainsi le délaminage. La ruine du pli est pilotée par
plusieurs variables d’endommagement et concernant la rupture des mèches, deux cas sont
distingués : la rupture en traction/compression dans les sens chaîne/trame et la dégradation
de l’interface fibre/matrice. Les effets vitesses sont aussi pris en compte en cisaillement plan.
Cette stratégie a été utilisée dans des cas de chargements statiques et de fatigue de plaques
trouées par [Hochard et an C. Bordreuil, 2007].

Modèles multi-échelles
Parmi les études les plus récentes, on peut citer les approches multi-échelle. Cela consiste

à déduire le comportement mécanique du toron à partir de l’étude à l’échelle microscopique
des fibres et de la résine puis à homogénéiser le comportement du motif à l’échelle macrosco-
pique. [Couégnat, 2008] utilise cette approche pour alimenter son modèle d’endommagement
construit à partir des trois échelles. La Figure I.44 représente l’endommagement matriciel
d’un tissu implémenté dans le modèle de l’auteur.

Figure I.44 – Représentation de fissures transverses d’un tissu par une approche multi-échelle
[Couégnat, 2008]

Pour pousser un peu plus la représentativité des modèles, des auteurs ont recours à la
modélisation de phénomènes plus complexes tels que les frottements. Le modèle développé
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par [Din et al., 2004] prend en compte les frottements et les déchaussements fibre/résine.
Celui de [Obert et al., 2014] est doté de variables d’endommagement dépendant directement
de l’évolution, de l’accumulation et de l’interaction des phénomènes d’endommagement à
l’échelle du tissu. Ces modèles utilisent les procédures d’homogénéisation déjà développées
par [Ladevèze et Labineau, 2003] pour les unidirectionnels.

I.3.3 Modélisation statistique des hybrides
I.3.3.1 Modèle de Zweben

Les premiers modèles ont été développés par [Hedgepeth et Jhon, 1961] notamment en
proposant une modélisation où il suppose que les fibres ne captent que les efforts axiaux,
la résine ceux de cisaillement. Il a donc calculé les facteurs de concentration de contrainte
lorsqu’une ou plusieurs fibres sont rompues. Cette approche a été reprise par [Rosen, 1964]
en ajoutant une distribution statistique concernant la résistance des fibres ; cela permet de
prendre en compte les variabilités des contraintes à rupture des fibres. Ce modèle est aussi
utilisable pour des composites non-hybrides. En effet, les auteurs avaient entrepris d’effectuer
leurs premières études sur des composites non-hybrides pour que leurs modèles soient assez
robustes pour être testés dans le cadre des composites hybrides. Dans un unidirectionnel,
lorsqu’un toron de fibres est cassé, il perd sa capacité à transférer son chargement sur une
certaine distance que l’on appelle la distance inefficace. De fait, les paquets de fibres
adjacents se chargent encore plus ce qui crée des concentrations de contraintes autour de la
zone dégradée. L’inconvénient de ces deux phénomène est qu’ils sont fortement dépendants
des propriétés des fibres adjacentes, c’est pourquoi une modélisation des composites hybrides
est très complexe à mettre en œuvre.

En 1977, [Zweben, 1977] fut le pionnier de la modélisation des hybrides en se basant sur
les travaux de [Hedgepeth et Jhon, 1961] et [Rosen, 1964]. Il a modélisé un paquet de fibres
à faible déformation qu’il a ensuite comparé avec un autre modèle alternant les fibres faible
déformation et grande déformation (Figure I.45).

Figure I.45 – Schéma d’un paquet de fibres (a) : faible déformation [LE] (b) : alternant faible
[LE] et grande déformation [HE] [Swolfs et al., 2014]

A partir de ce modèle, il en déduit des expressions analytiques pour les concentrations
de déformations et la longueur inefficace. Le premier dépend uniquement du rapport des
rigidités des deux types de fibres noté ρ et exprimé par l’équation Eq-I.8.
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ρ = ELE.ALE

EHE.AHE
(I.8)

où ELE et EHE sont les modules d’Young des fibres à faible déformation et grande dé-
formation, ALE et AHE les sections des fibres précédemment citées. Quant à la longueur
inefficace δh, elle peut être calculée par l’équation Eq-I.9.

δh = F

√
ELE.ALE.d

G.h
(I.9)

où d et h sont respectivement la largeur et l’épaisseur de la résine entre les fibres, G le
module de cisaillement de la résine et F un pré-facteur dépendant uniquement de ρ. Pour
représenter un composite constitué d’un seul type de fibres, ρ sera égal à 1.
Zweben suppose que le stratifié rompt à partir du moment où la première fibre à grande
déformation casse. Ceci permet d’introduire une expression mathématique pour quantifier
l’effet hybride noté R. L’auteur suppose que la rupture de cette première fibre crée une
instabilité locale qui entraîne la rupture des fibres à faible déformation adjacentes. Ainsi,
à partir de cette hypothèse et en combinant les équations Eq-I.8 et Eq-I.9, on en déduit
l’expression de l’effet hybride exprimé par l’équation Eq-I.10.

R = εh,c

εLE,c
=

√
εHE,f

εLE,f
.

[
δh.(kq

h − 1)
2.δ.(kq − 1)

]− q
2

(I.10)

où εLE,c est la déformation moyenne à rupture d’un hybride, εLE,c celle d’un composite à
faible déformation, εLE,f et εHE,f les déformations moyennes à rupture pour les éprouvettes
testées, q le paramètre de forme dans la loi de Weibull, kh le facteur de concentration de
contraintes pour l’hybride et k le facteur de concentration de contraintes locale défini comme
le ratio entre la déformation de la fibre adjacente à celle qui a rompu et la déformation
appliquée.

Le modèle de Zweben prédit un effet hybride de 31% pour un stratifié carbone/aramide.
Ce taux a été comparé avec les essais où le résultat est de 22%. Cette différence peut être
expliquée par plusieurs facteurs.
En analysant d’un peu plus près le modèle de Zweben, il est intéressant de noter que le facteur
de concentration de déformations ne dépend que de ρ. Ainsi, dans le cas où un hybride est
constitué de deux types de fibres avec des rigidités identiques, le facteur de concentration
serait le même pour un hybride et un non-hybride. Une autre remarque est que le paramètre le
plus critique pour ce modèle est le rapport des déformations. On s’attendrait donc à avoir un
effet hybride d’autant plus grand que ce ratio augmente. Enfin, si l’on considère un paramètre
de forme de la loi de Weibull q assez petit, on aurait un grand effet hybride. Ceci signifierait
que plus il y a de dispersion dans la rigidité des fibres et plus l’effet hybride serait important.
Ces quelques paramètres montrent qu’il est aisé de sur-estimer l’effet hybride avec ce modèle.

I.3.3.2 Améliorations récentes

Le modèle précédemment présenté donne de bons résultats, mais il est limité par le
fait que les paquets de fibres sont représentés avec des rangées unidimensionnelles, ce qui
entraîne une sur-estimation des facteurs de concentration de contraintes. De plus, les fibres
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sont arrangées de façon à avoir 50% de fibres à faible déformation et 50% de fibres à grande
déformation ; ceci permet aux fibres à faible déformation d’être protégées par les fibres à
grande déformation qui se trouvent à côté. Ce modèle ne permet donc pas d’étudier l’influence
de la dispersion.
[Fukuda, 1984] a repris le modèle de Zweben et lui a apporté des modifications fondées sur
les observations précédentes et aboutit à l’équation suivante Eq-I.11 :

R =
[

δh.(kq
h − 1)

2.δ.(kq − 1)

]− q
2

(I.11)

L’auteur suppose que le ratio des déformations moyennes n’est pas utile dans la quanti-
fication de l’effet hybride. De plus, les facteurs de concentration de contraintes ainsi que les
longueurs inefficaces sont calculées avec une meilleure précision au regard des valeurs expé-
rimentales.
[Chou et Fukuda, 1983] a repris les études de [Hedgepeth et Jhon, 1961] et a calculé l’état
des concentrations de contraintes dans une zone autour d’un paquet de fibres rompu. Il en
conclut que les hybrides (fibres avec haute module et faible module) 1 présentent des fac-
teurs de concentrations de contraintes plus faibles que les composites constitués uniquement
de fibres à haut module d’élasticité. Cela permet de rallonger la déformation à rupture des
fibres à haut module et produit donc un effet hybride positif.

Jusque là c’est l’effet hybride qui a été présenté, mais il est aussi intéressant de s’attarder
sur les endommagements générés par ces hybrides mais surtout leur modélisation. En utilisant
la méthode de Monte Carlo, [Fukuda et Chou, 1982] ont montré que l’initiation de la rupture
des fibres a lieu à la même déformation pour les hybrides et non-hybrides, cependant les
hybrides rompent de façon graduelle contrairement aux non-hybrides où la rupture est plus
brutale. Cette observation a aussi été faite par [Zeng, 1994], qui en plus affirme que la
perturbation du chemin d’effort autour d’une zone où les fibres ont rompu est plus localisée
dans les hybrides. Ceci est dû au fait que les fibres à grande déformation empêchent la
propagation du dommage.

I.3.4 Modélisation du délaminage

La revue précédente s’est centrée sur les méthodes de modélisation d’une structure com-
posite et plus particulièrement des plis. Cependant, pour “relier” ces plis, il est nécessaire
d’utiliser des éléments spécifiques pouvant les lier. C’est pourquoi plusieurs méthodes existent
et elles sont majoritairement fondées sur deux concepts. Il y a ceux qui utilisent la mécanique
linéaire de la rupture avec la Virtual Crack Closure Technique (VCCT) et il y a les Cohesive
Zone Model (CZM) qui reposent à la fois sur la mécanique linéaire de la rupture et sur la
mécanique continue de l’endommagement. Une large revue a été effectuée par [Abrate, 2015]
sur ces derniers.

1. Pour les auteurs, les fibres à haut module (resp. faible module) correspondent à des fibres à faible
déformation (resp. grande déformation)
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I.3.4.1 Les éléments cohésifs

Les éléments cohésifs sont positionnés entre deux éléments séparables et on en distingue
deux types : les éléments dits continus qui peuvent lier les côtés des éléments adjacents ou
leurs faces s’il s’agit d’éléments volumiques, puis les éléments dits discrets où là ce sont
les nœuds des éléments qui sont liés entre eux représentant généralement des ressorts non-
linéaires.

On considère une interface entre deux plis maillés avec des éléments volumiques. L’objectif
est de présenter la construction de cet élément cohésif. Classiquement, ces éléments sont
représentés comme sur la Figure I.46. L’élément est défini par sa normale x3 et son plan
(x1 − x2). Ainsi, cet élément travaille en traction/compression (Mode I) via la contrainte
σ33 et en cisaillement hors-plan via τ13 et τ23 (Mode II). Cette interface est pilotée en sauts
de déplacements donnés par δ = [δ1, δ2, δ3]T c’est-à-dire le déplacement relatif entre la face
supérieure et la face inférieure.

Figure I.46 – Schéma d’un élément cohésif dans un maillage volumique

La particularité de ce type d’élément est que son épaisseur est nulle, caractéristique im-
possible pour des éléments volumiques standards, car cela engendrerait des problèmes nu-
mériques importants, comme une diminution drastique du pas de temps critique en calcul
explicite ou encore un ratio entre les longueurs trop important. C’est pourquoi leur formu-
lation diffère des éléments “classiques”. En effet, la notion de saut de déplacement couplée
à une intégration surfacique permet d’éviter ce genre de désagrément. L’équation Eq-I.12
exprime le saut de déplacement d’un point m situé sur la surface médiane de l’interface en
fonction des fonctions de formes Nk(m) de la surface médiane ainsi que de la différence de
déplacement entre le nœud inférieur k et son correspondant k + 4 sur la face supérieure.

δ(m) =
4∑

k=1
Nk(m)δk (I.12)

I.3.4.2 Les critères de rupture

Après avoir défini l’élément cohésif, il faut s’attarder sur les lois qui régissent son com-
portement, particulièrement l’initiation et la propagation de son endommagement. Une revue
succincte sera présentée par la suite concernant tout d’abord les critères d’initiation puis sur
les critères de propagation.

Critères d’initiation
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L’initiation du délaminage dépend de l’état de contraintes (σ33, τ13, τ23) dans l’élément co-
hésif. [Christensen et Teresa, 2004] utilise un critère en contrainte maximale pour la contrainte
normale et un critère quadratique en contraintes pour le cisaillement (Eq-I.13) :






σ33
ZT

≥ 1

(
τ13
S13

)2
+

(
τ23
S23

)2
≥ 1

(I.13)

où ZT est la contrainte à rupture en traction, S13 et S23 les contraintes maximales en
cisaillement. Cependant, ce modèle dissocie les deux types de contraintes, c’est pourquoi il
n’est pas très répandu dans la littérature contrairement au critère proposé par [Brewer et
Lagace, 1988], qui en plus de combiner les contraintes normales et de cisaillement, intègre la
compression de l’interface sur son axe normal (Eq-I.14).

(
σ33
Z

)2
+

(
τ13
S13

)2
+

(
τ23
S23

)2
≥ 1 (I.14)

Avec {
Z = ZT si σ33 > 0
Z = ZC si σ33 < 0

où ZT et ZC sont respectivement les contraintes à rupture en traction et en compression.
D’autres auteurs proposent d’intégrer le comportement en traction ou en compression dans un
seul critère et de lier les contraintes de cisaillement avec une seule limite à rupture [Hou, 2001].
Enfin, [Fenske et Vizzini, 2001] ou encore [Chen et al., 2004] incluent l’effet des contraintes
calculées directement dans le plan du pli. Cependant, ces stratégies nécessitent la “discussion”
entre les éléments pour accéder aux états de contraintes adjacents ; cela n’est pas possible
dans tous les codes de calcul commerciaux.

Critères de propagation

Une fois initiées, les interfaces de délaminage ont besoin de savoir comment propager
l’endommagement au cours du temps. Les critères de propagation sont basés sur la méca-
nique de la rupture et permettent de propager des fissures en mode mixte. Les équations
utilisées sont écrites en fonction des taux de restitution d’énergie en mode I (GI), en mode
II (Gll) et en mode III (GllI). Il existe plusieurs critères dans la littérature résumés par
[Reeder, 1992], mais nous ne présenterons que les deux critères les plus communément utilisés.

Le premier est la loi puissance. Initialement développée par [Wu, 1965], elle a été largement
utilisée sous sa forme la plus générale présentée par l’équation Eq-I.15.

(
GI

Gc
I

)αI

+
(

GII

Gc
II

)αII

+
(

GIII

Gc
III

)αIII

= 1 (I.15)

où Gic est le taux de restitution d’énergie critique pour le mode i = (I, II, III) et αi une
constante expérimentale associée à chacun des modes de ruine. Ce critère est généralement
utilisé sous sa forme linéaire, i.e. lorsque αI = αII = αIII . [Camanho et al., 2003] l’a simplifié
en considérant GS = GII + GIII et devient :
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(
GI

Gc
I

)α

+
(

GS

Gc
II

)α

= 1 (I.16)

Le deuxième critère est le critère de Benzeggagh-Kenane [Benzeggagh et Kenane, 1996]
et présenté par l’équation Eq-I.17 :

GIc + (GIIc − GIc)
(

GII + GIII

GT

)η

= GT c (I.17)

où η est un paramètre du critère et GT = GI + GII + GIII . Ce critère permet de mieux
représenter le comportement des interfaces de délaminage pour une large gamme de matériaux
composites.

I.3.5 Modélisation des fissures intralaminaires

Les délaminages sont donc très largement modélisés avec des stratégies très diverses. Mal-
gré qu’elles prédisent de façon très satisfaisante la propagation, l’initiation est quant à elle un
sujet encore à étudier. En effet, dans l’ensemble de ces modèles les critères d’initiation sont
basés sur des considérations macroscopiques. Or, la communauté scientifique affirme que ces
délaminages sont initiés par les fissurations matricielles au sein des plis : les fissurations in-
tralaminaires. Dans la section qui suit, nous présenterons trois principales approches utilisées
pour modéliser ce type de fissurations. Ces approches sont :

— L’approche bi-phasique de [Airoldi et al., 2020]

— L’approche par modélisation inverse de l’endommagement de [Ren et al., 2019]

— L’approche statistique de [Kahla et al., 2018]

Approche bi-phasique
Cette approche a été proposée en 2020 par [Airoldi et al., 2020] pour modéliser le

délaminage mais aussi les fissurations transverses de la résine dans un stratifié composite
unidirectionnel. Cette stratégie repose sur le découplage 2 des propriétés des fibres et de la
résine dans le stratifié. Cette décomposition est implémentée dans un modèle éléments finis
avec deux types d’éléments : les éléments membranes, représentant le comportement des
fibres, sont insérés dans des éléments 3D représentant la résine.

L’approche développée a été initiée par d’autres auteurs de la même équipe de recherche
comme [Baldi et al., 2011]. Les travaux initiaux s’étaient concentrés sur le choix des éléments
à utiliser. Concernant le choix de la modélisation des fissures transverses, il a été décidé que
son état de contrainte serait le même que celui de la phase résine. Ainsi, les degrés de liberté
de translation ainsi que de rotation sont intégralement transmis entre la résine et cet élément.
L’endommagement de cet élément est géré par une variable d’endommagement dépendant
de l’état de déformation de la résine et suivant une loi bilinéaire. De plus, cet élément ne

2. Les deux phases en question sont les fibres et la résine
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s’endommage qu’en Mode II. Il est intéressant de noter que la contrainte d’initiation doit être
calibrée en fonction du nombre de plis du stratifié, comme illustré par l’équation Eq-I.18.

σ0 =
√

8G

πTΛ22ξ
(I.18)

où G est le taux de restitution d’énergie, T l’épaisseur totale des plis dans la même
orientation, ξ un paramètre identifié par [Meer et Davila, 2013] et Λ22 une variable reliée aux
propriétés du matériau défini par l’équation Eq-I.19.

Λ22 = 2
(

1
E22

− ν2
12

E11

)

(I.19)

où E11 (resp. E22) est le module d’Young de la résine dans le sens long (resp. sens travers)
et ν12 le coefficient de Poisson dans le plan (12). Ces relations permettent au modèle de
simuler numériquement la densité de fissure au cours du temps.
Pour valider la stratégie, les auteurs ont eu recours à des “petits” modèles illustrés sur la
Figure I.47.

Figure I.47 – Modèles éléments finis d’une coupe transversale d’un pli d’unidirectionnel [Airoldi
et al., 2020]

Ce modèle a été confronté à un essai de traction sur un carbone/époxy [0/903/0]. La
Figure I.48 montre le lien entre endommagement matriciel et délaminage.

Figure I.48 – Modélisation de l’interaction entre une fissure transverse et un délaminage : (A)
contour de déformation à l’initiation de la fissure, (B) contour de déformation après destruction
totale de l’élément [Airoldi et al., 2020]

On remarque que les fissures sont localisées dans les plis à 90° car les plis adjacents
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empêchent la propagation de la fissure. Une fois la fissure matricielle initiée, le chemin d’effort
dans les plis à 90° s’en trouve modifié, puisqu’il arrête sa propagation dans l’épaisseur pour
poursuivre sa route suivant deux mécanismes :

— Une partie des contraintes internes est transférée à la phase “matrice” (Figure I.48-A-a)

— Une autre partie est transférée à l’interface entre les plis de directions différentes. Ces
contraintes vont initier un délaminage (Figure I.48-A-b)

Ce phénomène va se reproduire tout au long de la direction de sollicitation et créer donc
un certain nombre de fissures. Cette densité de fissures est aussi bien captée par le modèle
avec une légère dépendance au maillage, comme l’illustre la Figure I.49.

Figure I.49 – Comparaison expérimental-numérique de l’évolution de la densité de fissures dans
un stratifié carbone/époxy pour différentes tailles de maille [Airoldi et al., 2020]

Ce modèle représente de façon très fidèle le comportement du stratifié vu en essais. De
plus, l’évolution des fissures transverses est décrite avec précision et interagit avec les dé-
laminages. Cette approche a l’avantage de simuler indépendamment le délaminage et les
fissurations matricielles avec un seul modèle sans introduire de nouveaux éléments d’inter-
faces et sans raffiner le maillage dans l’épaisseur ; elle ouvre aussi des possibilités dans la
compréhension des phénomènes d’interaction fissurations matricielles/délaminage en ayant
recours à des modèles à l’échelle mésoscopique.

Approche par modélisation inverse de l’endommagement
Ce type d’approche fait partie d’un ensemble de développements effectués par [Ren et al.,

2019]. Sa particularité est qu’il tient compte de l’endommagement des fibres et de la résine en
traction mais aussi en compression. Ce choix a été fait en se basant sur les mécanismes vus
en essais. En effet, durant la remontée de l’impacteur lors d’un impact, certaines fissures se
referment et créent donc des zones de transition entre les endommagements intralaminaires
en traction et les endommagements en compression. Pour représenter ce phénomène, trois
modèles d’endommagement sont présentés ci-dessous par les équations Eq-I.20, Eq-I.21 et
Eq-I.22 :
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— Coupled Tension-Compression (CTC) :

di = dt
i + dc

i − dt
i.d

c
i (I.20)

— Semi-Stiffness Recovery (SSR) :

di = max

(

dt
i

〈σij〉
|σij|

, dc
i

)

(I.21)

— Full-Stiffness Recovery (FSR) :

di = dt
i

〈σij〉
|σij|

+ dc
i

〈−σij〉
|σij|

(I.22)

où i = (1, 2) représente les deux directions du pli. Les contraintes sont définies suivant
l’opérateur de McCauley où 〈x〉 = (x + |x|)

2 .

Les trois modèles ont été confrontés aux essais d’impact pour notamment comparer les
seuils de délaminage, l’énergie dissipée durant l’impact mais aussi la forme des délaminages
générés. La Figure I.50 représente la réponse à un impact 5 J d’une plaque graphite/époxy.

Figure I.50 – Réponse à un impact 5 J d’un stratifié graphite/époxy : (a) Courbe effort-temps,
(b) Courbe déflexion-temps au centre de la plaque impactée [Ren et al., 2019]

Les trois modèles ont été testés et l’auteur conclut que le modèle le plus correct est le
SSR au vu de ces courbes. La déflexion est bien captée par le modèle grâce notamment à
la dégradation des raideurs des interfaces intralaminaires lors de la remontée de l’impacteur
où les contraintes dans ces zones peuvent être négatives. Cependant, les méthodes CTC et
SSR surestiment les zones délaminées contrairement à la méthode FSR. En effet, avec SSR
lorsque le dommage initié par la traction se referme lors de la remontée de l’impacteur, cette
dernière s’en trouve donc dégradée (Figure I.51-a). Dans le cas de la méthode FSR, l’état

61



Chapitre I. Étude bibliographique -
Positionnement du travail de recherche

d’endommagement demeure inchangé lorsqu’il y a une inversion dans le chargement (Figure
I.51-b).

Figure I.51 – Lois d’endommagement intralaminaire : (a) Loi Semi-Stiffness Recovery [SSR], (b)
Loi Full-Stiffness Recovery [FSR] [Ren et al., 2019]

Ce modèle présente donc l’avantage de modéliser les endommagements intralaminaires
pour mieux capter la réponse d’un impact basse vitesse sur une structure unidirectionnelle.

Approche statistique

Cette dernière approche a été développée par [Kahla et al., 2018] dans le cadre de
recherches pour prédire le comportement des fissurations intralaminaires dans un UD soumis
à un chargement cyclique. Le fait que ce modèle soit basé sur une approche statistique
est que la résistance dans la direction transverse du pli n’est pas uniforme à cause des
inhomogénéités dans la distribution des fibres dans le pli.

L’initiation de ces fissures n’est plus considérée comme une donnée intrinsèque mais une
variable statistique. L’endommagement étant généralement caractérisé par une densité de
fissure noté ρk dans le kième pli, l’auteur se base sur cette définition pour choisir la taille
de maille de ses éléments. Une fois choisie, il est nécessaire de choisir la distribution des
contraintes. Pour cela, une loi de Weibull (Eq-I.23) est utilisée pour définir la probabilité Pi

qu’a un élément de volume V ayant une contrainte σi d’initier une fissure.

Pi = 1 − e
− V

V0

(
σt

0
σi

)m

(I.23)
où σt

0 est la contrainte d’initiation identifiée sur un essai de traction à 90°, m et σi

respectivement des paramètres de forme et d’échelle de la loi, identifiés sur des essais de
référence sur un élément de volume V0. L’identification des paramètres de la loi est effectuée
en linéarisant la relation de Weibull.

Cette méthode, initialement développée pour des cas de charge statique, a été étendue
à des chargements de fatigue après quelques hypothèses, notamment en supposant que l’ini-
tiation des fissures se produit au même endroit en statique et en fatigue. La Figure I.52
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représente l’évolution de la densité de fissures en fonction du nombre de cycles pour le jeu de
paramètres identifié par l’auteur.

Figure I.52 – Comparaison expérimental-numérique de la densité de fissures en fonction du
nombre de cycles dans un stratifié UD [Kahla et al., 2018]

Ce graphe montre que le modèle capte assez bien l’évolution de la densité de fissures mais
il reste limité à des niveaux de charges assez bas et des densités de fissures assez faibles. En
effet, une fois initiées, les fissures vont interagir entre elles ; dès lors, ce n’est plus du ressort
du modèle, puisqu’il ne permet de capter que l’initiation des endommagements matriciels.
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I.3.6 Bilan sur la modélisation des stratifiés composites
La littérature foisonne de modèles pour décrire le comportement des composites à

l’impact. Concernant les tissus, leur caractère multi-échelle impose un choix de modélisation
préalablement réfléchi pour représenter les phénomènes souhaités avec le degré de précision
souhaité. Ce choix a permis de faire ressortir trois catégories de modèles.

Les approches tridimensionnelles sont très coûteuses en termes de temps de calcul mais
ont l’avantage de capter très précisément l’initiation et la propagation des fissurations. Ces
modèles ne peuvent pas être utilisés tels quels et sont donc des passerelles vers les modèles
macroscopiques, beaucoup plus adaptés pour modéliser des structures macroscopiques.
Les modèles homogénéisés sont beaucoup moins restrictifs en termes de temps de calcul
mais décrivent avec une certaine difficulté les endommagements.
Enfin, les approches dites par “endommagement discret” permettent de simuler les mé-
canismes de ruine observés à l’échelle de la mèche ou du toron de fibres. C’est un bon
compromis entre temps de calcul et précision dans la représentativité de l’endommagement.

Une fois l’échelle de modélisation choisie, il convient de choisir les phénomènes à représen-
ter. Généralement, ce qui est intéressant à étudier est le délaminage, car c’est un phénomène
très pénalisant pour les structures composites. De fait, différentes approches existent, mais
la plus communément utilisée est l’approche par éléments cohésifs. En effet, elle offre
l’avantage de prédire l’initiation mais aussi la propagation du délaminage. Cette méthode
est aussi facilement implémentable dans les codes de calcul traditionnels. Cependant, cette
initiation est “artificielle” car elle repose sur un critère global et ne prend pas en compte son
caractère très localisé. De fait, les délaminages sont initiés par les fissurations matricielles
mais ces dernières ne sont pas évidentes à représenter. C’est pourquoi différents modèles ont
été développés, tels que les méthodes reposant sur des approches statistiques, aussi utilisées
dans les hybrides. Ces méthodes reposent sur des densités probables de fissures à certains
endroits du stratifié basées sur les contraintes locales dans l’élément.

Nous nous sommes donc proposé de creuser cette voie de modélisation des interfaces
intralaminaires en adoptant une approche discrète mais ne reposant pas sur une approche
probabiliste.
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I.4 Conclusion

L es travaux présentés dans ce chapitre tant sur les unidirectionnels que sur les tissus
ou les hybrides montrent que les scénarios d’endommagement sont très complexes et
surtout en interaction entre eux, ce qui rend difficile leur compréhension et leur mo-

délisation.

Dans la première partie, les études expérimentales ainsi que les principaux résultats
ont été explicités. Une revue des différents travaux sur les tissus a été effectué et a montré
qu’une structure tissée possède un comportement multi-échelle et que sa réponse à l’impact
est influencée par de nombreux facteurs (géométrie, vitesse d’impact, conditions limites, ...).
Ces variabilités sont aussi valables pour les unidirectionnels, c’est pourquoi un cadre a été
choisi pour les essais réalisés durant les travaux présentés dans les chapitres suivants pour
limiter les variabilités de ces facteurs dans la réponse des stratifiés étudiés. Les scénarios
d’endommagement ont été mis en évidence dans le cas des tissus et UD. Cependant, les
travaux principalement effectués sur les hybrides ont été moins nombreux sur les impacts.
En effet, le principal objectif de ces études est d’évaluer l’effet hybride à travers des essais
majoritairement statiques.

Dans la deuxième partie de cette revue, ont été présentées les différentes stratégies
de modélisation utilisées par les auteurs pour représenter le comportement des structures
composites à l’impact. Ces modélisations reposent en général sur les observations expéri-
mentales. Le point important sur lequel se sont concentrées les études est la modélisation du
délaminage. Pour cela, différentes approches ont été testées, notamment l’approche par les
éléments cohésifs, détaillée dans cette revue. L’avantage est de pouvoir prédire l’initiation
mais aussi la propagation des délaminages. Cependant, cette approche concernant l’initiation
repose sur un critère “artificiel”, puisque le lien entre les fissurations intralaminaires et
interlaminaires n’est pas explicite. C’est pourquoi d’autres auteurs ont proposé de nouvelles
méthodes pour modéliser ces interfaces et initier plus correctement les délaminages. L’une des
approches les plus abouties est l’approche statistique, basée sur la probabilité d’initier une
fissure localement dans l’élément. Cette approche est aussi utilisée dans la modélisation des
stratifiés hybrides en raison de leurs fortes hétérogénéités en plus de celles intrinsèquement
déjà présentes dans les stratifiés standards.

Les prochains chapitres seront consacrés au développement d’un nouvel élément d’in-
terface intralaminaire tout en restant dans le cadre des stratégies de modélisation dévelop-
pées dans l’équipe et présentées dans le chapitre suivant. Ce travail sera suivi d’une phase
d’identification puis de validation avec notamment des essais d’indentation quasi-statiques
et d’impacts basse vitesse. Enfin, ce modèle sera utilisé en dehors de son cadre de validation,
avec des impacts basse vitesse sur des stratifiés hybrides (UD/Tissu) à différentes énergies
d’impacts et sur différentes stratifications.
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II.1 Introduction

C e chapitre est consacré à une présentation détaillée du modèle Semi-Continu : le
principe, les développements ainsi que les résultats seront présentés dans le cadre de
la modélisation des tissus mais aussi des unidirectionnels.

Tout d’abord, la première partie sera consacrée aux travaux développés sur l’élément
tissu et l’interface de délaminage. La stratégie Semi-Continue a été développée par [Navarro,
2010] dans le cadre de ses travaux de thèse sur les stratifiés tissés. Le point de départ a
été l’observation expérimentale du scénario d’endommagement sur une structure sandwich
(tissu+mousse). Ce scénario a permis d’isoler les mécanismes d’endommagement et de
développer en conséquence un élément fini permettant de reproduire le comportement
observé. Cet élément est l’assemblage d’une plaque et d’un réseau de barres. La nouveauté
dans cette stratégie est le fait que le comportement en membrane est représenté par la
plaque et les barres tandis qu’en flexion et en cisaillement transverse, seuls l’élément plaque
est sollicité. Cette approche a ensuite été reprise par [Pascal, 2016] et enrichie par une
modélisation plus réaliste de l’enchevêtrement des torons de fibres et par le décalage des
barres par rapport au plan moyen. Ceci a pour conséquence de modifier le comportement
de l’ensemble {plaque+barres} puisque le comportement en flexion globale est repris par
les barres et la plaque ne représente désormais plus que le comportement de la résine en
membrane et en flexion. Ainsi les modules de la résine en membrane et en flexion sont
strictement identiques.

Ensuite, dans la deuxième, le modèle de [Mahmoud, 2017] sera présenté. Ce travail s’est
largement inspiré des travaux précédents et adapté aux unidirectionnels. Cette stratégie fonc-
tionne très bien sur les stratifiés minces mais dès lors qu’un stratifié plus épais est impacté, le
modèle n’arrive pas à capter les phénomènes observés et encore moins le scénario d’endom-
magement. En effet, la prépondérance du cisaillement hors-plan dans ce type de structure
rend le modèle inutilisable hors de son cadre de validation sur les stratifiés minces. Ceci
sera l’objet de la troisième partie dans laquelle une confrontation essai-calcul montrera les
limitations du modèle Semi-Continu dans le cadre des UD.
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II.2 Modélisation des stratifiés tissés

II.2.1 Principe général
Cette approche a été développée dans le laboratoire de l’Institut Clément ADER de Tou-

louse, initiée par [Navarro, 2010] lors de son doctorat. Elle est basée sur des observations
expérimentales du mécanisme d’endommagement d’une structure sandwich, type pale d’hé-
licoptère, constituée d’une peau hybride en tissu de verre/époxy et carbone/époxy soumise
à un impact oblique. Le scénario identifié se décompose en trois phases (Figure II.1) :

1. Tout d’abord, la résine s’endommage

2. Ensuite, les mèches ne sont plus stabilisées et vont travailler principalement en traction

3. Enfin, les mèches vont rompre en traction

Figure II.1 – Scénario d’endommagement déduit du faciès de rupture post-impact sur une
structure sandwich constituée d’une peau en tissu de verre/époxy et carbone/époxy [Navarro, 2010]

Le principe général du modèle Semi-Continu est de pouvoir représenter d’une part la
tenue mécanique du tissu sain et d’autre part sa tenue une fois endommagé en distinguant
le comportement des fibres de celui de la résine.

II.2.2 Stratégie de modélisation
Le travail initial a été l’introduction d’un nouvel élément spécifique développé par [Na-

varro, 2010] puis amélioré par [Pascal, 2016]. Cet élément, modélisé à l’échelle de la maille
élémentaire du tissu, est constitué d’éléments barres, qui représentent les torons de fibres,
stabilisés par un élément plaque représentant la résine. Chacune de ces barres est construite
à partir de deux nœuds virtuels, eux mêmes liés aux nœuds de l’élément plaque via un lien
rigide (Figure II.2). Leur agencement permet de reproduire le motif de tissage du matériau
utilisé. Cinq briques élémentaires sont alors nécessaires pour représenter les matériaux étudiés
jusqu’à présent (carbone/époxy satin de 5 et verre/époxy satin de 8).

69



Chapitre II. Présentation de la stratégie Semi-Continue

Figure II.2 – Stratégie de modélisation dans la stratégie Semi-Continue

Le scénario d’endommagement identifié peut alors être représenté (Figure II.3).

Figure II.3 – Principe de modélisation du scénario d’endommagement [Navarro, 2010], [Pascal,
2016]

II.2.3 Comportement mécanique et endommagement
L’élément barre a un comportement linéaire élastique fragile dont l’effort peut être calculé

par l’équation Eq-II.1.

Frod = σrod.S = Erod.S.εrod,t avec εrod,t = ∆u

L
(II.1)

où Erod est le module d’Young du toron de fibres, S la section de la barre, L sa longueur
et ∆u son allongement.
La rupture de la barre en traction est basée sur un critère en déformation maximale :

si εrod,t > εmax
rod,t alors rupture de l’élément barre (II.2)

Où εrod,t est la déformation à chaque pas de temps de la barre et εmax
rod,t la déformation à

rupture des torons de fibre.
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L’élément plaque possède quant à lui un comportement isotrope et le calcul des flux
d’effort est donné par la théorie des plaques.

L’endommagement de la résine, observé au cours des essais d’impact, se développe sui-
vant les deux directions du tissu (x, y). C’est pourquoi un endommagement anisotrope a été
implémenté à travers deux variables d’endommagements di (i = x, y) (Eq-II.3) calculées à
partir de fonctions thermodynamiques Yi (i = x, y) (Eq-II.4).

di =






〈
√

Yi −
√

Y0〉√
Yc −

√
Y0

si Yi ≥ Y0

0 sinon
(II.3)

Yi = E0
2(1 − ν2)〈εii

m + εii,max
f 〉2 (II.4)

où Y0 et Yc sont respectivement le seuil d’initiation et de propagation de l’endomma-
gement, E0 et ν les propriétés matériau de la résine, εii

m et εii,max
f les déformations en

membrane et en flexion dans la direction ii. Ces variables d’endommagement sont ensuite in-
tégrées dans les matrices de comportement pour dégrader progressivement chacun des termes.

Ainsi, les matrices de comportement en membrane et en flexion sont exprimées par Eq-
II.5.

[Cm] = [Cf ] =





Ex

1 − νxyνyx

νyxEx

1 − νxyνyx
0

νxyEy

1 − νxyνyx

Ey

1 − νxyνyx
0

0 0 Gxy





(II.5)

avec






Ex = (1 − dx)E0
Ey = (1 − dy)E0
Gxy = (1 − dxy)G0
νxy = (1 − dx)ν
νyx = (1 − dy)ν

(II.6)

Avec E0, G0 et ν le module élastique, le module de cisaillement et le coefficient de Poisson
de la résine. L’endommagement dxy est calculé en fonction de la déformation plastique de
l’élément plaque ; son calcul sera précisé dans les paragraphes suivants.

Le comportement en cisaillement hors-plan est quant à lui régi par l’équation Eq-II.7.

[Cc] =





Gxz 0

0 Gyz



 avec






Gxz = (1 − dx)G0

Gyz = (1 − dy)G0

(II.7)
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Pour le comportement en cisaillement plan, un critère de pseudo-plasticité a été implé-
menté pour représenter les déformations irréversibles. La surface de charge est définie par la
fonction suivante Eq-II.8 :

f = |τxy| − Kplas.ε
β
p − τ0 (II.8)

où τxy est la contrainte de cisaillement plan, τ0 la contrainte de plasticité, Kplas et β des
paramètres de la loi d’écrouissage et εp la déformation plastique cumulée.

Cela permet de calculer l’endommagement de la plaque en cisaillement plan dxy avec :

dxy =
{

0 si γp
xy < γp

xy,max

1 si γp
xy ≥ γp

xy,max
(II.9)

Avec γp
xy la déformation plastique de la plaque et γp

xy,max la déformation plastique seuil.
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II.3 Modélisation des unidirectionnels

II.3.1 Principe général

La stratégie adoptée repose sur le même principe que pour les tissus, à savoir que le point
de départ est l’observation expérimentale. [Mahmoud et al., 2017] a observé que lors d’un
impact sur un stratifié unidirectionnel, trois mécanismes d’endommagement se succèdent
(Figure II.4) :

— Tout d’abord, un endommagement de la résine est observé (fissurations matricielles et
délaminage)

— Ensuite, les paquets de fibres ne sont plus stabilisées et travaillent en traction

— Enfin, les fibres cassent en traction

Figure II.4 – Endommagements observés lors d’un impact sur un stratifié UD [Davies, 2004]

Les fissures intralaminaires apparaissent dans le pli et sont orientées dans le sens des
renforts, puis elles se propagent dans le pli et dans le sens orthogonal au pli pour atteindre
les interfaces entre les plis : c’est l’initiation du délaminage. Ensuite, les fibres vont reprendre
le chargement jusqu’à atteindre le point de rupture en traction.
L’élément développé repose donc sur une séparation des comportement de la résine et des
torons de fibres , comme pour le tissu.

II.3.2 Stratégie de modélisation

Le travail effectué par [Mahmoud et al., 2017] repose sur la même démarche que celle
initiée par [Navarro, 2010] et [Pascal, 2016]. En effet, en se basant sur les observations expéri-
mentales, un motif élémentaire a été défini et correspond à la largeur moyenne des paquets de
fibres entre deux fissurations matricielles successives dont la taille est d’environ 1mm (Figure
II.5).
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Figure II.5 – Principe du modèle Semi-Continu pour les unidirectionnels [Mahmoud et al., 2017]

Les éléments barres et plaque sont implémentés de la même manière que pour les tissus.
Cependant, les barres sont dans le plan de la plaque et ne sont donc pas décalées par rapport
au plan moyen, ce qui signifie que le comportement en flexion n’est plus repris par les barres.
Les matrices de comportement de la plaque en membrane et en flexion sont donc différentes,
comme présentées par les équations Eq-II.10 et Eq-II.11.
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(II.11)

où (L, T ) désignent les directions longitudinal et travers du pli et avec Em
L la raideur

en membrane de la plaque dans le sens longitudinal, Em
T celle dans le sens travers, GLT la

raideur en cisaillement plan, νm
T L et νm

LT les coefficients de Poisson identifiés analytiquement
par analogie entre un modèle homogénéisé et le modèle Semi-Continu. Ensuite, Ef

L, Ef
T , νf

T L

et νf
LT sont les semblables des paramètres précédents en flexion.

La matrice en cisaillement hors-plan est quant à elle définie par l’équation Eq-II.12.
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[Cc] =





GLH 0

0 GT H



 (II.12)

où H désigne la direction hors-plan du pli.

Concernant les endommagements des barres et de la plaque, l’auteur a repris les travaux
développés pour le tissu. En effet, la même formulation a été utilisée pour la rupture des
barres en traction, à savoir un comportement linéaire élastique fragile dont la ruine est
pilotée par un critère en déformation maximale.
Pour l’élément plaque, trois variables d’endommagements sont utilisées, dL et dT pour les
deux directions et dLT pour l’endommagement en cisaillement plan. Les deux premières sont
calculées à partir des fonctions thermodynamiques et la dernière est obtenue, comme pour
le tissu, à partir de la déformation pseudo-plastique de l’élément plaque.
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II.4 Modélisation des interfaces interlaminaires

Pour connecter deux plis et modéliser le délaminage, un élément d’interface a été déve-
loppé avec une loi cohésive au sein de l’élément tissu. Le principe est de générer des nœuds
virtuels à partir des nœuds réels de l’élément fini. Cette interface est constituée de huit
nœuds virtuels lui conférant une épaisseur quasi-nulle ; chacun de ces huit nœuds est relié à
son correspond réel par une condition de lien rigide. Le principe est présenté sur la Figure
II.6.

Figure II.6 – Principe de modélisation de deux plis de tissu et de l’interface qui les relie [Pascal,
2016]

Cet élément cohésif a un comportement élastique endommageable suivant une loi bili-
néaire permettant d’exprimer l’état de contrainte dans l’interface en fonction des sauts de
déplacement (i.e. le déplacement relatif des nœuds virtuels supérieurs par rapport aux nœuds
virtuels inférieurs) dont l’expression est donnée par Eq-II.13 :

[σ] =




σxz

σyz

σxy



 = (1 − dint)K0




δx

δy

δz



 (II.13)

où K0 = Erésine

hi
la raideur de l’interface avec hi l’épaisseur fictive de l’interface égale au

dixième de l’épaisseur moyenne d’un pli et dint la variable d’endommagement de l’interface.
Cette dernière est calculée par l’équation Eq-II.14 à partir du saut de déplacement de l’in-
terface δ (prenant en compte la mixité des modes), du saut de déplacement à l’initiationδ0
(exprimé en fonction des contraintes d’initiation en Mode I et en Mode II) et du saut de
déplacement à rupture δr (calculé en fonction des taux de restitution d’énergie critique en
Mode I et en Mode II).

dint = δr(δ − δ0)
δ(δr − δ0) si δ > δ0 (II.14)
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II.5 Résultats et limitations

II.5.1 Résultats sur la modélisation des tissus
Le modèle a ensuite été confronté aux résultats expérimentaux et il s’avère qu’elle donne

de bons résultats dans les cas d’impact au poids tombant mais aussi sur des cas d’impact
oblique sur différentes configurations :

— peau seule (deux ou trois plis)

— sandwich (avec ou sans nervure)

— avec multi-matériau et multi-orientation

Figure II.7 – Comparaison expérimental-numérique des faciès de rupture pour un impact au
poids tombant sur un stratifié tissu carbone/époxy [Pascal, 2016]

Les résultats présentés sur la Figure II.7 montrent une bonne correspondance entre les
faciès de ruptures expérimentaux et numériques. Le modèle est en effet capable de capter
le scénario d’endommagement ainsi que les faciès de rupture pour différentes stratifications
tissées.

II.5.2 Résultats sur la modélisation des unidirectionnels
Les résultats permettent de capter le scénario d’endommagement, les énergies dissipées

et les tailles d’endommagement pour les stratifiés de faible épaisseur.
L’exemple représenté sur la Figure II.8 montre une très bonne correspondance entre les résul-
tats expérimentaux et numériques pour un essai poids tombant à 4J sur une plaque constituée
de 3 quadruplets de plis unidirectionnels (HTA7-913). La raideur initiale correspond bien à
celle vue en essai et la remontée de l’impacteur est retrouvée au bon déplacement.
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Figure II.8 – Courbes effort-déplacement et effort-temps pour un impact 4J sur un stratifié 3
plis [04/904/04] HTA7-913 [Mahmoud et al., 2017]

En analysant les tomographies réalisées après les essais et le modèle, on s’aperçoit que
ce dernier capte bien les différents types d’endommagements vus lors des essais et dans les
bonnes proportions, tant pour les fissurations matricielles que pour les délaminages comme
le montre la Figure II.9.

Figure II.9 – Comparaison expérimental-numérique des cartes d’endommagement des plis et des
interfaces pour un impact 4J sur un stratifié 3 plis [04/904/04] HTA7-913 [Mahmoud et al., 2017]

II.5.3 Limitations du modèle unidirectionnel

En repoussant un peu les limites du modèles en modélisant des impacts basse vitesse sur
des stratifiés un peu plus épais, on s’aperçoit que la réponse numérique n’est pas exactement
celle vu en essai (Figure II.10). En effet, lors d’un impact sur un stratifié [04/904/04/904/04]
HTA7-913, les fissurations matricielles ne sont pas aussi fines que celles vues en essais. De
plus, malgré le fait que les tailles de délaminages correspondent, leurs formes ne sont pas
cohérentes avec les essais. Cela révèle que les modes de ruines, ou du moins leur proportion
ne sont pas encore bien captés par le modèle.
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Figure II.10 – Comparaison expérimental-numérique des cartes d’endommagement des plis et
des interfaces pour un impact 4J sur un stratifié 5 plis [04/904/04/904/04] HTA7-913 [Mahmoud
et al., 2017]

En augmentant la stratification, les phénomènes ne sont plus du tout captés et les endom-
magements s’éloignent de ce que montrent les essais. En effet, sur un stratifié [[04/904]2/02]s,
la courbe effort-déplacement (Figure II.10) montre d’une part que l’énergie totale dissipée en
cours d’impact n’est pas cohérente avec l’essai et d’autre part la chute brutale d’effort à 1.8
mm n’est pas non plus captée par le modèle.

Figure II.11 – Comparaison expérimental-numérique des courbes effort-déplacement avec le
modèle Semi-Continu [Mahmoud et al., 2017]

En regardant de plus près les endommagements (fissurations matricielles dans le sens
travers du pli ainsi que les délaminages) sur la Figure II.12, il apparaît que les fissurations
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ne sont pas captées par le modèle et les délaminages ne sont pas non plus cohérents avec
l’expérimental.
En effet, les fissurations n’ont pas la même taille (68% d’erreur) et ne sont pas aussi fines que
celles vues en essai. Ceci s’explique par le fait que comme décrit dans la partie précédente,
les dommages liés à l’impact sur un stratifié à forte épaisseur sont pilotées par les fissura-
tions matricielles en cisaillement hors-plan. Or ce type de fissure possède un comportement
spécifique puisque leur rupture est extrêmement explosive et le faciès de rupture est plutôt
filiforme (taille caractéristique ∼ 1µm), contrairement aux délaminages qui sont plus étendus.
Sachant que la taille caractéristique d’un élément UD utilisé dans le modèle est de 1 mm, ce
type d’élément n’est pas adapté pour capter des phénomènes aussi fins que ces fissurations
hors-plan.
De plus, cela a pour effet de surestimer les endommagements et notamment les délaminages.
Et ceci est particulièrement vrai au centre de la plaque. Ainsi, le couplage des endommage-
ments intra/interlaminaires n’est pas capté par le modèle.
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II.6 Bilan sur la stratégie Semi-Continue

L’ approche développée dans les travaux de [Navarro, 2010], [Pascal, 2016] et [Mah-
moud et al., 2017] permet de modéliser des structures aussi bien tissées que
unidirectionnelles soumises à des chargements d’impact. Le principe commun est

le fait que le comportement de la résine et des torons de fibres sont dissociés et modélisés
respectivement par un élément plaque et des éléments barres. Les deux modèles ont été
validés par des essais statiques (traction et flexion) mais aussi dynamiques (impacts au poids
tombant) sur différentes stratifications et à différentes vitesses. Cependant, ces modèles ont
été développés pour des stratifiés de faible épaisseur, c’est pour cela que les endommagements
dans le cas de plaques UD épaisses ne corrèlent pas les résultats expérimentaux.

L’objectif de ces travaux de thèse est d’améliorer le comportement du modèle Semi-
Continu pour la réponse des unidirectionnels de forte épaisseur à l’impact. Pour cela, un
nouvel élément d’interface intralaminaire a été développé afin de mieux représenter les
fissurations hors-plan et les mécanismes qui pilotent l’initiation et la propagation des délami-
nages. Un important travail a aussi été mené sur l’élément UD afin de mieux représenter les
phénomènes observés expérimentalement. La description de ces développements est donnée
dans le chapitre suivant.
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Chapitre III. Développements numériques

III.1 Introduction et objectifs de l’étude

L e présent chapitre a pour but de présenter les travaux effectués afin d’améliorer la
modélisation de stratifiés unidirectionnels à l’impact en étendant les travaux déjà ef-
fectués par [Navarro, 2010], [Pascal, 2016] et [Mahmoud, 2017] aux stratifiés de grande

épaisseur. Ces travaux se focaliseront sur la modélisation des fissurations intralaminaires
qui surviennent entre les torons de fibres lors d’un chargement d’impact sur un stratifié
unidirectionnel épais. Ces fissurations sont les précurseurs des délaminages et leur caractère
“explosif” rend difficile la localisation de leur initiation de façon expérimentale. Malgré le fait
qu’il existe déjà quelques modélisations pertinentes, comme exposé dans le premier chapitre
avec les travaux de [Airoldi et al., 2020], [Ren et al., 2019] ou encore [Kahla et al., 2018], une
nouvelle modélisation en est proposée dans ce chapitre. Cependant, la première modélisation
fait intervenir des contraintes d’initiation qui doivent être préalablement calculées à partir
du nombre de plis : les paramètres d’endommagement ne sont donc pas fixés. Le deuxième
modèle n’est pas adapté pour les stratifiés épais. Quant au troisième, il capte assez bien
l’initiation mais pas la propagation de ce type de fissures. L’objectif des travaux qui
suivent est donc de proposer un nouvel élément fini afin de mieux capter les ruptures matri-
cielles hors-plan tout en palliant aux lacunes rencontrées par les modèles précédemment cités.

L’approche développée est originale, puisque cet élément d’interface est à mi-chemin
entre un élément plaque et un élément cohésif. En effet, ses degrés de liberté de translation
et de rotation permettent de calculer à la fois les efforts et les moments aux nœuds. Son
endommagement est piloté en sauts de déplacements et de rotations avec une loi bilinéaire.
La première partie de ce chapitre sera consacrée au développement du maillage mais aussi à
la formulation de cet élément.

La deuxième partie sera quant à elle consacrée au couplage entre les éléments d’interfaces
intralaminaires et les interfaces de délaminage. Celle-ci sera suivie d’une troisième partie
consacrée aux améliorations apportées à l’élément UD.
Dans un premier temps, le comportement en compression hors-plan sera explicité. En effet,
dans les stratifiés épais, la compression hors-plan est un phénomène important dans l’initia-
tion et la propagation des délaminages. Ensuite, un travail a été effectué sur la position des
barres dans l’épaisseur de l’élément UD. En effet, expérimentalement, on observe quelques
fois des ruptures de fibres partielles au sein d’un même ensemble de plis orientés dans la même
direction. Avec cette méthode, la raideur en flexion des plis s’en trouve modifiée. Pour remé-
dier à cela et pour capter le bon comportement des torons de fibres en flexion, il est nécessaire
de positionner les éléments barres précisément par rapport au plan moyen de la plaque.
L’ensemble de ces modifications génère des modifications dans le comportement de l’élément
UD et plus particulièrement dans la plaque : c’est le sujet de la dernière partie de ce chapitre.

L’ensemble des paramètres introduits ainsi que le comportement des différents éléments
seront identifiés et explicités dans le Chapitre IV.
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III.2 Présentation de l’interface intralaminaire

III.2.1 Observations expérimentales
Les structures constituées de plis unidirectionnels présentent des faciès de rupture ty-

piques. En effet, lors d’un impact, plusieurs mécanismes d’endommagement sont identifiés :
les fissurations matricielles, le délaminage et les ruptures de fibres. Ces dernières apparaissent
plus tard que les deux premiers mécanismes et à des ratios vitesse/épaisseur élevés. Cepen-
dant, lors d’impacts à faibles vitesses, seule la résine est endommagée (Figure III.1 3).

Figure III.1 – Ruptures matricielles et délaminage sur un composite UD à 3 m/s

Les fissurations matricielles intralaminaires et le délaminage sont clairement visibles sur
la tomographie ci-dessus. Comme il a été rappelé dans le Chapitre I, les délaminages sont
initiés par les fissures intralaminaires et se propagent vers les bords du stratifié. Ainsi, un
élément spécifique intralaminaire est nécessaire pour représenter ces fissures et surtout initier
correctement le délaminage.

III.2.2 Développement d’un maillage spécifique
Géométrie et positionnement

Pour pourvoir représenter ces fissurations, un nouvel élément doit être introduit dans
le maillage. Ce nouvel élément est intercalé entre les éléments UD déjà présents comme le
montre la Figure III.2.

T
L

Z
+ =

Interface 
interlaminaire

Interface 
intralaminaire

Nœud 
virtuel

Élément barre
Élément plaqueNœud réel

Figure III.2 – Représentation schématique de l’élément d’interface intralaminaire intercalé entre
les éléments UD

3. Matériau : HTA7-913, séquence d’empilement : [04/904]2/02]s
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Cette représentation montre qu’en utilisant des éléments 1D et/ou 2D, les nœuds
inférieurs ne sont pas utilisés. De fait, dans toute la suite et particulièrement dans les
chapitres suivants, ces nœuds n’interviendront pas dans le calcul. De fait, si ces nœuds ne
sont pas reliés à d’autres éléments, ils ne se déplaceront pas. Il faudra donc s’attendre à
voir une rangée de nœuds qui ne se déplace pas dans les résultats présentés dans la suite de
ces travaux. À chaque fois que cette situation se présentera dans les visualisations, elle sera
systématiquement précisée.

Le maillage est généré grâce à une routine Python développée spécifiquement. L’élément
d’interface intralaminaire est orienté dans la direction des fibres pour représenter la résine
entre les torons de fibres.

L’agencement des éléments est choisi pour pouvoir représenter au mieux la physique. Pour
cela, la partie UD (barres+plaque) est située du côté de la face impactée. Cela permet de
représenter le scénario suivant :

— L’indentation initiale

— Le cisaillement des interfaces intralaminaires

— L’initiation d’un délaminage

Cette stratégie est particulièrement adaptée dans le cas de stratifiés épais où l’initiation
s’effectue en Mode I et la propagation en Mode II.

Une fois la stratégie de maillage mise en place, un code de maillage a été développé
pour placer ces nouveaux éléments entre les éléments UD (plaque + barres) déjà présents.
La méthode consiste à créer d’abord les nœuds : la taille de maille globale d’un ensemble
UD+interface intralaminaire est toujours de 1 mm (puisque c’est la taille caractéristique
identifiée par [Mahmoud et al., 2017]). Ainsi on aura toujours LUD + Lint = 1 mm, quelle
que soit la taille de l’élément d’interface. La Figure III.3 représente le maillage d’un pli à 0°
avec les interfaces intralaminaires (en bleu) intercalées entre les éléments UD (en vert).

LZ

T
Élément d’interface 
intralaminaire

Légende

Élément UD
Sens 
fibres

Figure III.3 – Maillage d’un pli unidirectionnel à 0° avec les interfaces intralaminaires insérées
entre les éléments UD

Une fois l’élément construit et inséré dans le modèle déjà présent, il convient de voir
comment il est disposé lorsque plusieurs plis sont drapés. En effet, lorsque les orientations
entre deux plis adjacents sont différentes, les nœuds ne coïncident plus et on ne peut donc
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plus avoir des plis liés entre eux par les nœuds des faces communes. D’habitude, lorsque cette
situation se présente, il suffit de mettre un collage cinématique entre les plis. Cependant, ce
dernier ne fonctionne pas de manière satisfaisante pour être utilisé tel quel. Ainsi, dans ces
travaux, deux méthodes ont été utilisées : l’une en utilisant un collage cinématique entre les
plis et l’autre en essayant d’avoir des nœuds coïncidents pour éviter le collage. Deux cas sont
donc à distinguer :

— drapages avec coïncidence des nœuds : 0/90 et 90/0

— drapages avec collage cinématique : 0/±45, ±45/0, 90/±45 et ±45/90

Drapages avec coïncidence des nœuds

Dans le cas d’un drapage constitué uniquement de plis à 0° et 90°, la méthode consiste
à rassembler deux à deux les quatre nœuds inférieurs de chaque interface intralaminaire.
En effet, ces quatre nœuds ne sont pas utilisés dans le calcul, puisque comme ce sera décrit
plus précisément plus tard dans cette section dans le cadre de sa formulation analytique, cet
élément une plaque et n’utilise donc que quatre nœuds (les nœuds supérieurs). La Figure
III.4 représente le maillage pour un drapage 90/0.

Interface 
intralaminaire

Nœuds 
coïncidents

Pli 90°

Pli 0°

Z

Y

Pli 90°

Pli 0°

Nœuds 
coïncidents

Z

X

Figure III.4 – Représentation schématique d’un drapage 90/0

Drapages avec collage cinématique

Concernant le drapages de plis où la coïncidence des nœuds est impossible, il est nécessaire
d’avoir recours au collage cinématique présent dans Radioss. La Figure III.5 représente le
collage de la surface maitre et des nœuds esclaves pour ce type de drapage.
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Pli ±45°

Pli 0°

Surface maître

Nœuds esclaves

Figure III.5 – Représentation schématique d’un drapage ±45/0

III.2.3 Formulation générale de l’élément
Dans cette section, la formulation de l’élément sera détaillée ainsi que le lien avec l’in-

terface interlaminaire. L’élément est implémenté dans le logiciel commercial Radioss via une
routine utilisateur SUSER. L’algorithme utilisé par Radioss est fondé sur un schéma d’inté-
gration explicite pour chaque pas de temps ∆t discrétisant la durée du problème. L’élément
mis à disposition est constitué de huit nœuds, mais ici seulement les quatre nœuds du haut
seront utilisés. Les données d’entrée sont les déplacements, les rotations, les vitesses linéaires
ainsi que les vitesses angulaires nodales. Celles-ci seront ensuite utilisées afin d’évaluer les
efforts et les moments internes aux nœuds, qui seront donc les sorties du problème.

III.2.3.1 Généralités
Tout d’abord, l’élément développé est un élément quadrangle mais avec deux points d’in-

tégration. En considérant la Figure III.2, le plan moyen de l’élément intralaminaire est placé
au même niveau que celui de la plaque appartenant à l’élément UD, c’est-à-dire dans le plan
moyen du pli. Son comportement est celui d’un élément cohésif basé sur les travaux de [Pas-
cal, 2016]. L’état de contraintes de l’élément est déduit des sauts de déplacements relatifs
ainsi que des sauts de rotations relatifs de ses nœuds. Cependant, cet élément se rapproche
d’un élément plaque puisque sont calculés en son sein des efforts (liés aux degrés de liberté
de translation de chacun des quatre nœuds (Tx, Ty, Tz)) ainsi des moments (liés aux rotations
des degrés de liberté de chaque nœud (Rx, Ry)) (Figure III.6). Le comportement détaillé de
l’élément est détaillé dans la suite de cette section.

X
Y

Z

1 2

34

Tx

Ty
Tz

Rx

Ry

(b)

(a)

Figure III.6 – Schéma de (a) la position des nœuds de l’interface intralaminaire ainsi que (b) les
degrés de liberté de ses nœuds
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III.2.3.2 Construction du repère corotationnel

Pour commencer, la longueur de cet élément est imposée par la taille de l’élément UD (1
mm), quant à la largeur, elle a été choisie suivant deux critères. D’une part, elle doit être
assez petite pour représenter finement les phénomènes physiques observés expérimentalement,
d’autre part elle ne doit pas être trop petite non plus pour ne pas pénaliser le temps de calcul.
C’est pourquoi la taille qui sera utilisée pour les modèles à venir est de 1 mm de longueur
sur 10 µm de largeur.

La construction d’un repère est primordiale pour effectuer tous les calculs nécessaire dans
l’élément. De plus, pour prendre en compte ses éventuelles rotations, on utilisera un repère
corotationnel décrit par [Belytschko et al., 1984] et utilisé par [Navarro, 2010], [Pascal, 2016]
et [Mahmoud et al., 2017] dans leurs travaux respectifs.

Soit un point matériel M ∈ Ω, un volume occupé par l’élément intralaminaire. Le vecteur
position de ce point peut être exprimé de deux manières dans deux repères distincts :

— dans le repère global Rg = (X, Y, Z) : M = xgX + ygY + zgZ

— dans le repère global Rl = (e1, e2, e3) : m = xle1 + yle2 + zle3

Le repère local est construit à partir de deux points fictifs α et β. Le premier correspond
au milieu du côté reliant les nœuds 1 et 2. Le deuxième est quant à lui défini par le côté
reliant les nœuds 3 et 4 (Figure III.7). Ce choix est guidé par le fait qu’au vu de la géométrie
de l’élément, le raisonnement est établi comme si on avait une seule direction prépondérante.

1

2

3

4
r!

p2

V

e3

!

"r"

e1

e2

Figure III.7 – Construction du repère local de l’élément intralaminaire

Le vecteur e2 est d’abord construit avec l’équation Eq-III.1.

e2 = αβ

‖αβ‖ (III.1)
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Pour construire le vecteur e1, un premier vecteur moyen V est calculé par V =
1
2

(
rα

‖rα‖ + rβ

‖rβ‖

)

; les vecteurs rα et rβ sont représentés sur le schéma ci-dessous. e1 est
ensuite obtenu par projection orthogonale de V sur e2 de la manière suivante :

e1 = V − p2
‖V − p2‖ . (III.2)

Enfin, le dernier vecteur s’obtient tout simplement par produit vectoriel des deux premiers
(Eq-III.3).

e3 = e1 ∧ e2 (III.3)

Dans la suite, on préférera exprimer les variables mécaniques dans le repère (L, T, Z) lié
à l’orientation des fibres. Ainsi,






L = e2
T = −e1
Z = e3

(III.4)

III.2.3.3 Élément de référence

Le repère précédemment construit permet de passer du repère global au repère local et
inversement. De plus, comme pour tout élément fini, il est nécessaire de définir les fonc-
tions de formes afin de définir le champs de déplacement en fonction des déplacements des
nœuds. Les fonctions utilisées correspondent à celles utilisées dans un élément barre ; les deux
nœuds extrêmes étant ici α et β. (Figure III.8). Ces fonctions sont exprimées en fonction des
coordonnées paramétriques (ξ, η) de cet élément de référence.

!

1 2

4 3

"

#

$

-1

0

+1

Noeud

Point d’intégration

Figure III.8 – Coordonnées paramétriques de l’élément intralaminaire

Les fonctions de forme utilisées dans l’élément sont exprimées en fonction des coordonnées
paramétriques par l’équation Eq-III.5 :
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




Nα (ξ, η) = Nα (η) = 1 − η

2

Nβ (ξ, η) = Nβ (η) = 1 + η

2

(III.5)

Ces dernières permettent donc d’exprimer la position m, le déplacement u et la vitesse
u̇ d’un point matériel P (η) appartenant à la fibre neutre (orientée dans la direction η de
l’élément). Par exemple, le déplacement est exprimé par (Eq-III.6) :

u (P ) = 1 − η

2 .uα + 1 + η

2 .uβ (III.6)

Les dérivées des fonctions de forme en fonction des coordonnées paramétriques (Eq-III.7)
sont données par :






Nα,η (ξ, η) = −1
2

Nβ,η (ξ, η) = +1
2

(III.7)

Finalement, la matrice Jacobienne est construite comme suit (Eq-III.8) :

[J (ξ, η)] =
[

Nα,η (ξ, η) .mα + Nβ,η (ξ, η) .mβ

]
= mβ − mα

2 (III.8)

Cette matrice jacobienne est en fait directement égale à son Jacobien que l’on notera
simplement J par la suite.

Pour conclure, l’ensemble des calculs seront effectués au niveau des deux points d’inté-
grations situés à ± 1√

3
sur l’axe η.

III.2.3.4 Degrés de liberté considérés

L’élément développé a pour but de représenter le comportement de la résine entre les
torons de fibre lorsque celle-ci est sollicitée lors d’un chargement d’impact. Trois cas de
sollicitation élémentaires ont été identifiés et représentés sur la Figure III.9 :

— une traction dans le sens travers : permet de reprendre la traction de la résine, notam-
ment lorsque le pli opposé à l’impacteur fléchit et crée une longue fissuration dans le
sens des fibres

— un cisaillement dans le plan moyen de l’élément : permet de capturer le cisaillement de
la résine dans le plan

— un cisaillement hors-plan : permet de représenter le cisaillement hors-plan de la résine
responsable des fissurations intralaminaires dans l’épaisseur du stratifié et précurseur
des délaminages

La Figure III.9 présente les degrés de liberté pris en compte pour reprendre ces trois
sollicitations :
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— 3 sauts de déplacements δl, δt et δz, respectivement les sauts de déplacements en ci-
saillement plan, en traction et en cisaillement hors-plan

— 2 sauts de rotations δθl, δθt, les sauts de rotations autour des axes L et T.
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Figure III.9 – Comportement de l’interface intralaminaire
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III.2.3.5 Calcul des sauts de déplacements et de rotations
L’élément intralaminaire est piloté en sauts de déplacements et de rotations. La différence

de déplacements (resp. de rotations) entre les nœuds de droite de l’élément (ici les nœuds 2 et
3) et les nœuds de gauche (ici 1 et 4) est utilisée. Leur expression repose sur l’intégration des
vitesses de translation et de rotation des nœuds qui s’exprime de la façon suivante (Eq-III.9) :

[
δ̇k

]
= u̇D − u̇G =





˙δk,t
˙δk,l
˙δk,z



 avec
{

si k = α alors (D, G) = (2, 1)
si k = β alors (D, G) = (3, 4) (III.9)

Avec
[
δ̇k

]
le saut de vitesse linéaire du point k, (u̇D, u̇G) les vitesses des nœuds de droite et

de gauche.

Pour les sauts de rotations, la méthode reste identique (Eq-III.10). La rotation autour de
z est fixée à 0 car ce degrés de liberté n’est pas pris en compte.

[ ˙δθk

]
= u̇θ

D − u̇θ
G =





˙δθk,l
˙δθk,t

0



 avec
{

si k = α alors (D, G) = (2, 1)
si k = β alors (D, G) = (3, 4) (III.10)

Avec
[ ˙δθk

]
le saut de vitesse de rotation du point k,

(
u̇θ

D, u̇θ
G

)
les vitesses de rotation des

nœuds de droite et de gauche.

Ces sauts de déplacements et de rotations sont ensuite calculés explicitement à chaque
point d’intégration i pour le pas de temps suivant via la relation Eq-III.11 :






δi

∣∣∣
t+∆t

= δi

∣∣∣
t
+ ∆t.δ̇i

δθi

∣∣∣
t+∆t

= δθi

∣∣∣
t
+ ∆t. ˙δθi

(III.11)

III.2.3.6 Calcul des contraintes
Les contraintes dans l’interface intralaminaire sont calculées à partir des sauts de

déplacements et de rotations précédents en prenant en compte la mixité des modes.
La loi σ − δ utilisée pour décrire le comportement de l’élément est une loi bilinéaire
pour chaque mode de rupture. Elle est très utilisée dans les modèles numériques repré-
sentant des zones cohésives puisqu’elle présente un nombre de paramètres à identifier
assez restreint. La Figure III.10 représente les lois bilinéaires en Mode I, en Mode II
et en mode mixte. Ici les Modes II et III ne sont pas distingués puisqu’ils dépendent de
la direction du saut de déplacement dans le repère local par rapport à celle du front de fissure.
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Figure III.10 – Loi bilinéaire σ − δ utilisée dans l’interface intralaminaire pour les modes d’ou-
verture, de cisaillement et le mode mixte

La loi bilinéaire précédente est constituée de deux parties : une partie élastique où le
comportement est équivalent à un ressort ayant une certaine raideur et une partie décrivant
le comportement de l’élément dégradé.

Partie élastique

Les contraintes induites par les sauts de déplacements sont exprimées par la relation
suivante (Eq-III.12) :

[
σδ

]
=




σδ

tt

σδ
lt

σδ
tz



 =




Ktt 0 0
0 Klt 0
0 0 Ktz








δt

δl

δz



 (III.12)

Concernant les contraintes induites par les sauts de rotations, la méthode est identique
(Eq-III.13) :

[
σδθ

]
=




σδθ

tt

σδθ
lt

σδθ
tz



 =




Kr

tt 0 0
0 Kr

lt 0
0 0 0








δθt

δθl

0



 (III.13)

Les cinq raideurs utilisées dans les deux relations précédentes, à savoir Ktt, Klt, Ktz, Kr
tt

et Kr
lt seront présentées en détail dans le prochain chapitre.

Endommagement et mode mixte

Les contraintes précédentes sont dégradées via une variable d’endommagement. De plus,
la loi bilinéaire utilisée prend en compte le mode mixte, c’est-à-dire la prépondérance d’un
mode par rapport à un autre. Avant cela, il est nécessaire de définir les sauts de déplacement
équivalents en Mode I et en Mode II. Ceux-ci sont définis par Eq-III.14.
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δ =
√

〈δI〉2
+ + δ2

II avec






δI = δt +
∣∣∣
e

2 .δθl

∣∣∣

δII = |δz|
(III.14)

Avec e la largeur de l’élément d’interface intralaminaire. Le rapport de mixité des modes est
le rapport entre les deux sauts de déplacement équivalents (Eq-III.15).

βm = δII

δI
si δI > 0 (III.15)

Critère d’initiation

La première partie est liée à l’énergie élastique emmagasinée par l’élément. Cette dernière
est évidemment finie et correspond donc à un seuil où cette énergie ne peut plus être stockée
et où l’élément commence donc à rompre : c’est l’initiation. Celle-ci est décrite par un critère
quadratique en contraintes explicité par l’équation Eq-III.16.

(
σI

σ0,vi
I

)2

+
(

σII

σ0,vi
II

)2

= 1 (III.16)

Ainsi le saut de déplacement nécessaire pour initier l’endommagement de l’interface est
donné par (Eq-III.17) :






δ0 = δ0
I δ0

II

√√√√ 1 + β2
m

(δ0
II)

2 + (βmδ0
I )

2 si δI > 0

δ0 = δ0
II sinon

(III.17)

Avec δ0
I et δ0

II les sauts de déplacements initiaux respectivement en Mode I et en Mode
II. Ils sont généralement donnés en termes de contraintes d’initiations avec σ0,vi

I = Kvi
I .δ0

I

et σ0,vi
II = Kvi

II .δ0
II . Ces valeurs sont généralement identifiées avec des essais normalisés : le

Double Cantilever Beam (DCB) pour le Mode I et le End Notched Flexural test (ENF) pour
le Mode II.

Critère de propagation

La seconde partie de la loi bilinéaire représente l’évolution de l’endommagement de l’élé-
ment d’interface. C’est un critère de propagation basé sur les taux de restitution d’énergie
en Mode I et en Mode II. De nombreux modèles, comme ceux de [Allix et Blanchard, 2006]
ou [Moura et al., 2008], utilisent ce critère. Dans sa forme la plus générale, il s’écrit en loi
puissance avec l’équation Eq-III.18.

(
GI

Gc,vi
I

)α

+
(

GII

Gc,vi
II

)α

= 1 (III.18)

Dans le cas où α = 1 (cas le plus utilisé), le saut de déplacement équivalent à rupture δr

est exprimé par (Eq-III.19).
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




δr =
2

(
1 + βm

2
)

δ0

(
Kvi

I

GIc
+ Kvi

IIβm
2

GIIc

)−1

si δI > 0

δr = 2GIIc

Kvi
IIδ0 sinon

(III.19)

Avec Gc,vi
I et Gc,vi

II les taux de restitution d’énergie critique respectivement en Mode I et
Mode II.

Enfin, l’évolution du dommage est décrite par une unique variable d’endommagement,
noté dvi. Celle-ci est utilisée pour dégrader les raideurs de l’interface intralaminaire en traction
mais aussi en cisaillement plan et hors-plan. Son écriture est déduite des équations précédentes
(Eq-III.20).

dvi = δr

δ

(
δ − δ0

δr − δ0

)

δ0≤δ≤δr

(III.20)

Finalement, les contraintes liées aux sauts de déplacements et celles liées aux sauts de
rotations sont dégradées avec cette variable d’endommagement comme suit (Eq-III.21) :

[
σδ∗]

= (1 − dvi)
[
σδ

]
et

[
σδθ∗]

= (1 − dvi)
[
σδθ

]
(III.21)

La variable d’endommagement est calculée en fin de cycle à partir des contraintes et sauts
de déplacement (et de rotations) moyennés sur les deux points d’intégration. Ceci permet
une meilleure stabilité de l’élément. En effet, cela évite d’avoir des modes de déformation à
énergie nulle lorsque l’un des deux points d’intégration est endommagée et pas l’autre[Pascal,
2016]. L’endommagement calculé au temps t est utilisé au pas de temps t + ∆t.

III.2.3.7 Intégration numérique
Pour pouvoir ensuite intégrer les efforts internes, la méthode d’intégration de Gauss -

Legendre est utilisée : elle repose sur une évaluation approchée des efforts internes volumiques.
Cette évaluation s’effectue au niveau des points de Gauss. Ces derniers sont affectés de
poids suivant leur répartition dans l’élément de référence. En effet, cette méthode simplifie
considérablement les calculs puisque l’intégrale de la surface de l’élément dans le repère local,
notée S est transformée en intégrale surfacique dans le repère de l’élément de référence, notée
Σ. L’intégration numérique pour N points d’intégration est donnée par (Eq-III.22) :

∫∫

S
f (x, y) dS =

∫∫

Σ
f (ξ, η) J (ξ, η) dΣ =

N∑

i=1
wiJ (ξi, ηi) f (ξi, ηi) (III.22)

Les deux points d’intégration utilisés dans ce travail ainsi que leurs poids wi sont référencés
dans le Tableau III.1.
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Point
d’intégration i

ξi ηi wi

1 0 − 1√
3

1

2 0 + 1√
3

1

Tableau III.1 – Caractéristiques des points d’intégration utilisées dans l’élément d’interface
intralaminaire

Ainsi, les efforts sont calculés à partir des contraintes liées aux sauts de déplacements 4

avec l’équation Eq-III.23. Quant aux moments, ils sont calculés à partir des sauts de rotations
avec l’équation Eq-III.24.

Fj = eJ
2∑

i=1
wiNj (ξ, η) σδ

i avec j = {α, β} (III.23)

Mj = e2

2 J
2∑

i=1
wiNj (ξ, η) σδθ

i avec j = {α, β} (III.24)

Une fois les efforts et les moments internes calculés aux points d’intégration, ils sont
ensuite “transportés” aux points α et β avec la méthode d’intégration ci-dessus. Ces derniers
sont enfin renvoyés aux nœuds réels de l’élément via la relation suivante (Eq-III.25) :






F1 = −Fα

F2 = +Fα

F3 = +Fβ

F4 = −Fβ

(III.25)

Ensuite, ceux-ci sont projetés dans le repère global via (Eq-III.26) à travers la matrice de
passage [Q] :






Si k = {1, 2, 3, 4} alors Fg
k = [Q]−1 Fk

Si k = {5, 6, 7, 8} alors Fg
k = 0

(III.26)

La même méthode est appliquée pour les moments. Dans toute la suite, les variables méca-
niques sont explicitées au niveau des points d’intégration.

4. Le calcul des contraintes sera détaillé dans la Section III.2.3.6

97



Chapitre III. Développements numériques

III.3 Couplage entre les interfaces intralaminaires et
interlaminaires

III.3.1 Principe du couplage
L’élément développé fait partie d’un ensemble d’éléments déjà développés dans la

stratégie Semi-Continue. Mais ce nouvel élément n’est pas codé à l’intérieur de l’élément
UD de base. En effet, le seul lien qui le relie à l’élément UD passe par les nœuds. Or, le rôle
de l’interface intralaminaire étant d’initier un délaminage dans l’interface interlaminaire,
elle-même codée dans l’élément UD, il a été décidé de “lier” ces deux éléments. E effet,
expérimentalement, les fissurations matricielles sont les précurseurs des délaminages. La
Figure III.11 représente ces dommages pour le cas d’impact présenté sur la Figure III.1.

Cependant dans Radioss, lorsqu’on utilise des éléments utilisateurs, il n’est pas possible
d’échanger de l’information entre les éléments. Or, ceci est nécessaire pour dégrader les
interfaces interlaminaires adjacentes une fois l’interface intralaminaire rompue. Il a donc
fallu trouver un moyen pour que l’information parvienne jusqu’à l’élément d’interface de
délaminage.

1 Fissurations matricielles
2 Délaminages

Scénario d’endommagement

Figure III.11 – Couplage entre les fissurations matricielles et les délaminages

Ce couplage a été observé expérimentalement par de nombreux auteurs parmi lesquels
[Chang et al., 1990], [Liu, 1998] et [Huchette, 2005] et d’autres en ont proposé des modélisa-
tions assez fines comme le Discrete Ply Modeling de [Bouvet, 2009].

III.3.2 Formulation du couplage
L’astuce est donc d’envoyer un signal sous la forme d’un moment autour de l’axe z du

repère local de l’élément dès que l’interface intralaminaire casse et de détecter ce signal
dans l’élément interlaminaire voisin en contrôlant les vitesses de rotation des nœuds θ̇z . Le
choix du moment est astucieux puisque le degré de liberté de rotation des quatre nœuds
constituant l’élément autour de z n’est pas utilisée. Ce degré de liberté n’est pas non plus
utilisé dans l’élément UD. Le moment est envoyé aux quatre nœuds simultanément sous la
forme (Eq-III.27) :

M j
z = −2Ij

∆θ̇
0
z

∆t
avec j = {1, 2, 3, 4} (III.27)
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Avec Ij le moment d’inertie du nœud j, ∆t le pas de temps et ∆θ̇
0
z la valeur seuil de

la différence de vitesses de rotation du nœud j permettant de détecter le signal entre t et
t + ∆t. En effet, comme la vitesse de rotation autour de z n’est pas forcément nulle, il a été
décidé de raisonner en termes de différence de vitesse.

Ce pulse est envoyé par l’interface intralaminaire via ses quatre nœuds et il est détecté
par les éléments UD adjacents grâce aux nœuds en commun avec l’élément intralaminaire
comme représenté sur la Figure III.12.

33

T
L

Z

Élément gauche Élément droite

1

2

4 1

2

4

3 3 Chronologie

Envoi du signal (moment)

Réception du signal

Initiation du délaminage

Endommagement de 
l’interface intralaminaire

Figure III.12 – Connexion entre les éléments d’interface intralaminaire et les éléments UD à
gauche et à droite

Cependant, une fois envoyé le signal, les éléments doivent savoir s’ils doivent délaminer
ou non. La stratégie développée consiste à délaminer les éléments situés à gauche et à droite
de l’interface intralaminaire, mais pas ceux qui se trouvent devant ou derrière comme le
représente la Figure III.13.

Élément 
intralaminaire 

rompu

Nœuds en 
commun avec 
les éléments 

autour

T

L

Figure III.13 – Connexion d’un élément d’interface intralaminaire avec les éléments autour

Le critère de détection est donc fondé sur la détection simultanée du signal au niveau
de deux nœuds d’un même élément (Eq-III.28). Plus précisément, si le signal est détecté
simultanément par les nœuds 1 et 2 ou simultanément par les nœuds 3 et 4 de l’élément
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UD, le délaminage est initié. Sinon aucun délaminage n’est initié par le signal. Cela permet
de contrôler l’initiation du délaminage, d’éviter qu’il soit trop étendu autour des interfaces
intralaminaires rompues et ainsi de le localiser aux endroits voulus.

Si






∥∥∥θ̇z|1t − θ̇z|1t−∆t

∥∥∥ ≥ ∆θ̇
0
z &

∥∥∥θ̇z|2t − θ̇z|2t−∆t

∥∥∥ ≥ ∆θ̇
0
z

Ou
∥∥∥θ̇z|3t − θ̇z|3t−∆t

∥∥∥ ≥ ∆θ̇
0
z &

∥∥∥θ̇z|4t − θ̇z|4t−∆t

∥∥∥ ≥ ∆θ̇
0
z

alors






dhi = max{dhi, d0}

Et

δ0
n = δ

∣∣∣
t

(III.28)
Avec d0 un paramètre d’endommagement fixé et qui sera identifié dans le chapitre suivant.

L’initiation du délaminage s’effectue en modifiant la valeur de la variable d’endommagement
de l’interface interlaminaire, notée dhi. Ce paramètre représente l’état du délaminage au
moment même où les fissurations matricielles hors-plan débutent. En effet, cette dernière
peut s’endommager “naturellement” sans que l’interface intralaminaire l’ait initiée. La
variable d’endommagement est donc le maximum entre la valeur d’endommagement calculée
à t et le paramètre d0. . De plus, le saut de déplacement à l’initiation δ0

n est pris comme
étant égal au saut de déplacement calculé à t. Ainsi, le délaminage sera initié plus tôt que ce
qu’il aurait dû être s’il s’initiait de manière classique par sa loi cohésive propre. Le schéma
de la Figure III.14 représente la loi bilinéaire standard pour les interfaces interlaminaires qui
délaminent classiquement sans initiation prématurée (en vert) et celles qui délaminent après
avoir reçu le signal.

!
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""!

#!
!"!

""! "# ""#

!

#!,#
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% !
)

#! = #!,#

Figure III.14 – Lois bilinéaires dans le cas standard et dans le cas où l’initiation se fait par la
détection d’un pulse

Cette stratégie impose donc de dégrader “manuellement” les interfaces de délaminage
avec d0. Cependant, imposer un endommagement a pour conséquence de modifier la loi
bilinéaire du comportement de l’interface interlaminaire. En effet, cela suppose soit de garder
le même taux de restitution d’énergie et donc de recalculer un nouveau saut de déplacement
à rupture δr

n ou bien garder le même saut de déplacement à rupture et recalculer le taux
de restitution d’énergie. Le choix s’est porté sur la première méthode car cela semble plus
proche de la physique recherchée. En effet, le taux de restitution d’énergie est un paramètre
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intrinsèque à l’interface en question, il semble donc plus logique de dissiper la même énergie
(GIIc) mais de casser l’interface un peu plus tard (δr).

Ceci impose donc une réécriture du saut de déplacement à rupture δr
n comme suit (Eq-

III.29) :





δr
n =

2
(
1 + βm

2
)

δ0
n

[(
Kvi

I

Gc
I

+ Kvi
IIβm

2

Gc
II

)

(1 − d0)
]−1

si δI > 0

δr
n = 2Gc

II − d0δ0
nσ0

n

σ0
n(1 − d0)

sinon

(III.29)

Avec δ0
n et σ0

n respectivement le saut de déplacement et la contrainte relevée au moment
où l’initiation a été forcée.

Pour des raisons de continuité du délaminage, une interface interlaminaire est aussi in-
troduite dans l’élément d’interface intralaminaire comme le représente la Figure III.12. Ses
dimensions sont celles de l’élément d’interface intralaminaire. Son comportement est dé-
pendant de l’interface intralaminaire comme expliqué par Eq-III.30. Ceci montre que cette
“mini”-interface interlaminaire se comporte comme celle qui existe dans l’élément UD mais
avec une dépendance directe de l’élément intralaminaire.

dhi = max{dhi, dvi} (III.30)
Avec dhi la variable d’endommagement de l’interface interlaminaire à l’intérieur de l’élé-

ment intralaminaire.
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III.4 Nouveaux développements dans la formulation de
l’élément UD

III.4.1 Prise en compte de la compression hors-plan : critère de
Mohr-Coulomb

Durant un impact sur un stratifié épais, la compression hors-plan de la plaque sous l’im-
pacteur n’est pas négligeable. Cette contrainte empêche les interfaces inter-plis de s’ouvrir,
ce qui a tendance de retarder les délaminages. Pour prendre en compte ce phénomène, un
critère de Mohr-Coulomb a été introduit dans l’élément d’interface interlaminaire. En effet,
il permet de repousser la limite à rupture en cisaillement quand le matériau est chargé en
compression. Dans le cas présent, cela permet de repousser la contrainte limite d’initiation
du délaminage en Mode II (mode de cisaillement). Cela se traduit par l’équation Eq-III.31.
Cette relation, utilisée par [Gan et al., 2013] montre que cette contrainte est fonction de la
contrainte hors-plan σzz dans l’interface de délaminage mais aussi d’un angle φ. Cet angle
correspond à l’angle formé par les fissurations matricielles hors-plan par rapport à l’axe hori-
zontal. Cet angle moyen est de l’ordre de 57° comme le montre [Aubry, 2013] dans ses travaux
de thèse. Ainsi, la nouvelle contrainte d’initiation τII est calculée par la relation suivante :

τII = σ0
II +

∣∣∣η.σzz

∣∣∣ avec η = 1
tan (2φ) (III.31)

Avec σ0
II la contrainte d’initiation initiale en cisaillement pur pour le délaminage.
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Figure III.15 – Surface de charge en traction-cisaillement de l’interface interlaminaire
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Avec la relation précédente, la contrainte d’initiation en Mode II s’actualise durant le
calcul ; or cette contrainte est directement liée au taux de restitution d’énergie. Il faut donc
recalculer un nouveau Gc

II en prenant en compte l’évolution de τII avec Eq-III.32. Pour cela,
il a été supposé que l’évolution du dommage était la même que la loi bilinéaire standard.
Plus précisément, la pente de descente est identique comme représenté sur la Figure III.16 :
la partie en vert représente le comportement de l’interface dans le cas où les contraintes
hors-plan ne sont pas négatives, la partie en jaune représente leur comportement dans le cas
où elles sont en compression et donc avec les valeurs de contrainte et de taux de restitution
d’énergie recalculées.

!!!

!!!"

"!!"!!"

#!!"

#!!

"!!,$%" "!!& "!!,$%&

!!!"

Figure III.16 – Loi bilinéaire dans le cas standard et dans le cas où l’interface interlaminaire est
soumise à une compression hors-plan

Gc
II = Gc

II



1 +

∣∣∣η.σzz

∣∣∣

σ0
II




2

(III.32)

Cette nouvelle stratégie complexifie encore un peu plus le comportement de l’interface
interlaminaire. Pour mieux se rendre compte de la programmation du comportement des
éléments d’interface et notamment de l’ajout du critère de Mohr-Coulomb et de l’initiation
avec le signal reçu de l’interface intralaminaire, l’algorithme est présenté sur la Figure III.17.
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Calcul de !!!" et "!! en fonction de ###
SI ### ≥ 0 ALORS

"!! 				= 		#!!$

!!!" 		 = 		 (!!"

SINON

"!! 				= 		#!!$ + *|###|

!!!" 		 = 		 (!!" 1 − * %!!%""#
&

Calcul de .'$, .'( et /)* dans les interfaces interlaminaires
SI signal détecté ALORS

	/)* 	= max{/)*, /$}
.'$ = .|+

SI .! > 0 ALORS

.'( = & ,-.$%
/&#

0"
1"'
+ 0"".$%

1""'
1 − /$

2,

SINON

.'( = &1""' 23#/&#%&#
%&#(,23#)

SINON

/)* 	 =	max{/)*, 0}
	.'$= .$

SI .! > 0 ALORS

.'( = & ,-.$%
/#

0"
1"'
+ 0"".$%

1""'
2,

SINON

	.'(= &1""'
%""#

Cas particulier des interfaces interlaminaires dans les interfaces intralaminaires
SI 123*'+6( ∈ 123*'+(7	ALORS

/)* 	 = max{/)*, /8*}  
SINON

/)* 	 = max{/)*, 0}

Figure III.17 – Algorithme de programmation du comportement des interfaces interlaminaires
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III.4.2 Décalage des barres dans l’épaisseur de l’élément UD
Tout d’abord, dans le modèle développé par [Mahmoud et al., 2017], les éléments barres

qui représentent les torons de fibre, sont dans le même plan que le plan moyen de l’élément
plaque. Cependant, cette utilisation n’est pas idéale pour deux raisons :

— Premièrement, dans la démarche de la stratégie Semi-Continue développée par [Pascal,
2016] sur le tissu, le décalage des éléments barres permet de représenter l’ondulation
des torons de fibres. Ces éléments barres reprennent la flexion des torons de fibres et
la plaque permet de reprendre le comportement de la résine. Cette philosophie serait
aussi intéressante à mettre en pratique dans l’élément UD.

— Ensuite, la rupture des fibres dans le stratifié peut ne pas être brutale, mais plutôt
avoir lieu graduellement dans l’épaisseur. Cependant, dans la modélisation de [Mah-
moud et al., 2017], les barres sont dans le plan moyen de la plaque : celles-ci ne se
chargent pas lorsque le pli est en flexion et la rupture des barres ne correspond pas à
ce qu’il est possible d’observer expérimentalement.

Le nombre de barres qui seront mises dans la hauteur dépend de l’épaisseur des plis
et des observations expérimentales. par exemple, dans ces travaux, des stratifiés ont été
construits en mettant quatre plis pour chaque orientation.

Le principe consiste donc à représenter la résine par un seul élément plaque et l’ensemble
des torons de fibres orientés dans la même direction par des éléments barres. Ces derniers
sont placés symétriquement par rapport au plan moyen de la plaque comme représenté sur
la Figure III.18.

T
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Z

T
L

Z a
b

t

Figure III.18 – Représentation numérique de quatre plis d’UD orientés dans la même direction

III.4.3 Cinématique des nœuds virtuels
Les éléments barres sont créés via des nœuds virtuels (en rouge) et connectés aux nœuds

réels (en noir) via des liens rigides. Le comportement cinématique est identique à celui
proposé par [Pascal, 2016] dans ses travaux de thèse : les rotations des nœuds réels induisent
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des translations au niveau des nœuds virtuels et les efforts des nœuds virtuels génèrent des
efforts et des moments sur les nœuds réels.

Les nœuds réels possèdent les cinq degrés de liberté classiques d’un élément plaque :
trois en translation (ux, uy, uz) et deux en rotation (θx, θy). Quant aux nœuds virtuels, étant
donné qu’ils connectent des éléments barres, ils ne sont dotés que des trois degrés de liberté
de translation (ux, uy, uz), qui dépendent toutefois du comportement des nœuds réels. La
position et la vitesse de chaque nœud virtuel est actualisé à chaque cycle à partir de celles
du nœud réel auquel il est attaché et ceci via le lien rigide.

Ainsi, pour chaque nœud réel k ∈ {1, 2, 3, 4} de l’élément plaque, la rotation du lien
rigide est définie par l’axe de rotation nk et l’angle de rotation φk. Ces derniers sont calculés
à partir des vitesses de rotations du nœud réel Θ̇k dans le repère général comme explicité
par l’équation (Eq-III.33) :

nk =




nxk

nyk

nzk



 = ∆t

φk




Θ̇xk

Θ̇yk

Θ̇zk



 avec φk = ∆t
√

Θ̇2
xk + Θ̇2

yk + Θ̇2
zk (III.33)

Les positions des nœuds virtuels situés sur le même plan j dépendent de leur décalage dans
l’épaisseur par rapport au plan moyen de la plaque (Figure III.19).
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Figure III.19 – Position des nœuds virtuels dans l’élément UD

Celles-ci sont calculées via la formule de rotation de Rodrigues comme suit (Eq-III.34) :

X4j+k
∣∣∣
t
= Xk

∣∣∣
t
+ [Rk(nk, φk)] .

(
X4j+k − Xk

) ∣∣∣
t−∆t

avec j ∈ !1; p" (III.34)

Avec X4j+k la position du nœud virtuel 4j + k, Xk la position du nœud réel auquel il
est relié par le lien rigide, p le nombre de paires de barres situées dans le même plan par
rapport au plan moyen et [Rk(nk, φk)] la matrice de rotation calculée par (Eq-III.35) :
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[Rk] = cos(φk) [I3]+[1−cos(φk)]




n2

xk nxknyk nxknzk

nxknyk n2
yk nyknzk

nxknzk nyknzk n2
zk



+sin(φk)




0 −nzk nyk

nzk 0 nxk

−nyk nxk 0





(III.35)
Où [I3] est la matrice identité de dimension 3.

Une fois les positions des nœuds virtuels calculées, les vitesses de translation de chaque
nœud virtuel peuvent être déterminées à partir des vitesses de translation du nœud réel
correspondant ainsi que des vitesses de rotation de ce dernier (Eq-III.36).

U̇4j+k = U̇k +
(
Xk − X4j+k

)
∧ Θ̇k avec j ∈ !1; p" (III.36)

Ensuite, les efforts Fb sont calculés dans chaque barre comme explicité dans les travaux
de [Mahmoud, 2017], puis renvoyés aux deux nœuds virtuels constituant la barre (Eq-III.37).

Fb = Eb.Sb

Lb
∆u (III.37)

Avec Eb la raideur de la barre, Sb sa section, Lb sa longueur et ∆u son allongement.
Enfin, les efforts et les moments aux nœuds réels sont calculés classiquement par Eq-III.38.






Fk =
p∑

j=1
F4j+k

Mk =
p∑

j=1

(
X4j+k − Xk

)
∧ F4j+k

(III.38)

Avec F4j+k l’effort calculé au nœud virtuel 4j + k et X4j+k sa position.

III.4.4 Comportement en membrane : calcul de la section des
barres

Pour calculer la section des barres, il faut commencer par exprimer la raideur en membrane
dans la direction longitudinale de l’ensemble homogénéisé Kh

m. Pour cela, supposons que
l’élément de la Figure III.20 est mis en traction par un effort F dans la direction des fibres :
ce comportement peut être décrit par les relations suivantes Eq-III.39 :
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Figure III.20 – Modèle utilisé pour calculer la raideur en membrane de l’élément UD homogénéisé






F = Kh
m.∆l avec ∆l l’allongement de l’élément dans la direction L

σl = Eh.εl avec εl la déformation de l’élément dans la direction L
(III.39)

Le module homogénéisé Eh est exprimé en fonction du module élastique des torons de
fibres Ef , de celui de la résine Er ainsi que du taux volumique de fibres Vf par la relation :
Eh = EfVf + Er(1 − Vf ) en utilisant la loi des mélanges. Les paramètres géométriques a, b
et t sont représentés sur la Figure III.20.

D’autre part, ce modèle peut aussi être modélisé par :





F = σl.a.t

εl = ∆l

b

(III.40)

En égalisant les deux relations précédentes, la raideur du pli homogénéisé est exprimée
par l’équation Eq-III.41 dans la direction des fibres, portée par l’axe el.

Kh
m = Ehat

b
(III.41)

De la même manière, il est possible de calculer la raideur en membrane des barres Kb
m et

de la résine Kp
m séparément dans la direction el par l’équation Eq-III.42 :

Kb
m + Kp

m = NbSbEf

b
+ Erat

b
(III.42)

Avec Nb le nombre total de barres dans l’élément et Sb la section de chaque barre.
En égalant les équations Eq-III.41 et Eq-III.42 et sachant que le nombre de barres Nb = 2p
(p étant le nombre de plis réels), la section de chaque barre est donc exprimée comme suit
Eq-III.43 :

Sb = (Eh − Er) at

2pEf
(III.43)
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III.4.5 Comportement en flexion : calcul du décalage des barres

Dans le cas de la flexion, deux cas sont à étudier : le cas où le nombre de plis à modéliser
est pair et le cas où ces derniers sont impairs. La méthode utilisée est strictement la même,
mais le résultat dépend du nombre de plis.

Tout d’abord, dans les deux cas, la raideur de flexion de l’élément homogénéisé selon T
peut être calculée par un modèle équivalent représenté par la Figure III.21. Le modèle de
base est un élément UD chargé en flexion. Les deux relations qui décrivent ce système sont
répertoriées dans le système d’équations Eq-III.44.
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Figure III.21 – Modèle utilisé pour le calcul de la raideur équivalente en flexion de l’élément UD






Mt = Eh.IUD.χ IUD le moment quadratique de l’élément, χ = 1
R

la courbure induite

Mt = Kh
f .θ θ l’angle induit par le moment imposé

(III.44)

Par identification, et en utilisant le fait que χ ≈ θ

b
, l’équation définissant la raideur en

flexion de l’ensemble est donnée par Eq-III.45

Kh
f = Ehat3

12b
(III.45)

III.4.5.1 Cas d’un nombre de plis pair

Le but de l’étude qui suit est de trouver la position de chacune des barres pour avoir une
raideur en flexion qui correspond à celle du pli homogénéisé (Figure III.22).
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Figure III.22 – Position des éléments barres dans le cas d’un nombre de plis pair

La raideur peut être calculée d’une deuxième façon : celle-ci est la somme de chaque
raideur en flexion apportée par chaque duo de barres situé dans le même plan (ayant donc
le même décalage), notée Kf et la raideur en flexion de la résine, notée Kr

f . En reprenant les
notations de la précédente section, la raideur totale en flexion est exprimée par Eq-III.46 au
niveau de la fibre neutre dans la direction T.

p
2∑

i=1
Ki

f + Kr
f =

p
2∑

i=1
αγ2

i

SbEf

b
+ Erat3

12b
(III.46)

Avec γi le décalage des barres du ième pli et son symétrique, α = 4 un paramètre lié au
nombre de barres décalées. Plus précisément, il représente le nombre de barres décalées dans
un même plan. En effet, en regardant la Figure III.22, le nombre de barres décalées de γ1
est de 4, le nombre de celles décalées de γ2 est aussi de 4, et ainsi de suite dans le cas où le
nombre de plis est supérieur.
De plus, γi = (2i−1)γ1 et on pose comme convention pour simplifier les équations que γ1 = γ.

p
2∑

i=1
Ki

f + Kr
f = 4SbEf

b

p
2∑

i=1
(2i − 1)2γ2 + Erat3

12b
(III.47)

Or Sb = (Eh − Em)at

2pEf

Finalement,
p
2∑

i=1
Ki

f + Kr
f = γ2

3
(Eh − Em)at

b
(p2 − 1) + Erat3

12b
(III.48)

En égalant les Eq-III.48 et Eq-III.45 :

γ = t

2
1√

p2 − 1 (III.49)

III.4.5.2 Cas d’un nombre de plis impair

Dans le cas d’un nombre de plis impair, comme montré sur la Figure III.23, la stratégie de
calcul est identique mais la raideur en flexion des torons de fibres et de la résine est donnée
par l’équation Eq-III.50.
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T
LZ

Nœud réel
Nœud virtuel !!

!!
!"

!"

b

a

Figure III.23 – Position des éléments barres dans le cas d’un nombre de plis impair

p
2 −1∑

i=1
Ki

f + Km =
p
2∑

i=1
αγ2

i

SbEf

b
+ Emat3

12b
(III.50)

Sachant que Sb = (Eh − Em)at

2pEf
et γi = (2i − 1)γ1 :

p
2 −1∑

i=1
Ki

f + Km = γ2

3
(Eh − Em)at

pb
(p − 1)((p − 1)2 − 1) + Emat3

12b
(III.51)

De la même façon que pour le cas où le nombre de plis est pair, la raideur totale en
flexion est donnée par l’équation Eq-III.45.

En égalant les équations Eq-III.45 et Eq-III.51 :

γ = t

2
1

√
(p − 1)(p − 2)

(III.52)

Bilan sur le calcul des décalages des barres

Cette étude analytique a permis de calculer le nombre de barres nécessaires mais surtout
de les placer précisément dans l’élément UD afin d’avoir la bonne raideur en membrane mais
aussi en flexion et ceci quelle que soit la stratification réelle.
Finalement :

γ = t

2
√

ψ , avec






ψ = 1
p2 − 1 si p est pair

ψ = 1
(p − 1)(p − 2) si p est impair

(III.53)

Le décalage γ étant trouvé, les autres décalages par rapport au plan moyen se déduisent
à partir de γi = (2i − 1)γ.
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III.4.6 Endommagement des barres
Les éléments barres présentés travaillent aussi bien en traction qu’en compression. Malgré

le fait que sur les stratifiés fins, la rupture prépondérante est celle en traction, cela n’est
plus vrai lorsque l’épaisseur augmente. Ainsi, pour reprendre la rupture des torons de fibres
aussi bien en traction qu’en compression, deux critères d’endommagement en déformations
maximales ont été introduits et présentés par la relation Eq-III.54.






Si εbarre ≥ εr
t alors rupture en traction

Si εbarre ≤ εr
c alors rupture en compression

(III.54)

Concernant la compression, [Carvalho et al., 2011] et [Ekçsi, 2017] ont caractérisé entre
autres la rupture des fibres dans des stratifiés carbone/époxy et en ont déduit une relation
(Eq-III.55).

|σr
c |

σr
t

= 0.8 ou 0.75 (III.55)

où σr
t (resp. σr

c) est la contrainte à rupture en traction (resp. en compression). Ainsi, une
fois un des deux critères trouvé, l’autre s’en déduit automatiquement.

III.4.7 Modifications dans la formulation de l’élément UD
L’introduction d’un élément intralaminaire a pour conséquence de modifier le compor-

tement de l’élément UD et plus précisément celui de l’élément plaque. En effet, tous deux
représentent le comportement de la résine, mais à des échelles différentes. L’élément plaque
est “trop grand” pour capter des phénomènes aussi fins que les fissurations matricielles,
c’est pourquoi l’élément intralaminaire a été développé. Le Tableau III.2 récapitule les
endommagements repris par chaque type d’élément dans chacune des directions.

Direction Barres Plaque Interface
intralaminaire

Interface
délaminage

L Oui Oui Non Non

T Non Non Oui Non

Z Non Non Non Oui

Plan (LT) Non Non Oui Non

Plan (LZ) Non Oui Non Oui

Plan (TZ) Non Non Oui Oui

Tableau III.2 – Récapitulatif des endommagements repris par chacun des éléments du modèle
Semi-Continu
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III.4.7.1 Matrices de comportement de la plaque

Le découplage des comportements en membrane et en flexion induit des changements
dans l’élément UD. En effet, dans les travaux de [Mahmoud et al., 2017], la matrice de
comportement de l’élément plaque en membrane est différente de celle en flexion. Avec les
changements effectués, cette différence n’a plus lieu d’être. Ainsi, le comportement en mem-
brane reste identique, que les barres soient décalées ou non, mais la matrice de comportement
de la plaque en flexion dépend des cas : si un seul duo de barres est utilisé dans l’épaisseur
alors cette matrice est identique à celle de [Mahmoud et al., 2017], sinon, elle est égale à
celle en membrane (Eq-III.56), puisque la plaque ne représente que le comportement de la
résine. Finalement, le comportement en flexion du pli numérique n’est représenté que par le
décalage des barres : le découplage des comportements barre/plaque (i.e. toron/résine) est
donc total.

[Cf ] = [Cm] (III.56)

III.4.7.2 Suppression de l’endommagement de la plaque dans la direction travers

Pour éviter une redondance des endommagements, l’endommagement dans la direction
travers de la plaque ainsi que l’endommagement en cisaillement dans le plan (TZ) ont été
supprimés, puisqu’ils sont désormais repris par la nouvelle l’interface développée.

III.4.7.3 Réécriture de l’endommagement de la plaque dans le sens longitudinal

L’endommagement dl dans la direction longitudinale du pli est conservé et il est calculé
comme suit (Eq-III.57).

dl =






〈
√

Yl −
√

Y0〉√
Yc −

√
Y0

si Yl ≥ Y0

0 sinon
(III.57)

Avec Yl = Y m
ll + Y f

ll + Ylz la fonction thermodynamique dans la direction L constituée
des fonctions thermodynamiques en membrane, en flexion et en cisaillement hors plan dans
le plan (lz).

Fonction thermodynamique en membrane
L’endommagement en membrane dans la direction longitudinale de la plaque n’est

pas affecté par les décalages de barres. En effet, le module utilisé dans le calcul est celui
de la résine et les déformations utilisées sont uniquement celles de la plaque : les barres
n’interviennent pas dans cette fonction thermodynamique Y m

ll .
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Fonction thermodynamique en flexion
Cependant, en ce qui concerne l’endommagement en flexion de la plaque dans la

direction L, notée Y f
ll celui-ci n’est plus le même si les barres sont décalées. En effet, dans

la fonction thermodynamique utilisée dans le cas où les barres sont dans le même plan que
la plaque, le module utilisé est le module homogénéisé de l’élément (puisque, pour rappel,
le comportement en flexion est repris par l’ensemble (barres+plaque)). Mais une fois les
barres hors du plan moyen, il n’est plus nécessaire de prendre en compte ces dernières dans
le calcul de l’endommagement de la plaque. Ainsi, la nouvelle fonction utilisée dans le calcul
de Y f

ll donnée par l’équation Eq-III.58.

Y f
ll = Er

l

2(1 − ννm)

[(
εf

ll

)2
+ νm|εf

ll.ε
f
tt|

]
avec






Er
l = Eh

l − VfEf

νm = νEr
t

Eh
l

(

1 + Vf

(

1 − Er
l

Ef

)
Ef

Er
l

) (III.58)

Avec Er
l la raideur de la résine dans le sens long, ν le coefficient de Poisson du pli réel,

νm le coefficient de Poisson de la plaque en membrane. L’ensemble de ces paramètres sont
présentés en détails dans le travail de thèse de [Mahmoud, 2017].
Cette fonction est en fait identique à Y m

ll utilisée en membrane. En effet, ceci est cohérent
puisque la résine s’endommage de la même façon en membrane et en flexion, à ceci près que
les déformations mises en jeu ne sont bien évidemment pas les mêmes.

III.4.7.4 Couplage entre les endommagements des barres et de la plaque

Une fois que la résine est endommagée, le pli perd sa raideur en flexion, ainsi seules les
fibres permettent de reprendre les efforts dans le sens longitudinal. Pour bien représenter
ce phénomène, il convient de dégrader la raideur en flexion du pli, qui est représentée par
le décalage des barres. Ainsi, une fois l’élément plaque endommagé, les liens rigides qui
entretenaient la raideur en flexion du pli, ne doivent plus renvoyer de moments aux nœuds
réels de la part des éléments barres. L’idée est donc de renvoyer des moments nuls de la part
des nœuds virtuels des éléments barres aux nœuds réels de la plaque. Finalement, (Eq-III.59) :

Si dl = dmax , alors M4j+k = 0 pour chaque noeud virtuel 4k + j connecté au noeud réel k
(III.59)

De plus, si toutes les barres au sein d’un même élément UD sont rompues, alors l’élément
plaque est détruit (Eq-III.60) :

Si toutes les barres rompues , alors dl = dmax (III.60)
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III.5 Conclusion

L e travail qui a été présenté dans ce chapitre est consacré à la présentation, au
développement et à l’implémentation d’un nouvel élément d’interface intralaminaire.
Cet élément vient enrichir la stratégie Semi-Continue développée depuis une dizaine

d’années dans l’équipe de recherche.

La stratégie, basée sur des observations expérimentales et le modèle proposé par
[Mahmoud, 2017], vient enrichir et élargir le champ d’application de la modélisation Semi-
Continue. En effet, les précédents modèles ont été développés pour prédire le comportement à
l’impact de stratifiés composites minces. Nonobstant les bons résultats obtenus pour ce type
de stratifiés, les phénomènes physiques dans les stratifiés épais unidirectionnels ne sont pas
captés. Plus particulièrement les fissurations matricielles résultant du cisaillement hors-plan
de la résine inter-torons. Pour remédier à cela, un élément d’interface intralaminaire a été
introduit entre les éléments UD déjà présents. Sa formulation est à la croisée entre un
élément plaque, puisqu’il possède des degrés de liberté de translation et de rotation, et un
élément cohésif, puisqu’il est piloté en sauts de déplacements et de rotations.

Ensuite, dans un premier temps, un lien entre l’interface intralaminaire et l’interface
interlaminaire déjà présente, a été implémenté. Son rôle est représenter le plus correctement
possible l’initiation des délaminages via la rupture des interfaces intralaminaires. Cette
stratégie repose sur l’envoi d’un signal sur les nœuds en commun entre ce nouvel élément et
l’interface de délaminage. Ce signal, une fois détecté, va induire l’initiation du délaminage.
Dans un deuxième temps, une procédure de calcul permet de recalculer les variables liées à
l’endommagement de l’interface interlaminaire une fois le délaminage initié.

Enfin, un certain nombre de modifications ont été apportées à l’élément UD. Tout d’abord,
pour représenter correctement le comportement à l’impact de stratifiés épais et notamment
la possibilité de ruptures graduelles de fibres au sein d’un même ensemble de plis orientés
dans la même direction, un seul pli numérique modélise cet ensemble. Pour cela, les éléments
barres sont décalés par rapport au plan moyen de l’élément plaque. Ce décalage nécessite
un calcul précis de la position initiale de chacune des barres : c’est pourquoi une étude
analytique a été proposée pour effectuer ce placement quelque soit la stratification utilisée.
Ces changements induisent des modifications dans le comportement en flexion de l’élément
plaque : la flexion du pli est maintenant entièrement reprise par le décalage des barres. Cela
entraine une réécriture de la matrice de comportement en flexion de l’élément plaque. Pour
finir, la fonction thermodynamique dans le sens longitudinal du pli, gérant l’évolution de
l’endommagement de la plaque, a aussi dû être réécrite.

115





Chapitre IV Identification et valida-
tion du modèle

Sommaire
IV.1 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 118
IV.2 Identification des paramètres des interfaces . . . . . . . . . . . . . . . . 119

IV.2.1 Matériau utilisé pour l’étude . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 119
IV.2.2 Calcul des raideurs d’interfaces . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 119
IV.2.3 Identification des paramètres d’endommagement des interfaces . 122

IV.3 Lien entre les interfaces . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 127
IV.3.1 Identification de ∆θ̇

0
z . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 127

IV.3.2 Continuité du délaminage . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 129
IV.3.3 Validation du signal . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 131

IV.4 Identification des paramètres de l’élément UD . . . . . . . . . . . . . . 134
IV.4.1 Traction 4 plis 0° . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 134
IV.4.2 Flexion 3 points sur [04/04/04] . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 135

IV.5 Indentation quasi-statique : étude expérimentale et numérique . . . . . 137
IV.5.1 Cadre et objectifs de l’étude . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 137
IV.5.2 Matériau et stratifications utilisées . . . . . . . . . . . . . . . . . 137
IV.5.3 Moyen d’essai . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 139
IV.5.4 Mécanismes d’endommagement . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 140
IV.5.5 Résultats numériques et études d’influence . . . . . . . . . . . . 149
IV.5.6 Scénario d’endommagement numérique . . . . . . . . . . . . . . 150
IV.5.7 Cartographie des endommagements : comparaison expérimental -

numérique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 156
IV.6 Conclusion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 175

117



Chapitre IV. Identification et validation du modèle

IV.1 Introduction

Ce chapitre est consacré à l’identification des paramètres introduits dans le Chapitre III
mais aussi à la validation de la stratégie proposée à travers des essais d’indentation
quasi-statique.

Dans la première partie, les raideurs associées aux éléments d’interfaces seront calculées.
En effet, les raideurs n’étant pas identiques dans toutes les directions, une importance
particulière est apportée à leur calcul. Puis, les paramètres d’endommagement associés à
l’élément UD mais aussi aux deux éléments d’interface (interlaminaire et intralaminaire)
seront identifiés via des essais statiques. Les essais de traction à 0° permettront d’identifier la
déformation à rupture des éléments barres et l’essai de traction à 90° servira pour identifier
la contrainte à rupture en Mode I des interfaces intralaminaires. Enfin les essais de flexion
serviront à montrer la pertinence de la modélisation du décalage des éléments barres.

La deuxième partie de ce chapitre servira à valider la stratégie développée au cours des
chapitres précédents via des essais d’indentation quasi-statique. Pour cela, un seul matériau a
été choisi : le HTA7-913, un unidirectionnel carbone/époxyde. Concernant les stratifications,
trois épaisseurs constituées uniquement de plis à 0° et à 90° et un quasi-isotrope ont été
étudiés. Les trois premières stratifications ont été utilisées afin de provoquer plus brutale-
ment la rupture des fissurations transverses pour étudier ce phénomène plus aisément. Les
scénarios d’endommagement seront identifiés et les résultats numériques seront confrontés
aux résultats expérimentaux. Des études d’influences croisées expérimental-numérique seront
également présentées pour différents paramètres afin d’évaluer d’une part la répartition des
endommagements (fissurations matricielles et délaminages) dans le stratifié et d’autre part
la capacité du modèle à capter précisément les phénomènes observés.

Finalement, ce chapitre est autant un chapitre d’identification de paramètres qu’un
chapitre de validation. De nombreux essais quasi-statiques seront présentés pour avoir des
cartes d’endommagements des phénomènes observés dans les composites unidirectionnels
épais. Ces essais seront également nécessaires pour valider le modèle numérique proposé à
travers des études d’influences très fines tant sur les tailles d’endommagements que sur leur
répartition dans le stratifié.
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IV.2 Identification des paramètres des interfaces

IV.2.1 Matériau utilisé pour l’étude
Dans le cadre de ces travaux de thèse, un seul matériau est étudié concernant les stratifiés

épais unidirectionnels : le HTA7-913 du fabricant Hexcel. Ce pré-imprégné est constitué de
fibres longues de carbone imprégnés dans une résine époxyde. Chaque pli a une épaisseur de
0.13 mm avec un taux volumique de fibres de 58%.

IV.2.2 Calcul des raideurs d’interfaces
Tout d’abord, le chapitre précédent a permis de montrer que deux interfaces “interagis-

sent” entre elles via les nœuds des éléments en commun. Pour transmettre les efforts, le choix
des raideurs est important. Dans ces travaux, ces dernières sont calculées à partir de deux
ingrédients :

— les paramètres élastiques de la résine : Er le module d’Young (3400 MPa) et Gr le
module de cisaillement (1300 MPa).

— les paramètres géométriques des éléments, donc celle des plis : t la hauteur de l’élément
UD, (b, a) la longueur et la largeur de l’interface de délaminage, (b, e) la longueur et la
largeur de l’interface intralaminaire.

D’après le Chapitre III, sept raideurs sont à identifier pour l’interface intralaminaire.
Cependant, pour être cohérent avec la méthode proposée, les paramètres de l’interface inter-
laminaire doivent aussi être recalculées. Ainsi :

— pour l’interface intralaminaire : Ktt la raideur en traction, Klt la raideur en cisaille-
ment plan, Ktz la raideur en cisaillement hors-plan, Kr

tt et Kr
lt les deux raideurs de

rotation pour calculer les moments de flexion, Kvi
I la raideur en Mode I et Kvi

II la
raideur en Mode II.

— pour l’interface de délaminage : Khi
I la raideur en Mode I et Khi

II la raideur en Mode
II, initialement fixées par [Pascal, 2016].

Pour calculer ces raideurs, un travail similaire à celui qui a été fait pour le décalage
des barres sera effectué, c’est-à-dire que l’étude pour trouver ces raideurs est fondée sur
l’identification entre le comportement du matériau et le comportement du modèle.

Tout d’abord, l’ensemble des paramètres précédents ne nécessitent pas d’être tous calculés
puisque :

Pour l’interface intralaminaire






Kvi
I = Ktt

Kvi
II = Klt = Ktz

Kr
tt = Kr

lt

(IV.1)

Finalement, le nombre de raideurs à calculer est ramené à cinq (2 pour les interfaces de
délaminage et 3 pour les interfaces intralaminaires).
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Calcul de Kvi
I

Le calcul de la raideur en Mode I est basé sur un calcul de traction simple (Figure IV.1).
Un déplacement δt est imposé sur la face orthogonale à l’axe T ; la face en regard est quant
à elle encastrée.

1

3

T

LZ t

e

b

2

!tt

Figure IV.1 – Modèle utilisé pour calculer la raideur en Mode I de l’interface intralaminaire

Cette contrainte peut être calculée de deux manières (Eq-IV.2) :






σtt = Kvi
I .δt

σtt = Er.εt avec εt = δt

e
la déformation de l’élément dans la direction T

(IV.2)

En égalant les deux relations, on en déduit Eq-IV.3 :

Kvi
I = Er

e
= 3400 MPa

10 µm = 340000 N/mm3 (IV.3)

Calcul de Kvi
II

Concernant la raideur en Mode II, le calcul repose sur le modèle équivalent proposé sur la
Figure IV.2. Un déplacement δz dans la direction Z est imposé sur la face gauche de l’élément
et la face symétrique à celle-ci est encastrée. La contrainte de cisaillement qui en résulte est
notée σtz.

T

Z

e

1

2

!!

⇀"tz

Figure IV.2 – Modèle utilisé pour calculer la raideur en Mode II de l’interface intralaminaire
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Les équations qui régissent cet élément en cisaillement peut être modélisé par les relations
suivantes Eq-IV.4 :






σtz = Kvi
II .δz

σtz = Gr.γtz avec γtz = δz

e
la déformation en cisaillement de l’élément dans la direction Z

(IV.4)
Finalement, on en déduit Eq-IV.5 :

Kvi
II = Gr

e
= 1300 MPa

10 µm = 130000 N/mm3 (IV.5)

Calcul de Kr
tt et Kr

lt

Enfin, pour la raideur en rotation, le schéma suivant (Figure IV.3) précise le comportement
de l’interface intralaminaire et le champs de contrainte en flexion.

T

Z

!f
max

1 2

t

F

Figure IV.3 – Modèle utilisé pour calculer la raideur de rotation de l’interface intralaminaire

Comme pour les cas précédents, deux équations permettent de calculer cette raideur Eq-
IV.6 :






σmax
f = Kr

tt.δθl avec δθl ≈ 2δt

t

σmax
f = Kvi

I .δt

(IV.6)

Finalement, on en déduit Eq-IV.7 :

Kr
tt = Kvi

I .
t

2 (IV.7)

Calcul de Khi
I et Khi

II

Pour les raideurs d’interfaces des interfaces interlaminaires, la même méthode est utilisée
(Figure IV.4) et permet donc d’avoir Eq-IV.8 :
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T

Z t

a

⇀

T
L

Z

t

a

b
h

!

Mode I Mode II

!tz

Figure IV.4 – Modèles utilisés pour calculer les raideurs de l’interface interlaminaire






Khi
I = Er

h
, avec h = t

10 valeur classiquement prise pour les cohésifs

Khi
II = Gr

h

(IV.8)

IV.2.3 Identification des paramètres d’endommagement des inter-
faces

Les paramètres d’endommagements pour les interfaces intralaminaires et interlaminaires
sont :

— pour l’interface intralaminaire : σ0,vi
I et σ0,vi

II les contraintes d’initiation des interfaces
intralaminaires en Mode I et Mode II, Gc,vi

I et Gc,vi
II les taux de restitution d’énergie en

Mode I et II

— pour l’interface interlaminaire : σ0,hi
I et σ0,hi

II les contraintes d’initiation des interfaces
de délaminage en Mode I et II, Gc,hi

I et Gc,hi
II les taux de restitution d’énergie en Mode

I et II et enfin d0 la valeur initiale du délaminage une fois initié par les interfaces
intralaminaires.

Ces paramètres d’endommagements ont été identifiés grâce à un dialogue entre la
bibliographie et les essais d’indentation quasi-statiques présentés dans la Section IV.5.
Cependant, certains paramètres sont simples à identifier comme la valeur de la contrainte
d’initiation des interfaces intralaminaires en Mode I σvi

I,0. Cette dernière fera l’objet d’une
étude dans les paragraphes suivants. Quant aux valeurs des taux de restitution d’énergie
pour l’interface intralaminaire, ils sont supposés être très faibles puisque ces interfaces, une
fois initiées, rompent de façon très brutale. Finalement, le Tableau IV.1 résume les valeurs
identifiées pour les interfaces 0/90, 0/±45 et 90/±45. Les valeurs pour les interfaces 0/±45
et 90/±45 n’ont pas été distinguées dans le cadre de ces travaux. En effet, sur des plaques
de grandes dimensions (comme c’est le cas pour les plaques testées dans ces travaux et
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qui seront présentées plus tard), la différence entre ces deux types d’interfaces est négligeable.

Paramètre Interfaces
intralaminaires

Interface
interlaminaire

0/90

Interfaces
interlaminaires 0/±45

et 90/±45

σ0
I (MPa) 72 45 50

σ0
II (MPa) 110 80 90

Gc
I (kJ/m2) 0.010 0.30 0.40

Gc
II (kJ/m2) 0.045 0.70 1.10

d0 (-) — 0.20 0.20

Tableau IV.1 – Paramètres des interfaces intralaminaires et interlaminaires pour les éléments
intralaminaires et interlaminaires

Les valeurs des interfaces intralaminaires ne dépendent pas de la stratification puisqu’elles
caractérisent le comportement de la résine entre les torons de fibres et donc le comportement
intra-pli. Les valeurs des interfaces de délaminage sont quant à elles très proches de celles
identifiées par [Arki, 2019].

IV.2.3.1 Traction 4 plis 90°

Une fois les raideurs fixées, les paramètres d’endommagement des deux types d’interface
doivent être identifiées. Pour commencer, la contrainte d’initiation des interfaces intralami-
naires en Mode I, notée σvi

I,0 a été identifiée grâce à des essais de traction réalisés sur des
éprouvettes dont les plis sont orientés à 90° par rapport à l’axe de chargement.

Les essais sont réalisés à l’aide d’une machine de traction INSTRON 10 kN. Le chargement
s’effectue via le déplacement de la traverse à une vitesse constante de 2 mm/min. L’effort
appliqué est relevé directement sur la machine via un système d’acquisition et le déplacement
est quant à lui relevé par un LVDT (Linear Variable Differential Transformer). Pour ces
essais, quatre plis orientés à 90° sont utilisés. Les éprouvettes fabriquées font 200 mm de
longueur et 20 mm de largeur (Figure IV.5), leur épaisseur totale est de 0.52 mm. L’éprouvette
numérique a les mêmes dimensions que les éprouvettes réelles. Numériquement, cet essai a
été réalisé avec deux méthodes :

— la première méthode consiste à représenter chaque pli réel par un pli numérique (1
numérique = 1 réel, noté dans la suite 1N_1R). Dans chaque pli numérique, 2 barres
sont utilisées pour représenter les torons de fibre et elles seront donc positionnées dans
le plan moyen de la plaque.
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Chapitre IV. Identification et validation du modèle

— la deuxième méthode consiste à représenter les quatre plis réels par un seul pli
numérique (1 numérique = 4 réels, noté dans la suite 1N_4R). Dans ce pli numérique,
8 barres sont utilisées : chaque paire de barres situées dans le même plan représente les
torons de fibres dans chaque pli réel.

0,52 mm

(b)

0,52 mm

(c)

T

LZ
F

0,52 mm

200 mm
20 

mm
(a)

Figure IV.5 – (a) Dimensions des éprouvettes utilisées pour la traction à 90°, (b) Modèle où
chaque pli réel est représenté par 1 pli numérique, (c) Modèle où les 4 plis réels sont représentés par
1 seul pli numérique

Ces deux méthodes sont comparées tant sur leur faculté à représenter précisément la rup-
ture matricielle mais aussi sur le temps de calcul consommé par chacune des deux stratégies.
La Figure IV.6 représente la courbe expérimentale et les courbes numériques pour chacune
des deux méthodes.

Figure IV.6 – Comparaison essai-calcul d’un essai de traction à 90°
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IV.2. Identification des paramètres des interfaces

La valeur identifiée ainsi que le temps de calcul sont présentés dans le Tableau IV.2.

Modèle σ0,vi
I Temps de calcul

1N_1R 72 MPa 28 min

1N_4R 72 MPa 7 min

Tableau IV.2 – Contrainte σ0,vi
I et temps de calcul pour les deux méthodes utilisées

Tout d’abord, les deux raideurs numériques sont identiques et corrèlent très bien celle de
l’essai et la valeur identifiée est aussi la même dans les deux cas. Cependant, en représentant
l’ensemble des plis réels par un seul numérique, le temps de calcul est diminué de 75%. La
stratégie qui consiste à réduire le nombre de plis numériques fonctionne dans ce cas.

IV.2.3.2 Flexion 3 points sur [904/904/904]

Ensuite, pour vérifier que le comportement élastique en flexion est aussi retrouvé et surtout
que la rupture des interfaces intralaminaires survient au bon moment, des essais de flexion
sur 3x4 plis à 90° sont réalisés. Ces essais sont effectués sur des éprouvettes de 100 x 20
mm2 sur la même machine que pour la traction. L’éprouvette est posée sur deux cylindres de
diamètre 6 mm et le chargement est réalisé via la descente d’un cylindre de diamètre 6 mm
à 2 mm/min. La Figure IV.7 représente schématiquement le montage utilisé.

T

Z
0.65 mm

100 mm

50 mm

2 mm/min

Figure IV.7 – Schéma du montage expérimental pour la flexion 3 points

Concernant la modélisation, les trois cylindres sont représentés par trois cylindres ri-
gides ; une condition de frottement (avec un coefficient f = 0.3) est imposée entre chacun des
cylindres et l’éprouvette pour éviter le glissement relatif de cette dernière. De plus, la mo-
délisation a aussi été faite avec deux méthodes différentes. Dans chacune des deux méthodes
présentées ci-dessous, chaque pli numérique représente 4 plis réels :

— la première méthode : chaque pli numérique est représenté par 2 barres ; la section
des barres étant automatiquement calculée en fonction du nombre de barres choisies.
Chaque paire de barre représente donc les torons de fibres des 4 plis réels.

— la deuxième méthode : chaque pli numérique est représenté par 8 barres. Chaque
paire de barre représente les torons de fibres de chaque pli réel.
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Chapitre IV. Identification et validation du modèle

Le but est de vérifier que cela n’affecte en rien la raideur en flexion et le comportement
des interfaces intralaminaires. Finalement, les résultats sont montrés sur la Figure IV.8.

Figure IV.8 – Comparaison essai-calcul d’un essai de flexion à 90°

Les résultats montrent que la raideur en flexion n’est aucunement influencée par le posi-
tionnement des barres et la valeur identifiée pour l’essai de traction coïncide avec cet essai de
flexion. En termes de temps de calcul, aucune différence n’est relevée entre les deux méthodes.
La Figure IV.9 montre la rupture progressive des interfaces intralaminaires. Pour rappel (cf.
Section III.2.2), dans la visualisation, il faut savoir que les nœuds du bas du pli inférieur
ne sont pas utilisés dans le calcul. De fait pour des raisons de clarté, la visualisation de la
déformation a été atténuée de 98%.

Endommagement 
intralaminaire

!!

!!"#!$%

Figure IV.9 – Représentation numérique de la rupture progressive des interfaces intralaminaires

Ces résultats montrent que la fissure s’initie sur le pli inférieur, car c’est le plus sollicité
localement en traction. Une fois la rangée d’éléments rompue, les plis supérieurs vont re-
prendre les efforts puis céder à leur tour graduellement jusqu’à la ruine totale de l’éprouvette.
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IV.3. Lien entre les interfaces

IV.3 Lien entre les interfaces

IV.3.1 Identification de ∆θ̇
0
z

Comme expliqué dans le Chapitre III, l’interface intralaminaire doit pouvoir initier les
délaminages. Pour cela, il a fallu lier cette interface avec l’interface de délaminage. Ce lien
est effectué via l’envoi d’un signal aux nœuds sous forme d’un couple autour de l’axe Z dans
le repère local de l’interface intralaminaire. Ce signal, une fois détecté par les interfaces de
délaminage va permettre d’initier l’endommagement de l’interface interlaminaire.

Un travail préliminaire a été de déterminer l’amplitude du signal pour que celui-ci
soit détecté mais sans qu’il ne perturbe le calcul. Pour pouvoir définir cette valeur, un
modèle d’indentation a été effectué. Ce modèle est une plaque [0/90] de 17x17 mm2 en
appui simple sur les quatre bords et subissant une indentation représentée par une sphère
de 2 mm de diamètre comme représenté sur la Figure IV.10. Avant d’aller plus loin, il
peut être légitime de se poser la question : pourquoi il existe une vitesse de rotation
autour de Z alors que l’interface intralaminaire ne possède pas de degré de liberté de
rotation autour de cet axe ? En fait, cela est dû à la projection de la vitesse de rotation
du repère global dans le repère local pour lesquels les axes Z ne sont pas forcément colinéaires.

Sphère rigide en acier
! = 2 mm
M = 0,5 kg

Appui simple

Pli 0°

Pli 90°

Figure IV.10 – Modèle d’indentation d’une plaque [0/90] de dimensions 17x17 mm2

En regardant ∆θ̇z pour chaque nœud de l’élément intralaminaire de la Figure IV.11, on
remarque que qu’avant sa rupture, la valeur maximale est toujours inférieure à 2.10−3 rad/ms
comme montré sur la Figure IV.12.
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Élément étudié

Figure IV.11 – Interfaces interlaminaires du pli inférieur à 90°(en vert : interface étudiée dans
cette section)

Figure IV.12 – Vitesses de rotation autour de Z des quatre nœuds de l’interface intralaminaire
verte de la Figure IV.11

La valeur choisie ne doit pas être trop grande pour éviter d’influencer le comportement
du modèle, ni trop petite au risque de rendre le signal indétectable. Ainsi, la valeur choisie
est de ∆θ̇

0
z = 5.10−2 rad/ms. Le signal est envoyé aux quatre nœuds et est ensuite détecté

par les éléments UD de droite et de gauche. La Figure IV.13 montre la détection de ce pulse
dans les éléments de droite et de gauche. Lorsqu’il est détecté, la variable de détection passe
de 0 à 1 et l’interface interlaminaire qui se trouve à l’intérieur de l’élément UD commence à
s’endommager.
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Figure IV.13 – Détection du signal envoyé par une interface intralaminaire dans les éléments
UD de droite et de gauche

IV.3.2 Continuité du délaminage
Une des conditions de validation de ce modèle est de garantir la continuité des dé-

laminages entre les plis. En effet, la discontinuité dans le maillage, avec l’introduction
des interfaces intralaminaires a automatiquement introduit une discontinuité dans les
interfaces de délaminages. Pour remédier à cela, une “micro-interface de délaminage”
a été introduite dans l’interface intralaminaire, comme présenté à la Section III.3, afin
de permettre la propagation du délaminage à travers l’ensemble des interfaces interlaminaires.

Pour valider le fait que le délaminage se propage à travers ces “micro-interfaces de déla-
minage”, un modèle de type DCB a été effectué sur une éprouvette avec deux plis orientés à
90° comme le montre le schéma sur la Figure IV.14.

F

F

Figure IV.14 – Éprouvette numérique type DCB

Chacun des plis est représenté par les éléments UD (plaque + barres) et les interfaces
intralaminaires connectés entre eux via les éléments d’interfaces interlaminaires. Et un
déplacement de 0.1 m/s est imposé sur chacun des bras de façon à ouvrir symétriquement le
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délaminage.

Deux modèles ont été réalisés afin d’évaluer l’influence de ces interfaces intralaminaires
sur la propagation du délaminage. Le premier est un modèle sans les interfaces intralami-
naires et le deuxième est un modèle avec ces interfaces. La propagation du délaminage est
montrée sur la Figure IV.15.

T=0,06 ms

T=0,08 ms

T=0,16 ms

T=0,36 ms

T=1,10 ms

T=2,82 ms

T=12,46 ms

T=3,00 ms

T=3,04 ms

T=8,56 ms

T=12,44 ms

Délaminage

T=0,06 ms

T=0,08 ms

T=0,16 ms

T=0,36 ms

T=3,02 ms

T=12,46 ms

Délaminage

(a) Cas sans interfaces intralaminaires

(b) Cas avec interfaces intralaminaires

Figure IV.15 – Propagation du délaminage dans le cas (a) sans interfaces intralaminaires et
dans le cas (b) avec les interfaces intralaminaires

Le délaminage se propage de la même manière et la continuité est assurée entre les
interfaces de délaminage présentes entre les éléments UD et celles entre les interfaces
intralaminaires. Ceci est confirmé par la courbe effort-déplacement ci-dessous qui représente
l’évolution de l’effort dans le bras supérieur en fonction de son déplacement, dans les deux
cas d’étude. En effet, on remarque que les délaminages ont lieu au même temps. : les chutes
brutales d’effort, caractérisant le délaminage ont lieu au même déplacement et avec la même
variation d’effort. Ceci signifie d’une part que les interfaces intralaminaires ne perturbent
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pas la propagation du délaminage, et d’autre part que les “micro-interfaces” de délaminage
introduites dans les interfaces intralaminaires remplissent leur rôle afin de garantir la
continuité de l’endommagement inter-plis.

Figure IV.16 – Comparaison des courbes effort-déplacement dans chacun des modèles DCB

IV.3.3 Validation du signal
La section précédente a montré que le délaminage fonctionne correctement lorsqu’il est

initié “naturellement” sans l’intervention du signal. Cependant, il est nécessaire de valider le
comportement du délaminage lorsqu’il est initié par le signal. Pour cela, de nombreux modèles
ont été utilisés dont les plus pertinents sont montrés dans ce paragraphe. Les stratifications
utilisées sont résumées ci-dessous :

— 2 plis [04/904] de dimensions 10x1x1 mm3 : modèle de référence.

— 2 plis [04/904] de dimensions 10x3x1 mm3 : influence de la largeur de l’éprouvette.

— 3 plis [04/904/04] de dimensions 10x3x1.5 mm3 : influence de l’épaisseur de l’éprouvette.
Chacun de ces modèles a été étudié avec un d0 = 0 (i.e. le délaminage n’est pas initié par le
pulse) et un d0 = 0.2. Pour rappel, cette valeur correspond au niveau de délaminage initial
dans les interfaces de gauche et de droite d’un élément intralaminaire ayant rompu.
Pour chacun de ces modèles, les bords sont en appui-simple et une vitesse de 0.1 m/s est
imposée au milieu du pli supérieur. Les résultats sont présentés sur les figures suivantes Figure
IV.17, Figure IV.18 et Figure IV.19.
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Dommages
intralaminaires Délaminages

T=1,81 ms

T=1,82 ms

T=2,51 ms

Avec !!=0 Avec !!=0,2

Dommages
intralaminaires Délaminages

Figure IV.17 – Cartographie des endommagements intralaminaires et des délaminages pour la
configuration 10x1x1 mm3

Dommages
intralaminaires Délaminages

T=1,50 ms

T=1,60 ms

T=4,90 ms

Avec !!=0 Avec !!=0,2

Dommages
intralaminaires Délaminages

Figure IV.18 – Cartographie des endommagements intralaminaires et des délaminages pour la
configuration 10x3x1 mm3
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Dommages
intralaminaires Délaminages

T=2,00 ms

T=2,10 ms

T=2,70 ms

Avec !!=0 Avec !!=0,2

Dommages
intralaminaires Délaminages

Figure IV.19 – Cartographie des endommagements intralaminaires et des délaminages pour la
configuration 10x3x1.5 mm3

Pour le premier cas, l’endommagement commence par l’endommagement de l’interface
intralaminaire du milieu du pli à 90°, puis un délaminage s’initie et se propage instan-
tanément (t = 1.82 ms). Ce dernier continue de se propager en Mode II vers les bords
extérieurs de l’éprouvette numérique. Ce comportement est identique pour les deux niveaux
de délaminages initiaux étudiés.

Le deuxième cas a un comportement similaire mais deux rangées d’interfaces intrala-
minaires rompent symétriquement à t = 4.90 ms. Et ceci permet de voir que le modèle
répond correctement au signal, puisque dans le cas où d0 = 0.2 les interfaces interlaminaires
commencent à délaminer exactement à 20% (élément en bleu clair sur l’image) tandis que
dans le cas où d0 = 0.0, le délaminage n’est pas visible ; il ne le sera qu’au pas de temps
suivant.

Enfin, ce comportement est aussi reproduit lorsque le cisaillement hors-plan prédomine.
En effet, les éléments qui commencent à rompre sont ceux qui sont situés aux bords de
l’éprouvette et non au milieu. Mais le comportement du signal est identique puisque la
rupture des interfaces intralaminaires induit bien un délaminage des éléments adjacents à
droite et à gauche.

Pour conclure, ces “petits” modèles de différentes dimensions ont permis de valider l’uti-
lisation et la précision du signal. En effet, dès qu’une interface intralaminaire casse, un déla-
minage dont la proportion est contrôlable via un paramètre (d0) est initié dans les éléments
interlaminaires de gauche et de droite uniquement. Cette méthode est donc validée et sera
utilisée dans toute la suite.
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IV.4 Identification des paramètres de l’élément UD
IV.4.1 Traction 4 plis 0°

Les éléments barres utilisés par [Mahmoud, 2017] ont un comportement linéaire élastique
fragile et leur rupture en traction est pilotée en déformation. Cette déformation maximale
est identifiée avec un essai de traction sur des plis orientés à 0°. Le montage ainsi que les
dimensions des éprouvettes sont les mêmes que ceux utilisés pour les essais de traction à 90°.
Les deux méthodes (Figure IV.21) sont aussi utilisées ici pour voir l’influence de la position
des barres sur les résultats ainsi que sur le temps de calcul.

T
L

Z

(a)

4 plis numériques 
=

4 plis réels
(b)

1 pli numérique
=

4 plis réels

Figure IV.20 – Méthodes de modélisation des plis : (a) 1 pli numérique représente 1 pli réel, (b)
1 pli numérique représente les 4 plis réels

La courbe expérimentale ainsi que les deux courbes numériques sont représentées sur la
Figure IV.21.

Figure IV.21 – Comparaison expérimental-numérique d’un essai de traction à 0°
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Ainsi, comme attendu, les raideurs des deux modèles sont identiques car en membrane,
le décalage des barres n’a aucune influence sur la raideur. La valeur identifiée pour la
déformation à rupture en traction εr

t est égale à 2.35% dans les deux cas. D’ailleurs,
la valeur de la déformation en compression peut en être déduite puisque la relation Eq-
III.55 et les résultats de l’étude de [Wisnom, 1997] permettent de converger vers εr

c = −1.72%.

Finalement, concernant le temps de calcul, il est inférieur de 24% dans le cas où
l’ensemble des plis réels sont représentés par un seul pli numérique.

IV.4.2 Flexion 3 points sur [04/04/04]
Enfin, des essais de flexion sur [04/04/04] ont été effectués afin de valider le comportement

des éléments plaques et barres dans le cas où ces dernières sont décalées dans l’épaisseur. Les
conditions d’essai sont identiques à celles présentées dans la Section IV.2.3.2. Concernant le
modèle numérique, les deux mêmes méthodes sont aussi utilisées pour comparer l’influence
de la position des barres dans l’élément. Dans chacun des modèles, 1 pli numérique représente
4 plis réels (on aura donc 3 éléments dans l’épaisseur au vu de la stratification). Mais dans
le premier cas, seulement deux barres représentent les torons de fibres présents dans les 4
plis réels tandis que dans le deuxième cas, 8 barres représentent les torons présents dans les
4 plis réels. Les courbes effort-déplacement sont représentées sur la Figure IV.22.

Figure IV.22 – Comparaison expérimental-numérique d’un essai de flexion à 0°

Ces courbes montrent qu’avec la même déformation à rupture, le modèle avec 8 barres
représente parfaitement la rupture des torons de fibres en flexion. Quant au modèle avec deux
barres, la rupture intervient beaucoup plus tard. En effet, les barres étant situées exactement
dans le plan moyen de la plaque, elles ont besoin de plus se charger pour atteindre la dé-
formation à rupture. En termes de temps de calcul, le modèle avec 8 barres est légèrement
plus chronophage de 10%. La Figure IV.23 montre la propagation de la rupture des barres à
travers l’épaisseur de l’éprouvette. Pour des raisons de clarté, la visualisation de la déformée
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est réduite de 98% afin de montrer les ruptures des barres.
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Figure IV.23 – Représentation numérique de la rupture progressive des éléments barres

Bilan sur l’identification
Cette partie sur l’identification a permis de valider le comportement de l’interface

intralaminaire à travers les essais de traction et de flexion. De plus, le lien entre les
deux types d’interface du modèle a été validé via des petits modèles de flexion et l’étude
d’influence sur le d0 a permis de montrer que l’initiation du délaminage se fait proprement
via la rupture des interfaces intralaminaires. Une fois initié, ce délaminage se propage
de façon continue à travers le stratifié et cela a été montré via un modèle type DCB.
Finalement, le comportement des éléments barres ainsi que leur positionnement dans
l’épaisseur ont aussi été validés à travers des essais de traction et de flexion. Ces cal-
culs ont notamment permis de montrer la pertinence de décaler les barres par rapport au
plan moyen de la plaque tant en termes de précision sur la rupture que sur le temps de calcul.
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IV.5 Indentation quasi-statique : étude expérimentale
et numérique

IV.5.1 Cadre et objectifs de l’étude
La section suivante est consacrée à l’étude expérimentale du comportement des stratifiés

unidirectionnels épais.

L’étude des stratifiés unidirectionnels épais soumis à des chargements d’impact ont révélé
que la résine joue un rôle primordial dans la dégradation des propriétés mécaniques du
stratifié. En effet, [Cantwell et Morton, 1991] montre que le ratio surface de l’impacteur /
épaisseur est un paramètre qui influence grandement la réponse de la structure. Ce ratio
permet de quantifier l’influence de la géométrie et de la stratification sur le mode de rupture
de la structure. Effectivement, la résine est sollicitée soit en flexion soit en cisaillement
hors-plan, avec une mixité des modes dans l’épaisseur. Ces fissures sont, d’après [Chang
et al., 1990] et [Choi et Chang, 1992] dues à une altération de la résine (microfissurations
ou décohésion fibre/matrice). Cela crée une zone de concentration de contraintes et permet
d’initier des délaminages.
Pour mieux étudier ces phénomènes, des essais d’indentation quasi-statique permettront
de mieux comprendre l’initiation de ces fissures mais aussi d’étudier l’interaction entre les
fissures intralaminaires et les délaminages.

Ensuite, ces essais seront modélisés afin, d’une part de fixer les paramètres précédemment
identifiés dans la Section IV.2.3 et d’autre part d’accéder au scénario d’endommagement
plus facilement, puisque ce scénario est très difficilement identifiable via les essais.

Enfin, les résultats seront présentés et particulièrement les courbes d’indentation et les
cartographies d’endommagements (fissurations intralaminaires et délaminages). Une étude
d’influence de l’épaisseur et de la stratification de quelques paramètres pertinents viendra
clore ce chapitre.

IV.5.2 Matériau et stratifications utilisées
Le matériau utilisé est toujours le même que celui qui a permis d’identifier les valeurs de

la Section IV.2.3 : le HTA7-913. Les plaques fabriquées font 125 mm de longueur et 100 mm
de largeur, leur épaisseur dépend du nombre de plis utilisés dans chacune des configurations
présentées ci-dessous.

L’étude expérimentale a pour but de mieux comprendre le développement des fissures
intralaminaires et leur propagation dans les composites épais. Pour cela, une gamme d’épais-
seur totale du stratifié ainsi que deux types de stratifications ont été choisies. Concernant
l’épaisseur, chaque orientation est constituée de 4 plis dans la même direction pour rester
cohérent avec les travaux précédemment effectués par l’équipe de recherche. L’objectif de
ces trois épaisseurs est de mettre en évidence l’influence de l’épaisseur sur les fissurations
matricielles et les délaminages. L’étude s’est donc portée sur :
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— 20 plis : [04/904/04/904/04] que l’on nommera par la suite “5P 0-90”. Son épaisseur
réelle est de 2.60 mm (Figure IV.24).

— 36 plis : [04/904/04/904/04/904/04/904/04] que l’on nommera par la suite “9P 0-90”.
Son épaisseur réelle est de 4.68 mm.

— 52 plis : [04/904/04/904/04/904/04/904/04/904/04/904/04] que l’on nommera par la suite
“13P 0-90”. Son épaisseur réelle est de 6.76 mm.

[0°]4 [90°]4

X
Y

Z

[0°]4 [90°]4 [0°]4

Pli 1
Pli 2
Pli 3
Pli 4
Pli 5

Figure IV.24 – Schéma de la stratification utilisée pour le 5P 0-90

Ces trois stratifications sont uniquement constituées de plis à 0° et 90° pour favoriser
l’apparition des fissurations matricielles. En effet, plus l’angle entre deux plis adjacents tend
vers 90° et plus l’interface entre eux est propice au départ des fissures matricielles ainsi qu’à
leur propagation. Ceci est lié au fait que la différence de raideur de flexion entre les plis crée
des zones de concentration de contrainte.

De plus, une autre stratification plus couramment utilisée a été étudiée :
— 36 plis quasi-isotrope : [04/ + 454/904/ − 454/02]s, que l’on nommera par la suite “9P

QI”. Son épaisseur réelle est de 4.68 mm (Figure IV.25).

[0°]4 [+45°]4 [90°]4 [-45°]4 [0°]4 [-45°]4 [90°]4 [+45°]4 [0°]4

X
Y

Z
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Pli 2
Pli 3
Pli 4
Pli 5
Pli 6
Pli 7
Pli 8
Pli 9

Figure IV.25 – Schéma de la stratification utilisée pour le 9P QI

L’objectif de l’étude de cette stratification est de comparer son comportement avec celui
du 9P 0-90 et de voir l’influence de l’introduction de plis à ±45° dans le drapage.
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IV.5.3 Moyen d’essai
Les essais d’indentation quasi-statiques sont réalisés sur deux machines de traction électro-

mécaniques (Figure IV.26) : une INSTRON 4466 10 kN (utilisée lorsque les efforts maximums
mis en jeu sont inférieurs à 10 kN) et une INSTRON 100 kN (pour les essais dont l’effort
maximum atteint est supérieur à 10 kN). Pour tous les essais effectués, la vitesse d’indentation
est de 2 mm/min.

Traverse

Indenteur

Plaque

Cadre
Partie mobile

INSTRON 10 kN INSTRON 100 kN

LVDT

Figure IV.26 – Machines de traction (à gauche : INSTRON 10 kN, à droite : INSTRON 100
kN) utilisées pour les indentations quasi-statiques

La plaque est posée sur un cadre en aluminium de taille 125x100 mm2 et chaque bord
se trouve en appui avec le cadre sur une bande de 12,5 mm de largeur (Figure IV.27). L’in-
denteur utilisé est hémisphérique de diamètre 16 mm. L’effort est relevé directement sur la
machine via un système d’acquisition, le déplacement est quant à lui relevé via un LVDT
(Linear Variable Differential Transformer). Dans la figure suivante, il est à noter que les plis
à 0° sont orientés dans la direction X du repère global.

125 mm

100
 mm

100 mm

75 m
m

X

Y

Plaque

Cadre

Indenteur

16 mm

2 kg

2 mm/minZ

Figure IV.27 – Schéma des conditions expérimentales d’un essai d’indentation quasi-statique
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L’objectif de ces essais d’indentation est de permettre d’identifier la chronologie d’endom-
magement ainsi que la propagation et l’évolution des dommages. Ce scénario est identifié à
partir notamment de tomographies aux rayons-X dont la présentation est faite sur l’Annexe
A. Les coupes de tomographies ont été réalisées suivant la Figure IV.28.

X
Y

Z
Coupe (XY)

Coupe (YZ)
Coupe (XZ)

125 mm
100

 mm

Figure IV.28 – Plans de coupe des tomographies RX

IV.5.4 Mécanismes d’endommagement
Les indentations quasi-statiques sont réalisées, comme évoqué plus haut, afin de valider

la stratégie d’endommagement et de comprendre les mécanismes mis en jeu. Le pilotage des
essais se déroule ainsi :

— Sur une première plaque : indentation jusqu’à rupture des fibres pour avoir la courbe
générale (on se base sur cette courbe pour en déduire les principaux mécanismes)

— Chaque évènement visible sur la courbe de l’essai précédent ou entendu durant l’essai
est identifié

— Sur les plaques suivantes : indentation jusqu’au déplacement où chaque évènement
précédemment identifié a lieu

Pour chaque évènement, plusieurs plaques sont utilisées pour éviter de recharger les mêmes
plaques pour les évènements suivants.

IV.5.4.1 Indentation 5P 0-90
Les essais d’indentation sur le 5P 0-90 sont regroupés sur la Figure IV.29. Les points

A, B, C, D et E sont les cinq indentations effectuées. Ces derniers servent à identifier les
mécanismes mis en jeu, qui seront présentés plus tard dans ce paragraphe.
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Figure IV.29 – Courbes effort-déplacement des indentations quasi-statiques pour le 5P 0-90

Le scénario a été déduit à partir de ces courbes et des tomographies Rayons-X. Il est
représenté sous forme de frise chronologique sur la Figure IV.30.
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matricielles sur 
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Figure IV.30 – Chronologie d’endommagement du stratifié 5P 0-90
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Ainsi, il apparaît que le scénario d’endommagement est constitué de cinq étapes :
— Une montée linéaire sans endommagement jusqu’à 1.0 mm (Point A).

— Une fissuration sur le pli inférieur (pli opposé à l’indenteur) d’une longueur de 28 mm
apparaît entre 1.0 mm et 1.4 mm (Point B).

— Des fissures transverses hors-plan apparaissent à 2.5 mm (Point C). Ces fissures sur-
viennent très brutalement sur le 2ème, 3ème et 4ème pli. Ces fissures sont accompagnées
de délaminages qui se développent entre chaque pli fissuré orienté à 90 ° et le pli ad-
jacent inférieur (coupe XZ). Cependant, la coupe YZ montre que les fissures du pli du
milieu orienté à 0° initient des délaminages entre ce pli et le pli du dessus. De plus, la
tomographie (coupe XY) montre que les fissures matricielles s’organisent en une forme
caractéristique dessinant ainsi une sorte de “X” au centre du pli du milieu orienté à 0°.

— Des fibres rompent au niveau des plis 2 et 4 (plis à 90°) et les fissures intralaminaires
se densifient sur le 4ème pli et les délaminages se propagent (Point D).

— Des ruptures de fibres apparaissent sur les plis 1 et 3 (plis à 0°) et des fissures matricielles
se développent sur le pli opposé à l’indenteur de façon symétrique par rapport à la
grande fissure initiale déjà présente.

Ainsi, ce scénario montre que le stratifié commence par se fissurer à partir du pli opposé
à l’indenteur avec une longue fissure matricielle. Cette fissure se propage rapidement à cause
de la flexion globale de la plaque. Ceci entraîne donc une ouverture et permet de libérer
localement l’interface entre ce pli et le pli à 90° juste au-dessus, ce qui a pour conséquence de
permettre aux plis supérieurs de descendre brusquement. En effet, ces derniers se chargent,
sans s’endommager, jusqu’à ce que la fissure du pli inférieur atteigne une taille critique. Une
fois atteinte, le pli ne peut plus supporter les efforts que lui imposent les plis supérieurs, qui
vont alors “glisser” symétriquement par rapport à la longue fissure initiale. A partir d’un
certain moment, les fibres des plis orientés à 90° vont commencer à rompre, puisqu’elles se
chargent plus rapidement que celles des plis à 0° au vu des dimensions de la plaque. En effet,
les plis à 90° sont disposés dans la direction de la largeur de la plaque (direction 100 mm de
la plaque). Ainsi, ces fibres atteignent leur déformation maximale à rupture (plis 2 et 4), puis
c’est au tour des plis à 0° (plis 1 et 3). Il est intéressant de noter que le pli inférieur (orienté
à 0°, lui aussi) n’est pas rompu. Effectivement, ayant préalablement été fissuré, le pli n’est
plus chargé localement sous l’indenteur.

IV.5.4.2 Indentation 9P 0-90
Des essais d’indentation quasi-statique ont également été effectués sur le 9P 0-90 avec

la même démarche de l’étude de l’influence de l’épaisseur sur les mécanismes et le scénario
d’endommagement. Les courbes effort-déplacement sont représentées sur la Figure IV.31.
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Figure IV.31 – Courbes effort-déplacement des indentations quasi-statiques pour le 9P 0-90

Le scénario est représenté sous forme de frise chronologique sur la Figure IV.32.
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Figure IV.32 – Chronologie d’endommagement du stratifié 9P 0-90
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Le scénario d’endommagement observé est le suivant :
— Une montée linéaire en effort accompagnée d’une unique fissure sur le pli inférieur (pli

opposé à l’indenteur) d’une longueur de 42 mm entre 1.5 mm et 2.8 mm (Point A).

— Des fissures transverses hors-plan apparaissent entre 2.8 mm et 4.7 mm (Point B). Ces
fissurations sont localisées entre le 3ème et le 8ème pli. Seuls les plis 1 et 2 ne sont pas
affectés par ces fissures. Celles-ci sont accompagnées de délaminages entre tous les plis
fissurés.

— Au niveau du point C, il n’y a aucun phénomène nouveau. Cependant, les fissurations
matricielles et délaminages se sont propagés. De plus, le pli opposé à l’indentation est
multi-fissuré. En effet, des fissures se sont développées de part et d’autre de la grande
fissure initiale de façon quasi-symétrique.

— Enfin, les huit premiers plis atteignent localement la déformation à rupture des fibres
(Point D), ce qui entraîne leur rupture. De plus, des fissures transverses se produisent
sur les plis 1 et 2, jusque-là épargnés. Ces dernières sont en fait la conséquence de la
rupture des fibres au sein de ces plis. La courbe montre qu’au point D, on observe deux
chutes d’effort brutales, qui pourraient correspondre à des ruptures de fibres en deux
étapes. Par analogie aux indentations faites sur le 5P 0-90, ces ruptures correspondent
aux ruptures de fibres des plis à 90° puis de ceux qui sont orientés à 0°.

Le scénario est donc identique à celui observé pour le 5P 0-90. Une longue fissuration se
forme sur le pli opposé à l’indenteur due à la flexion globale de la plaque. S’en suivent des
fissurations transverses dans l’épaisseur initiant ainsi des délaminages. Ces fissurations sont
dues aux contraintes de cisaillement hors-plan dans la résine entre les torons de fibres. Ces
endommagements se propagent ensuite au fur et à mesure que l’indentation augmente. Puis
apparaissent sur le pli inférieur des fissurations matricielles symétriques de part et d’autre de
la première grande fissure. Ces fissures sont difficiles à relier avec le flexion ou le cisaillement
hors-plan : une combinaison des deux est sûrement plus probable.

IV.5.4.3 Indentation 9P QI
Les indentations quasi-statiques pour le 9P QI ont été faites pour identifier d’éventuelles

différences dans le scénario d’endommagement avec le 9P 0-90, lorsque des plis à 45° sont
ajoutés. La Figure IV.33 représente les courbes effort-déplacement pour les différentes inden-
tations effectuées.
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Figure IV.33 – Courbes effort-déplacement des indentations quasi-statiques pour le 9P QI

Le scénario est représenté sur la frise sur la Figure IV.34 (ne pouvant représenter tous les
plis, un choix de plis a été fait pour représenter au mieux les phénomènes observés).
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Figure IV.34 – Chronologie d’endommagement du stratifié 9P QI
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Comme pour le 9P 0-90, quatre points ont été nécessaires pour identifier le scénario du
9P QI. Il se déroule donc en quatre étapes successives :

— Une montée linéaire en effort sans endommagement jusqu’à 1.4 mm (Point A).

— A 2.0 mm (Point B), une longue fissure caractéristique de l’endommagement du pli
inférieur ainsi que des fissures transverses sur tous les plis sont observées. Ces derniers
sont accompagnés de délaminages.

— Au niveau du point C (indentation de 4.0 mm), on observe une augmentation dans la
taille des fissurations matricielles ainsi que la propagation des délaminages.

— Enfin, une seconde longue fissure est détectée sur le pli inférieur et parallèle à la première
(Point D). Contrairement au 9P 0-90, cette dernière est unique. De plus, tous les plis à
l’exception du pli inférieur sont rompus. Tout comme le 9P 0-90, ces ruptures de fibres
arrivent en deux temps comme illustré sur la courbe effort-déplacement.

Ainsi, l’orientation des plis ne change pas le scénario d’endommagement, puisqu’on re-
trouve toujours la chronologie déjà observée pour les cas précédents. .

IV.5.4.4 Indentation 13P 0-90

Enfin, une stratification plus épaisse a été étudiée, celle du 13P 0-90 dont les courbes
d’indentation sont montrées sur la Figure IV.35.

Figure IV.35 – Courbes effort-déplacement des indentations quasi-statiques pour le 13P 0-90

Ce scénario est illustré, comme pour les autres cas, sous forme de frise chronologique afin
de mieux représenter les phénomènes vus durant les essais (Figure IV.36).
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Figure IV.36 – Chronologie d’endommagement du stratifié 13P 0-90

Le scénario pour le 13P 0-90 est donc le suivant :
— Une montée linéaire en effort sans endommagement jusqu’à 1.0 mm (Point A).
— Une longue fissure du pli inférieur ainsi que des fissures transverses sur tous les plis

sont observées avec les délaminages qu’ils ont initiés (Point B à 1.6 mm).
— Au niveau du point C (indentation de 6.6 mm), les fissurations matricielles et les dé-

laminages se propagent. De plus, des multi-fissurations apparaissent sur le pli inférieur
à ce moment-là, comme le 9P 0-90 et le 9P QI. Ces dernières sont en forme de “X”
comme pour le 9P 0-90. De plus, des ruptures de fibres sont observées cette fois-ci sur
les plis 1, 2 et 3.

— Enfin, à 7.5 mm, des ruptures de fibres apparaissent entre les plis 4 et 12. Ainsi, seul
le pli inférieur est épargné par les ruptures de fibres (Point D).

Finalement, le scénario pour le 13P 0-90 est très similaire aux trois précédents. Cependant,
la rupture des fibres n’est pas aussi explosive que pour les 9P 0-90 ou 9P 0-90. En effet, ces
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dernières apparaissent tout d’abord sur les trois premiers plis du stratifié. Ces ruptures sont
dues à l’indentation de l’impacteur qui vient mettre localement les fibres en “compression”. En
effet, au vu de la très grande épaisseur de la plaque, cette indentation génère une déformation
locale qui se traduit ensuite par la mise en compression des fibres présentes sur les premiers
plis indentés. Cette déformation est d’ailleurs visible sur la Figure IV.37. Enfin, les interfaces
entre les plis étant toutes délaminées sous l’indenteur, les plis vont continuer à se déformer
jusqu’à atteindre leur déformations maximales en traction.

Figure IV.37 – Déformation locale du 13P 0-90 en cours d’indentation

Bilan

Pour conclure, les essais d’indentation quasi-statiques ont révélé que le scénario était
sensiblement le même entre les quatre stratifications étudiées :

— Une montée linéaire en effort sans endommagement

— Une longue fissure du pli inférieur

— Des fissures intralaminaires hors-plan accompagnées de délaminages

— Des ruptures de fibres

Il est à noter que la rupture des interfaces intralaminaires est intéressante puisqu’elles
cassent en formant une sorte de “X”. Ces dernières rompent entre les torons de fibres mais
leur propagation est bi-directionnelle : la direction principale est imposée par la direction des
torons de fibres, la deuxième est imposée par les conditions limites. En effet, étant donné que
la plaque est en appui sur le cadre et que la plaque est symétrique, les quatre côtés de la
plaque ont tendance à tourner autour de chacun des côtés du cadre pour suivre l’indentation,
mais les quatre coins de la plaque vont eux rester en contact avec le cadre. Ceci crée donc
un champ de contrainte orienté à 45° : d’où la forme en “X” des fissures intralaminaires.
De plus, les ruptures de fibres sont moins explosives au fur et à mesure que l’épaisseur aug-
mente. Cela est la conséquence de l’indentation très localisée de l’indenteur. Plus l’épaisseur
augmente et plus la déformation locale sous l’indenteur va être importante entre la par-
tie supérieure et la partie inférieure de la plaque ; ceci met les fibres des plis supérieurs en
compression, ce qui emmènera à la rupture une fois la déformation à rupture atteinte.
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IV.5.5 Résultats numériques et études d’influence
Cette partie a pour but de présenter les résultats obtenus par le modèle. Pour cela, la

stratégie adoptée a été d’effectuer des simulations numériques sur les indentations réalisées
juste après la chute d’effort caractérisant l’émergence des fissurations matricielles hors-plan
et les délaminages induits.

Tout d’abord, pour le 5P 0-90 l’indentation numérique se fera jusqu’à 3.5 mm, celle du
9P 0-90 à 2.8 mm, celle du 9P QI à 2.0 mm et celle du 13P 0-90 à 1.6 mm. La vitesse
d’indentation numérique est quant à elle fixée à indentation

10 mm/ms (indentation en mm /
10 ms) : elle varie donc en fonction de l’indentation pour chaque configuration. Ainsi cette
valeur ne doit pas être trop grande pour ne pas pénaliser le temps de calcul et pas trop faible
pour garder le caractère “quasi-statique” de la simulation. Le modèle élément fini utilisé est
présenté sur la Figure IV.38.
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Figure IV.38 – Modèle élément fini utilisé pour l’indentation quasi-statique de 5P 0-90

Chaque pli est constitué d’éléments UD (plaque+8 barres) de dimensions 0.99x1.00 mm2

chacun et d’éléments d’interfaces intralaminaires faisant chacun 0.01x1.00 mm2. L’épaisseur
de chaque pli numérique est prise comme étant égale à 4 fois celle de quatre plis réels,
c’est-à-dire 0.52 mm. L’impacteur est modélisé par un rigid wall de type “sphère” de 2
kg avec un diamètre de 16 mm. Quant au cadre, il est aussi modélisé par un rigid wall
de type “plan infini” avec des bords en appui sur 12.5 mm de chaque côté. En termes de
nombre d’éléments utilisés, il y en a 124 425 pour le 5P 0-90, 223 975 pour le 9P 0-90, 224
249 pour le 9P QI et 323 525 pour le 13P 0-90. L’ensemble de ces calculs sont lancés sur
le supercalculateur CALMIP de la région Occitanie (anciennement Midi-Pyrénées) sur 215
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cœurs pour des temps de calcul allant de 7h00 pour le 5P 0-90 à 16h00 pour le 13P 0-90.
L’Annexe B présente brièvement son installation ainsi que son fonctionnement.

La Figure IV.39 présente les courbes effort-déplacement expérimentales et numériques.

Figure IV.39 – Courbes effort-déplacement des indentations quasi-statiques expérimentales et
numériques pour les quatre configurations étudiées

IV.5.6 Scénario d’endommagement numérique
IV.5.6.1 Scénario du 5P 0-90

Il est maintenant temps de s’intéresser au scénario d’endommagement numérique présenté
sur la Figure IV.40.
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2

3

4

5

1

Figure IV.40 – Scénario d’endommagement numérique des interfaces intralaminaires (à gauche)
et des délaminages (à droite) du 5P 0-90

Ce scénario se déroule en cinq étapes :
— Étape n°1 : la fissuration matricielle se développe sur le pli inférieur et atteint une

taille de 25 mm (pour une taille expérimentale de 28 mm). Cette fissure est le résultat
du chargement de ce pli en flexion et induit donc localement des contraintes de traction
au niveau des interfaces intralaminaires qui vont ensuite commencer à s’endommager
sur une seule rangée.

— Étape n°2 : pour plus de clarté concernant les endommagements matriciels, seuls ceux
des plis 1 à 4 seront représentés pour les étapes suivantes puisque les nœuds inférieurs
du pli inférieur n’étant pas utilisés, la visualisation des résultats n’est pas optimale. Les
endommagements se développent ensuite sur le pli supérieur avec quelques éléments
interlaminaires qui commencent aussi à délaminer. A ce moment-là, le cisaillement
hors-plan commence à devenir prépondérant par rapport à la flexion. Le pli inférieur
(dont les fibres sont dans l’axe long de la plaque) étant pré-fissuré, le chargement en
effort se réparti majoritairement sur les quatre plis supérieurs. Cependant, l’interface
entre le pli 4 et 5 n’étant pas délaminée, il n’est pas possible pour le pli 4 d’initier un
endommagement par flexion : la seule possibilité est donc d’endommager les interfaces
intralaminaires en cisaillement hors-plan et cela commence par le haut du stratifié.

— Étape n°3 : les interfaces intralaminaires du 4ème pli commencent à s’endommager en
initiant dans le même temps un délaminage entre les plis 4 et 5.

— Étape n°4 : l’endommagement des fissurations matricielles remonte puisque c’est au
tour des interfaces du pli 3 de s’endommager.

— Étape n°5 : les fissurations matricielles apparaissent sur le pli 2 et les endommage-
ments se propagent sur les autres plis et interfaces.
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Finalement, en l’espace de 1 µs, les endommagements matriciels apparaissent et se pro-
pagent en initiant par la même occasion des délaminages. La tendance générale est que le pli
inférieur commence par s’endommager à cause de la flexion globale du stratifié. Ensuite, le pli
supérieur s’endommage car il y a un changement de chargement puisque le cisaillement hors-
plan prend le dessus sur la flexion et enfin les fissures remontent à partir des plis inférieurs
vers le haut. Il y’a donc un effet “ping-pong” dans l’initiation des fissures matricielles.

IV.5.6.2 Scénario du 9P 0-90
Le scénario numérique du 9P 0-90 est représenté sur la Figure IV.41.

1

2

3

4

5

Figure IV.41 – Scénario d’endommagement numérique des interfaces intralaminaires (à gauche)
et des délaminages (à droite) du 9P 0-90

Comme pour le 5P 0-90, l’endommagement s’effectue en étapes successives :
— Étape n°1 : apparition de fissurations matricielles de 46 mm (42 mm expérimentale-

ment) sur le pli inférieur.
— Étape n°2 : comme pour le 5P 0-90, seuls les endommagements matriciels des plis

1 à 8 seront représentés pour les étapes suivantes. Quelques interfaces intralaminaires
commencent à rompre sur le pli supérieur (pli 1) et une couronne de délaminage s’initie
au niveau de l’interface 1/2.

— Étape n°3 : le pli 3 commence à s’endommager entraînant un délaminage au niveau
de l’interface 3/4.

— Étape n°4 : à ce niveau tout va encore plus vite, puisque l’ensemble des plis et des in-
terfaces interlaminaires sont endommagés. Les interfaces du milieu résistent légèrement
mieux.
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— Étape n°5 : les endommagements matriciels se propagent tout comme les délaminages
et particulièrement au niveau des interfaces 4/5 et 5/6.

Pour conclure sur cette configuration. Le scénario est identique à celui du 5P 0-90 puis-
qu’une fois que la fissure du pli inférieur atteint une certaine taille, les endommagements
matriciels et les délaminages s’initient sur la partie supérieure du stratifié pour ensuite redes-
cendre. Ensuite, c’est au tour des plis et des interfaces inférieures de s’endommager. Enfin,
le milieu de la plaque finit par délaminer.

IV.5.6.3 Scénario du 9P QI
La Figure IV.42 suivante présente le scénario d’endommagement pour le 9P QI.

1

2 3
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5

67

Figure IV.42 – Scénario d’endommagement numérique des interfaces intralaminaires (à gauche)
et des délaminages (à droite) du 9P QI

Le 9P QI s’endommage aussi en étapes successives, décrites ci-dessous :
— Étape n°1 : apparition d’une rangée de fissurations matricielles de 36 mm (39 mm

expérimentalement) sur le pli inférieur.
— Étape n°2 : comme pour les autres configurations, seuls les endommagements matri-

ciels des plis 1 à 8 seront représentés pour les étapes suivantes. Quelques éléments du
2ème pli commencent à s’endommager avec une initiation des délaminages sur l’interface
1/2.

— Étape n°3 : c’est au tour du pli du milieu (pli 5) de s’endommager avec une initiation
des délaminages de l’interface 5/6
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— Étape n°4 : le pli 8 commence à fissurer et les fissures initient de légers délaminages
sur l’interface 8/9.

— Étape n°5 : endommagement des interfaces intralaminaires des plis 3 et 7. Cet en-
dommagement symétrique est aussi suivi d’un délaminage au niveau de l’interface 5/6.

— Étape n°6 : endommagement des plis 1, 4 et 6 puis initiation et propagation très
rapide des délaminages des interfaces présentes entre ces plis.

— Étape n°7 : propagation des endommagements et délaminages.

Le scénario observé est différent de celui observé pour le 5P 0-90 ou le 9P 0-90 hormis
la longue fissuration initiale sur le pli inférieur. Ensuite, quelques éléments intralaminaires
s’endommagent sur les plis 2 et 8, mais c’est surtout le pli 5 qui s’endommage avec un
délaminage assez important. La propagation se fait ensuite de façon symétrique de part et
d’autre du 5ème pli. Cet endommagement se produit plus lentement que le 5P 0-90 ou le 9P
0-90, puisque ce scénario se produit en environ 5µs.

IV.5.6.4 Scénario du 13P 0-90
Enfin, le scénario d’endommagement du 13P 0-90 est retranscrit sur la Figure IV.43.
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Figure IV.43 – Scénario d’endommagement numérique des interfaces intralaminaires (à gauche)
et des délaminages (à droite) du 13P 0-90
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Les étapes du scénario sont les suivantes :

— Étape n°1 : apparition de fissurations matricielles de 33 mm (36 mm expérimentale-
ment) sur le pli inférieur (pli 13).

— Étape n°2 : comme pour les autres configurations, seuls les endommagements matri-
ciels des plis 1 à 12 seront représentés pour les étapes suivantes. Quelques éléments
intralaminaires commencent à s’endommager sur le pli supérieur. De même quelques
interfaces interlaminaires initient des délaminages sur l’interface 1/2.

— Étape n°3 : le pli 5 commence à fissurer initiant par la même occasion un délaminage
au niveau de l’interface 5/6.

— Étape n°4 : c’est au tour des pli 4 et 11 de s’endommager créant ainsi des délaminages
sur les interfaces 4/5 et 11/12.

— Étape n°5 : endommagement matriciels des plis 3, 7, 8, 9, 10 et 12 et initiation des
délaminages au niveau de toutes les interfaces.

— Étape n°6 : endommagement du 2ème pli.

— Étape n°7 : endommagement du 6ème pli et propagation des endommagements et
délaminages.

Le 13P 0-90 présente un scénario identique que celui du 5P 0-90 et du 9P 0-90. Puisqu’on
retrouve l’effet “ping-pong” : les fissurations matricielles s’initient sur le pli inférieur puis
c’est au tour du pli supérieur et ainsi de suite jusqu’à arriver au 6ème pli : pli du milieu.

Bilan sur les scénarios d’endommagements numériques

Pour conclure, le scénario d’endommagement obtenu numériquement permet de mieux
comprendre ce qu’il se passe à l’intérieur du stratifié.
L’avantage du modèle numérique est donc de pouvoir décrire ce scénario plus finement et il
s’en en dégagent deux bien distincts :

— pour les stratifications 0-90 : l’endommagement commence par le pli inférieur puis
remonte sur le pli supérieur et un effet “ping-pong” se met en place. Enfin, les plis
et interfaces du milieu sont les derniers à être endommagées. Une fois que la fissure
inférieure a atteint une certaine taille , l’indenteur endommage le pli supérieur par
cisaillement hors-plan. Cette rupture décharge ce pli et l’interface associée et permet
aux plis inférieurs de se charger et ainsi de suite jusqu’à atteindre le centre du stratifié.

— pour la stratification QI : l’endommagement s’initie sur le pli inférieur comme pour
les stratifications 0-90, mais il n’y a pas cet effet “ping-pong”, puisque c’est le pli et
l’interface du milieu qui vont commencer à s’endommager de façon importante. Cet
endommagement “crée” deux sous-stratifiés qui vont ensuite continuer de s’endomma-
ger.
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IV.5.7 Cartographie des endommagements : comparaison expéri-
mental - numérique

Le travail précédent a présenté le scénario numérique, mais il convient de regarder les
cartographies des délaminages et des fissurations matricielles obtenues numériquement et les
comparer à celles obtenues par les tomographies. Pour cela, les Figure IV.44, Figure IV.45,
Figure IV.46 et Figure IV.47 synthétisent ces endommagements.
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Figure IV.44 – Comparaison expérimental-numérique des endommagements matriciels et des
délaminages pour le 5P 0-90
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délaminages pour le 13P 0-90
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Bilan sur les endommagements
Les résultats ci-dessus ont permis d’identifier les scénarios expérimentaux et numériques

pour des indentations quasi-statiques pour diverses épaisseurs et stratifications. En regardant
d’un peu plus près les courbes, deux types de comportement sont représentés : soit une rup-
ture assez brutale (pour les stratifications avec uniquement du 0°/90°) et un comportement
où le pic est assez atténué (stratification 9P QI : avec des plis à ±45). De plus, la forme
en “X” des fissurations matricielles est retrouvée numériquement : cela est dû à l’endom-
magement des éléments d’interface intralaminaires en cisaillement hors-plan. Ces fissures
initient ensuite automatiquement des délaminages via le signal envoyé par les interfaces
intralaminaires aux interfaces de délaminage. En observant minutieusement chaque délami-
nage, la partie centrale n’est pas endommagée. Cela est dû à l’implémentation du critère de
Mohr-Coulomb qui permet de retarder l’initiation du délaminage en Mode II, puisque plus
l’impacteur entre en contact avec la plaque et plus les plis, et donc par extension les interfaces
entre eux, sont comprimées. Cette compression “protège” en quelque sorte les interfaces
inter-plis et a pour effet d’augmenter la contrainte d’initiation du délaminage en cisaillement.

Ces résultats révèlent aussi que le pic d’effort n’intervient pas au même endroit suivant
l’épaisseur ou encore que la forme du pic n’est pas la même suivant la stratification. Ainsi,
il est utile d’étudier l’influence de l’épaisseur et de la stratification sur les résultats obtenus,
notamment sur l’énergie élastique emmagasinée lorsque la chute d’effort survient, les angles
de fissurations ou encore les tailles des délaminages.

IV.5.7.1 Étude d’influence de l’épaisseur
Cette partie est consacrée à l’étude de l’influence de l’épaisseur à iso-stratification (i.e.

uniquement des stratifiés constitués de plis à 0° et 90°.) sur la position de la première chute
d’effort (liée aux ruptures intralaminaires de la résine et aux délaminages induits) ainsi
que la valeur de la chute d’effort. Cette étude portera aussi sur les énergies dissipées, les
angles de fissurations (position et valeurs), le nombre de fissures intralaminaires et enfin
les délaminages (totaux dans le stratifié et interface par interface). Ces résultats seront
présentés simultanément avec les résultats numériques, ce qui permettra de confronter le
modèle aux essais réalisés.

Énergie élastique emmagasinée
Le premier paramètre étudié est l’énergie emmagasinée par le stratifié lorsque le première

chute brutale apparaît. Cette énergie est calculée comme décrit sur la Figure IV.48. Cette
énergie est l’aire sous la courbe d’indentation quasi-statique et représente l’énergie stockée
par la plaque avant de rompre.
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Figure IV.48 – Méthode de calcul de l’énergie élastique

La Figure IV.49 présente les résultats pour le 5P 0-90, le 9P 0-90 ainsi que le 13P 0-90.

Figure IV.49 – Influence de l’épaisseur sur l’énergie élastique emmagasinée en quasi-statique

Ce graphe montre que l’énergie élastique a tendance à augmenter avec l’épaisseur mais
pas de façon linéaire. En effet, expérimentalement, cette énergie tend vers une certaine
asymptote au fur et à mesure que l’épaisseur augmente. Numériquement, cette évolution
est globalement bien captée. Cette progression s’explique par le fait que plus le nombre
de plis augmente et plus l’effort nécessaire pour atteindre le pic d’effort augmente ; entre
temps les interfaces ont eu le temps de se charger et cette énergie emmagasinée augmente
avec l’épaisseur. Finalement, lors de la rupture, l’énergie relâchée est donc plus importante
lorsque l’épaisseur est grande. Cependant, il est important de noter que le chargement des
interfaces ne s’effectue pas de la même manière entre le 5P 0-90 et le 13P 0-90. En fait, dans
le premier cas, vu que le stratifié est relativement mince (comparé au 9P 0-90 et 13P-90), la
flexion prédomine et dans l’autre c’est le cisaillement hors-plan qui prend le dessus comme le
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montre la Figure IV.50. Cette figure montre les contraintes de flexion et de cisaillement dans
les interfaces intralaminaires pour chaque pli du milieu des stratifiés 5P 0-90 (correspondant
au 3ème pli) et 13P 0-90 (correspondant au 7ème pli) un pas de temps avant que les
endommagements n’apparaissent. Le ratio entre la valeur maximale des contraintes de
flexion sur celle des contraintes de cisaillement hors-plan est de 0.65 pour le 5P 0-90 tandis
que pour le 13P 0-90, il n’est que de 0.15 ; cela traduit donc la prédominance de la flexion
dans le mode d’endommagement du 5P 0-90 et du cisaillement hors-plan dans celui 13P 0-90.
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Figure IV.50 – Cartographie des contraintes de flexion et de cisaillement hors-plan dans les
interfaces intralaminaires pour le 5P 0-90 et le 13P 0-90

Valeur de la chute d’effort
Ensuite, il est intéressant de voir l’influence de l’épaisseur sur la valeur du décrochage en

effort. Cette valeur est en fait la hauteur du pic d’effort comme représenté sur la Figure IV.51.

Décrochage

Figure IV.51 – Illustration du calcul de la valeur du décrochage d’effort
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Les résultats de cette chute d’effort (ou décrochage) sont représentés sur la Figure IV.52.

Figure IV.52 – Influence de l’épaisseur sur la valeur du premier décrochage d’effort en quasi-
statique

Plus l’épaisseur augmente et plus la valeur de ce décrochage augmente significativement.
Entre le 5P 0-90 et le 9P 0-90, cette augmentation est de l’ordre de 1.5 kN et elle est de 1.9
kN entre le 9P 0-90 et le 13P 0-90. Cette valeur est liée au nombre d’interfaces délaminées.
En effet, plus l’épaisseur est grande et plus les interfaces seront sollicitées. Et lorsque le
“point de rupture” est atteint, les interfaces délaminent toutes en même temps et cela libère
une partie de l’énergie stockée en partie au niveau des interfaces. Finalement, plus la raideur
est grande et plus il y a d’interfaces qui rompent, plus la chute d’effort est soudaine et très
marquée.

Répartition et angles des fissurations matricielles
Comme vu précédemment, les premiers dommages à apparaître sont les fissurations

matricielles. Il est donc intéressant d’étudier leur répartition dans l’épaisseur du stratifié.
Pour cela, des tomographies ont été réalisées et des coupes dans les plans (XZ), (YZ) et
à ±45° ont été extraites (cf. Figure IV.28 pour les plans de coupe). Une fois ces plans de
coupe effectués, les fissurations matricielles sont ensuite transcrites sur un schéma pour
plus de clarté. Les résultats sont présentés sur la Figure IV.53. Les fissurations numériques
ne sont pas aussi claires que celles vues en essais, puisque ces dernières font 10 microns.
Ainsi, les représenter à l’échelle est quasi-impossible, c’est pourquoi seules les fissurations
expérimentales sont représentées.
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Figure IV.53 – Influence de l’épaisseur sur les fissurations matricielles en quasi-statique

Cette figure montre la répartition des fissurations matricielles situées dans l’épaisseur au
droit de l’indenteur. La première remarque est que plus l’épaisseur augmente et plus le cône
d’endommagement s’élargit. De plus, plus on s’éloigne du centre de la zone impactée en
allant vers les bords de la plaque, plus les angles ont tendance à s’ouvrir. Ainsi, l’épaisseur
a une influence non seulement sur la concentration du cône d’endommagement mais aussi
sur les modes d’apparition des fissurations matricielles. Sur un stratifié relativement fin
comme le 5P 0-90, la flexion prédomine sur le cisaillement hors-plan (cf. Figure IV.50),
ce qui a tendance à ouvrir les fissures en Mode d’ouverture et donc localiser les fissures
sous l’indenteur. Ce mode d’endommagement provoque donc des fissures avec des angles
proches de 90°. À l’inverse, sur un stratifié épais, le cisaillement hors-plan prend le dessus
sur la flexion et cela forme un cône d’endommagement tel que référencé par [Minak, 2016]
et présenté sur la Figure I.12.

Enfin, plus l’épaisseur augmente et moins la zone sous l’indenteur est fissuré. Ceci est dû
au fait qu’en augmentant l’épaisseur, le centre de la plaque est soumis à une compression
hors-plan qui protège en quelque sorte cette zone, ce qui a pour conséquence d’initier les
fissures de plus en plus loin de la zone située directement sous l’indenteur comme le montre
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la Figure IV.54 qui représente les contraintes de compression hors-plan au milieu de chaque
stratifié pour les trois cas étudiés. Pour le 5P 0-90, la valeur maximale de cette contrainte
juste avant les premiers endommagements est de -241 MPa, pour le 9P 0-90, elle est de -480
MPa et enfin pour le 13P 0-90, elle atteint -665 MPa. Et d’après l’équation Eq-III.31, plus
cette contrainte augmente et plus il est difficile de cisailler les interfaces de délaminage.
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Figure IV.54 – Contraintes de compression hors-plan au milieu du stratifié pour le 5P 0-90, le
9P 0-90 et le 13P 0-90

.

Tailles des délaminages
Enfin, pour terminer cette étude d’influence de l’épaisseur, il convient de voir la répar-

tition des délaminages induits par les fissurations matricielles précédemment étudiées. Pour
effectuer cette étude, des tomographies dans le plan (XY) ont été réalisées. Les contours ont
ensuite été décalqués et représentés sur la Figure IV.55.
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Expérimental Numérique
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Figure IV.55 – Influence de l’épaisseur sur la forme des délaminages en quasi-statique

Les tailles des délaminages augmentent avec l’épaisseur et cela est aussi reproduit par
le modèle. Ceci est à mettre en lien avec l’énergie élastique stockée au moment de la
rupture. En effet, on retrouve aussi le fait que la différence entre les tailles de délaminage
est plus importante entre le 5P 0-90 et le 9P 0-90 qu’entre le 9P 0-90 et le 13P 0-90. Dans
le même ordre d’idée, les tailles dans le sens long et travers tendent à devenir égales en
augmentant l’épaisseur. Effectivement, en augmentant l’épaisseur, la flexion globale du
stratifié (responsable de la propagation des délaminages dans les stratifiés fins comme le 5P
0-90) diminue pour laisser la place au cisaillement hors-plan, comme cela a déjà été montré
précédemment (cf. Figure IV.50), et cela a pour conséquence de limiter la dépendance de la
propagation des délaminages aux dimensions de la plaque.

L’analyse des délaminages a ensuite été affinée, puisque que la surface délaminée au niveau
de chaque interface a été calculée via un code de traitement d’images, développé sur Matlab®.
Ce dernier prend en entrée une tomographie et ressort une surface délaminée en mm2 comme
le représente la Figure IV.56-a. Concernant les surfaces délaminées du modèle, cela nécessite
une étape en plus, qui consiste à transformer l’image initiale en couleurs en une image en
nuances de gris pour que l’algorithme de traitement puisse être lancé (Figure IV.56-b).
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(a) Stratégie pour les délaminages expérimentaux

(b) Stratégie pour les délaminages numériques

Transformation de l’image 
initiale en nuances de gris

Choix de la zone étudiée
Filtre du niveau de gris

Résultat de la surface délaminée

Résultat de la surface délaminée
Filtre du niveau de grisChoix de la zone étudiée

Figure IV.56 – Procédure de calcul de la surface délaminée pour les tomographies RX et les
modèles numériques

Ces surfaces délaminées sont ensuite répertoriées en forme d’histogramme sur la Figure
IV.57 ci-dessous.

Pour chaque stratifié, on distingue trois parties :
— la première partie correspond au délaminage au niveau de l’interface 1/2 qui est

la plus faible. Cette interface est la première vue par l’indenteur et c’est aussi elle
qui est soumise à une forte compression hors-plan. De fait, le délaminage est plus
difficile à amorcer. Ensuite, étant soumise que très peu à la flexion, la propagation du
délaminage est moindre. Cela est illustré par les contraintes de compression au niveau de
chaque interface inter-plis pour le 9P 0-90 sur la Figure IV.58. Les autres stratifications
présentent la même tendance.

— la deuxième partie correspond à toutes les autres interfaces du milieu, hormis celle
qui est tout en bas de la plaque. La croissance des délaminages est linéaire sur le 5P
0-90, mais présente un rétrécissement vers le milieu du stratifié pour le 9P 0-90 et le 13P
0-90. Ceci signifie que les interfaces du milieu sont moins sollicitées que celles présentes
aux bords supérieurs et inférieurs de la plaque. Ceci est à mettre en relation avec
le modèle numérique, qui prédit une initiation des fissurations matricielles (et donc
des délaminages) en bas du stratifié. Les dernières fissures à apparaître sont situées
au centre. Le milieu est donc “protégé” par l’effet de l’épaisseur et cela est visible
notamment sur le 13P 0-90.

— la troisième partie correspond à la dernière interface : c’est la plus délaminée. En
effet, sur une stratification 0°/90°, lorsque le pli inférieur s’ouvre, le délaminage se
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propage dans la direction des torons de fibres constituant ce dernier. Et étant le plus
endommagé, le délaminage sera aussi le plus important à ce niveau.

Figure IV.57 – Surface de délaminage de chaque interface pour le 5P 0-90, 9P 0-90 et 13P 0-90
en quasi-statique
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Figure IV.58 – Contraintes de compression au niveau des interfaces de délaminage pour le cas
du 9P 0-90

Pour conclure sur cette étude, il est aussi intéressant de calculer la surface totale délami-
née par interface expérimentalement et numériquement puisque celle-ci est directement reliée
à l’énergie dissipée. Le Tableau IV.3 ci-dessous montre les surfaces délaminées moyennes par
chaque interface ainsi que l’erreur entre l’expérimental et le modèle.
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Configuration
Surface totale

expérimentale /
Nombre

d’interfaces [mm2]

Surface totale
numérique /

Nombre
d’interfaces [mm2]

Erreur [%]

5P 0-90 94 97 3

9P 0-90 224 252 12

13P 0-90 231 260 13

Tableau IV.3 – Surfaces totales délaminées expérimentalement et numériquement pour le 5P
0-90, le 9P 0-90 et le 13P 0-90 et écart entre les deux

Les surfaces calculées correspondent à ±12% près entre les essais et le modèle. Plus
l’épaisseur augmente et plus la surface totale délaminée augmente mais cette augmentation
n’est pas linéaire : on retrouve ainsi la tendance vue pour l’énergie élastique post-pic. Ceci
est logique puisque l’énergie emmagasinée durant le chargement de la plaque sera en partie
dissipée dans le délaminage.

IV.5.7.2 Étude d’influence de la stratification

Énergie élastique emmagasinée
Tout comme pour l’influence de l’épaisseur, il est intéressant de voir l’influence de la

stratification sur l’énergie élastique stockée lorsque survient le pic d’effort. La Figure IV.59
présente les résultats pour le 9P 0-90 et le 9P QI.

Figure IV.59 – Influence de la stratification sur l’énergie élastique emmagasinée en quasi-statique

On remarque donc que l’énergie élastique accumulée avant rupture des interfaces
intralaminaires est supérieure pour le 9P 0-90 que pour le 9P QI. L’introduction de plis ±45
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permet donc au stratifié de rompre à une énergie inférieure. En mettant cela au regard du
scénario numérique précédemment identifié, cet écart est dû au fait que le stratifié commence
à fissurer au milieu contrairement au 9P 0-90. Ainsi, il n’est pas nécessaire de plus charger
les interfaces pour que le cisaillement hors-plan soit suffisant pour rompre les interfaces
intralaminaires. Le cisaillement hors-plan étant maximal au milieu, cet endroit est donc plus
propice à initier des délaminages. De plus, l’énergie emmagasinée par les interfaces 0°/ ± 45°
n’est pas dissipée de façon instantanée contrairement aux interfaces 0°/90° (cf. courbes
effort-déplacement de la Figure IV.39).

Valeur de la chute d’effort
Pour compléter les observations précédentes, la Figure IV.60 présente l’influence de la

stratification sur la valeur du décrochage d’effort.

Figure IV.60 – Influence de la stratification sur la valeur du premier décrochage d’effort en
quasi-statique

Ce graphe montre clairement que la présence des plis à ±45 et l’architecture quasi-isotrope
du 9P QI permet de réduire considérablement (82%) la chute brutale d’effort. Numérique-
ment, le modèle capte très bien cette tendance. Malgré l’initiation précoce des interfaces
intralaminaires, la propagation se fait de façon plus progressive puisque la chute est suivie
d’un plateau d’effort (cf. Figure IV.39). L’explication est la même que celle donnée pour
l’influence de la stratification sur l’énergie élastique emmagasinée. Les plis à ±45 perturbent
le chemin d’effort, la chute d’effort est donc moins brutale.
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Répartition et angles des fissurations matricielles
Concernant la répartition et les angles de fissurations, il n’est pas intéressant de dissocier

les coupes faites dans les plans (XZ), (YZ), +45 et -45 dans le cas du 9P QI. Pour plus
de clarté, les fissurations matricielles ont été toutes reportées sur un unique schéma pour
chacun des cas présenté sur la Figure IV.61.
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Figure IV.61 – Influence de la stratification sur les fissurations matricielles en quasi-statique

Ces deux schémas révèlent tout d’abord que la répartition globale des fissurations est très
différente. En effet, pour le 9P 0-90, la forme globale forme un cône dont la taille augmente
en s’éloignant verticalement du pli voyant l’indenteur. Cependant, les fissurations du 9P QI
présentent une forme plus ovoïdale dont le maximum se situe au milieu de l’épaisseur. Ce
profil est caractéristique du fait que le cisaillement transverse est maximal au centre de la
plaque pour un milieu isotrope. Le 9P QI étant proche d’une plaque isotrope, il est donc
logique de retrouver ce profil. Ceci est confirmé par le modèle puisque sur la Figure IV.62,
le profil présenté par les contraintes de cisaillement hors-plan est ovoïdal contrairement à
celui présenté par le 9P 0-90. De plus, le nombre de fissures est plus restreint mais aussi plus
confiné dans le 9P QI : le chemin d’effort étant plus compliqué dans ce cas, il est plus difficile
d’endommager le pli et donc les interfaces intralaminaires.
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Figure IV.62 – Contraintes de cisaillement hors-plan dans le 9P 0-90 et le 9P QI
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Tailles des délaminages

Tout comme pour l’étude d’influence de l’épaisseur, les délaminages ont été reproduits
sur la Figure IV.63 pour plus de clarté. Globalement, les délaminages du 9P QI sont plus
restreints que ceux du 9P 0-90 puisque la surface totale projetée expérimentale est inférieure
de 37%. Numériquement, cette différence est de l’ordre de 32%.
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Figure IV.63 – Influence de la stratification sur la forme des délaminages en quasi-statique

Une étude plus approfondie a été menée pour dégager une éventuelle influence à l’échelle
du pli. Pour cela, le code Matlab® a été utilisé : chaque délaminage au niveau des interfaces
est calculé tant pour les délaminages expérimentaux que pour les délaminages numériques.
Les résultats sont présentés ci-dessous sur la Figure IV.64 ci-dessous.

La première remarque est que la taille des délaminages est considérablement réduite dans
le cas du 9P QI par rapport au 9P 0-90. La différence est de 63% en moyenne. Cette diffé-
rence trouve son explication dans le fait que l’énergie élastique emmagasinée par le 9P QI
étant plus faible que celle du 9P 0-90, l’énergie restante pour continuer à délaminer est donc
moindre. De plus, on retrouve les trois phases déjà présentées dans l’étude d’influence de
l’épaisseur sur les délaminages.
Le profil ovoïdal des délaminages est très similaire à celui exhibé par les fissurations matri-
cielles. La seule différence se trouve sur l’interface inférieure, qui elle présente une grande
taille, non pas à cause des fissurations matricielles, mais du fait que le délaminage s’est
propagé à partir du moment où il a été initié.
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Figure IV.64 – Surface de délaminage de chaque interface pour le 9P 0-90 et le 9P QI en
quasi-statique

Pour conclure, ces résultats sont aussi retrouvés par le modèle numérique au regard de
l’erreur entre les surfaces totales délaminées par interface entre le 9P 0-90 et le 9P QI (Ta-
bleau IV.4). Ce dernier montre clairement que le 9P QI dissipe moins d’énergie que son
homologue bi-directionnel. Numériquement, l’erreur est aussi faible au vu des phénomènes
complexes mis en jeu.

Configuration
Surface totale

expérimentale /
Nombre

d’interfaces [mm2]

Surface totale
numérique /

Nombre
d’interfaces [mm2]

Erreur [%]

9P 0-90 224 252 12

9P QI 80 90 12

Tableau IV.4 – Surfaces totales délaminées expérimentalement et numériquement pour le 9P
0-90 et le 9P QI et écart entre les deux en quasi-statique
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IV.6 Conclusion

L’objectif de ce chapitre était d’identifier les paramètres du modèle, d’identifier le
scénario d’endommagement et de confronter le modèle aux résultats obtenus par
les essais. De plus, une multitude d’études d’influences ont permis de montrer

l’importance de certains mécanismes dans les phénomènes qui surviennent lorsqu’un stratifié
unidirectionnel est soumis à un chargement d’indentation quasi-statique.

Tout d’abord, la première partie a permis de fixer les paramètres introduits par les
développements numériques du Chapitre III. Ainsi, les raideurs d’interfaces intralaminaires
et interlaminaires ont été calculés via des analogies de comportement matériau-structure afin
de lier ces raideurs avec les paramètres intrinsèques du matériau tels que le module d’Young
E, le module de cisaillement G ou encore le coefficient de Poisson ν. Une des particularités
de ce modèle est le fait qu’il comporte plusieurs types d’éléments et d’interfaces. Il est donc
nécessaire d’assurer entre autres la continuité des délaminages. C’est pourquoi l’identifica-
tion des paramètres du modèle est importante. Ainsi, cette méthode a été utilisée afin de
s’approcher au plus près du comportement des interfaces. Ensuite, les essais de traction et
de flexion ont permis d’une part d’identifier la déformation à rupture des éléments barres et
d’autre part de comparer divers modèles, en faisant varier le nombre de plis numériques pour
représenter le nombre de plis réels. Ainsi, il s’avère que la méthode de décalage des éléments
barres utilisée est beaucoup plus avantageuse en termes de représentativité de la rupture
graduelle des torons de fibres mais aussi en termes de temps de calcul, puisque cela permet
de modéliser un très grand nombre de plis réels par un seul pli numérique. En effet, cette
stratégie permet de ne pas casser l’ensemble des barres d’un seul coup ; des ruptures de fibres
partielles peuvent donc être représentées par ce modèle. Enfin, les paramètres liés au signal
sont identifiés via un modèle numérique d’indentation. Le lien entre les éléments d’interfaces
intralaminaires et interlaminaires est nécessaire pour commencer à délaminer dès que les
interfaces intralaminaires ont rompues. Ce lien passe par deux choses : la “valeur” du signal
et celle du délaminage initial mais aussi par la continuité du délaminage. En effet, un fois le
délaminage initié, il doit se propager aux interfaces de délaminages adjacentes sans qu’il soit
brutalement arrêté. Pour cela, une “micro-interface” de délaminage a été introduite dans
l’élément intralaminaire. Cette introduction doit permettre une continuité du délaminage
entre les divers éléments du modèle : cette continuité a été vérifiée et une étude d’influence
du délaminage initial sur l’initiation et la propagation des divers endommagements conclue
cette partie.

Ensuite, la deuxième partie a été consacrée à l’étude expérimentale et numérique
d’indentations quasi-statiques. Les scénarios d’endommagements obtenus pour les quatre
configurations ont été minutieusement présentés. Il s’avère que ce scénario est très similaire
d’une configuration à l’autre. En effet, le premier dommage qui apparaît est une longue
fissuration sur le pli opposé à l’indenteur. Lorsque cette fissure atteint une certaine taille,
l’ensemble des plis supérieurs descend brutalement initiant ainsi des délaminages entre tous
les plis. En indentant avec un plus grand déplacement, des ruptures de fibres apparaissent.
Plus l’épaisseur augmente et plus cette chute brutale est explosive. Pour tenter de mieux
comprendre ces ruptures brutales, des modèles numériques ont été effectués pour chacune
des quatre configurations. Ces modèles ont aussi servi à identifier certains paramètres
d’endommagement. Finalement, le scénario observé se divise en deux catégories : pour les
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stratifiés 0-90, les endommagements s’initient sur la partie inférieure de la plaque à cause
de la flexion puis sur le pli voyant l’impacteur à cause de l’indentation. Ensuite, s’en suit
une sorte de “ping-pong” puisque l’initiation des endommagements alterne entre les plis
supérieurs et inférieurs. Dans le cas du 9P QI, l’initiation s’effectue sur les plis du milieu
puis se propage quasi-symétriquement sur la partie supérieure et inférieure du stratifié. Une
étude d’influence de l’épaisseur et de la stratification ont été effectuées sur l’énergie élastique
juste après la chute d’effort, la répartition des fissurations matricielles ou encore les surfaces
des délaminages.

Pour conclure, ce chapitre a permis d’identifier puis de valider le modèle en statique et en
quasi-statique avec une multitude de configurations tant expérimentales que numériques. Le
scénario d’endommagement a été explicité expérimentalement et approfondi via le modèle.
Ce dernier révèle que les premiers endommagements apparaissent sur le pli inférieur et
ce pour n’importe quelle stratification et ensuite la propagation s’effectue en fonction de
la stratification. Le chapitre suivant est consacré à l’étude dynamique des stratifications
déjà présentées et permettra d’évaluer le caractère prédictif du modèle développé sur un
chargement d’impact.
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Chapitre V. Étude du comportement des stratifiés UD épais à l’impact

V.1 Introduction

V.1.1 Objectifs de l’étude

Ce chapitre est consacré à l’étude des stratifiés unidirectionnels épais, déjà présentés
dans le Chapitre IV, lorsqu’ils sont soumis à un chargement d’impact. Il s’agira
d’une part d’identifier le scénario d’endommagement expérimental puis d’effectuer

une étude d’influence sur divers paramètres afin d’expliciter l’influence de l’épaisseur, de la
stratification et de l’énergie d’impact.

Dans la première partie seront présentés les résultats d’essais et numériques des impacts
effectués sur le 5P 0-90, le 9P 0-90 le 9P QI et le 13P 0-90 à diverses énergies d’impacts
(9J, 16 J et 25 J). Les courbes d’impacts (effort-déplacement et efforts-temps) permettront
d’apprécier la précision du modèle quant à sa capacité de capter les endommagements au
bon moments. Des cartographies d’endommagement (fissurations matricielles, délaminages
et ruptures de fibres) seront illustrées afin de mieux comparer les résultats expérimentaux
avec ceux obtenus par le modèle.

Ce premier travail sera la base des trois parties suivantes, puisque ces cartographies
seront largement utilisées afin d’effectuer des études d’influences de l’épaisseur, de la
stratification et de l’énergie d’impact sur divers résultats tels que la valeur de la chute
d’effort caractéristique des fissurations matricielles hors-plan, la perte de raideur, l’éner-
gie dissipée, la répartition des fissurations matricielles ou encore les surfaces des délaminages.

V.1.2 Moyen d’essai

Les essais d’impacts sont réalisés à l’aide d’un poids tombant (cf. Figure V.1) et les plaques
utilisées proviennent du même lot de fabrication que celles utilisées pour l’indentation quasi-
statique avec le même cadre et un impacteur de même géométrie. L’impacteur possède une
tête hémisphérique de diamètre 16 mm et pèse 2 kg. Les vitesses utilisées sont 3 m/s, 4 m/s et
5 m/s. Ces basses vitesses sont suffisantes pour couvrir une large gamme de sollicitation pour
capter l’ensemble des phénomènes importants dans l’endommagement des stratifiés épais.
Dans la suite, on préférera raisonner en énergie d’impact plutôt qu’en vitesse d’impact. Cette
dernière, notée Ei, est calculée par Eq-V.1.

Ei = 1
2Mv2

i (V.1)

Avec M = 2 kg la masse de l’impacteur et vi la vitesse initiale de l’impacteur.

Les dimensions des plaques utilisées sont identiques à celles présentées pour les essais
d’indentations quasi-statiques (125x100 mm2).
Concernant l’instrumentation, une cellule d’effort est utilisée : celle-ci est placée au niveau
de l’impacteur comme le montre le schéma ci-dessous. Le déplacement est quant à lui relevé
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V.1. Introduction

via un système Laser. L’ensemble de ces données est enregistré via un système d’acquisition
unique facilitant ainsi le post-traitement de ces essais.

Impacteur

Plaque composite

Cadre

Capteur de 
déplacement (Laser)Cellule d’effort

Tour de guidage

Figure V.1 – Montage utilisé pour l’impact au poids tombant

Ces essais sont ensuite modélisés sur Radioss, exactement comme ceux des indentations
quasi-statiques. Seulement, ici, le déplacement imposé est remplacé par une vitesse initiale.
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Chapitre V. Étude du comportement des stratifiés UD épais à l’impact

V.2 Résultats expérimentaux et numériques
La section suivante est consacrée à l’étude des mêmes plaques précédemment présentées

mais à l’impact. Les courbes d’impact expérimentales et numériques seront exposées, de
même que les cartographies des fissurations matricielles et des délaminages.

V.2.1 Courbes d’impacts : comparaison essai-calcul

Les courbes d’impact expérimentales et numériques sont représentées sur les Figure V.2
à Figure V.5.

Figure V.2 – Comparaison expérimental-numérique des courbes effort-déplacement et effort-
temps pour le 5P 0-90 à l’impact
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Figure V.3 – Comparaison expérimental-numérique des courbes effort-déplacement et effort-
temps pour le 9P 0-90 à l’impact
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Chapitre V. Étude du comportement des stratifiés UD épais à l’impact

Figure V.4 – Comparaison expérimental-numérique des courbes effort-déplacement et effort-
temps pour le 9P QI à l’impact
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V.2. Résultats expérimentaux et numériques

Figure V.5 – Comparaison expérimental-numérique des courbes effort-déplacement et effort-
temps pour le 13P 0-90 à l’impact

Les profils des courbes d’impact corrèlent d’une manière très satisfaisante les essais tant
au niveau des courbes effort-déplacement que des courbes effort-temps. Ainsi, la première
chute brutale, caractéristique de la descente brutale des plis supérieurs et des délaminages
associés est obtenue au bon moment. De plus, la reprise de raideur est aussi bien captée, ce
qui signifie qu’au niveau macroscopique, l’énergie dissipée dans les dommages numériques
liés à la chute d’effort est très proche de celle dissipée en essais.
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V.2.2 Cartographies expérimentales et numériques des endomma-
gements

Pour affiner ces observations, les Figure V.6 à Figure V.16 représentent les cartographies
des endommagements matriciels ainsi que les délaminages pour chacune des configurations
étudiées. Concernant le cas 5P 0-90 à 16 J, seuls les ruptures de fibres sont représentées car
les tomographies ne permettent pas d’avoir une cartographie claire des délaminages au vu
des ruptures de fibres très denses sous la zone impactée.
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Bilan sur les endommagements
Les résultats obtenus numériquement sont proches de ceux observés expérimentalement

tant sur les tailles que sur les formes. L’erreur moyenne obtenue est d’environ 10% pour
les tailles des délaminages et de 14% pour les fissurations matricielles. Ce léger écart est
principalement dû à deux facteurs :

— les délaminages expérimentaux et numériques sont calculés via un code Matlab® : il y
a donc une certaine constance contrairement aux fissurations matricielles qui elles sont
relevées à la main : il y donc une variabilité induite par le relevé “à la main”.

— les fissurations matricielles sont un phénomène extrêmement instable dont la propa-
gation dépend de l’état de charge en pointe de fissure. D’ailleurs, [Kahla et al., 2018]
utilise un modèle statistique pour modéliser la rupture des interfaces intralaminaires.

Ces deux raisons peuvent expliquer le fait que l’erreur est légèrement supérieure pour les
endommagements matriciels.

Les ruptures de fibres sont aussi captées et notamment sur le 5P 0-90 à 16 J avec la chute
brutale à 6.2 mm. Les tailles sont aussi bien reproduites. Cependant, sur cette configuration,
numériquement, des éléments barres rompent sur le pli inférieur et ceci est dû au fait que
l’interface 4/5 n’est pas totalement délaminée. En effet, expérimentalement, l’interface 4/5
est totalement délaminée sur un bord de la plaque ce qui décharge le pli inférieur et donc
aucune rupture de fibre n’apparaît.

Pour aller plus loin sur ces résultats, il est intéressant d’étudier, comme pour les essais
d’indentation quasi-statique, l’influence de l’épaisseur, de la stratification ou encore de la
vitesse sur le premier pic d’effort (décrochage) ainsi que la perte de raideur post-pic, l’énergie
dissipée durant l’impact, les angles et la position des fissurations matricielles et les délami-
nages : ce sera l’objet de la section suivante.
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V.3 Étude d’influence de l’épaisseur
La section qui suit est consacrée à l’étude d’influence de l’épaisseur : elle est similaire

à celle réalisée sur les essais d’indentation quasi-statique. Le but est donc de vérifier si les
influences vues en quasi-statique sont aussi retrouvées en dynamique. Ces études d’influences
sont réalisées en parallèle sur les résultats d’essais et les résultats numériques.

V.3.1 Valeur de la chute d’effort

Pour commencer, l’influence de l’épaisseur sur la valeur du décrochage d’effort, dont les
résultats sont synthétisés ci-dessous (Figure V.17), est étudiée sur le 5P 0-90, le 9P 0-90 et
le 13P 0-90.

Figure V.17 – Influence de l’épaisseur sur la valeur du décrochage à l’impact

La tendance est identique à celle vu en quasi-statique : en augmentant l’épaisseur, le
décrochage est de plus en plus important. Ceci est directement lié au nombre d’interfaces
délaminées.

V.3.2 Perte de raideur

Lors de l’impact, le décrochage entraîne une chute de raideur post-pic. Et dans le cadre
industriel, il est nécessaire de quantifier les performances après l’impact. L’idée ici est de
quantifier cette baisse de raideur après la chute d’effort mais avant les éventuelles ruptures
de fibres (caractérisées par un deuxième pic plus loin dans la courbe effort-déplacement). La
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Figure V.18 illustre les raideurs utilisées pour quantifier l’influence du pic sur la reprise de
raideur dans le cas du 9P 0-90 à 9J.

K0

K1

Figure V.18 – Illustration du calcul de la raideur restante avant et après chute d’effort

Cette différence est calculée à partir de la relation Eq-V.2.

ζ = 100
(
1 − K1

K0

)
(V.2)

La Figure V.19 représente la perte de raideur après le pic (en %), notée ζ.

Figure V.19 – Influence de l’épaisseur sur la perte de raideur après la première chute d’effort

Il est clair qu’à iso-énergie d’impact, plus l’épaisseur augmente et plus la perte de rai-
deur est importante. En effet, comme pour la valeur du décrochage, ceci est relié au nombre
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d’interfaces délaminées : plus le nombre d’interfaces délaminées augmente et plus la raideur
post-pic est affectée puisque le délaminage a pour conséquence la destruction locale du lien
entre les plis ; ce lien étant quasi-rompu, la raideur finale de la plaque s’en trouve diminuée.
De plus, la tendance semble quasi-linéaire puisque la différence de perte de raideur entre le
5P 0-90 et le 9P 0-90 est en moyenne de 35% et entre le 9P 0-90 et le 13P 0-90, elle est de 34%.

V.3.3 Énergie dissipée

Pour aller plus loin dans l’étude d’influence, il est intéressant d’évaluer l’influence de
l’épaisseur sur l’énergie dissipée au cours de l’impact. L’étude réalisée à partir de la Figure
V.20 montre que plus l’énergie d’impact augmente et plus l’énergie dissipée augmente. Ceci
est en lien direct avec les surfaces délaminées ; l’Annexe C représente les surfaces totales
délaminées au niveau expérimental et numérique. Il est clair que plus l’épaisseur augmente
et plus les surfaces totales endommagées augmentent.

Figure V.20 – Influence de l’épaisseur sur l’énergie dissipée au cours d’un impact

Cette tendance est aussi bien reproduite avec le modèle. Cependant, l’énergie dissipée
moyenne numérique est inférieure à celle vue en essai d’environ 22%. Ceci est visible sur
les courbes d’impact : le retour de l’impacteur n’est pas très bien capté par le modèle. En
regardant de plus près ce qu’il se passe, on remarque que les éléments d’interfaces intralami-
naires reviennent à leur position d’origine. Or, expérimentalement, ces fissures sont clairement
visibles sur les tomographies : ainsi la non-fermeture de ces fissures lors de la remontée de
l’impacteur change le retour de la courbe effort-déplacement. Cependant, des modèles existent
sur la prise en compte de ce phénomène, notamment dans les travaux de [Bouvet et al., 2013]
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où la loi bilinéaire utilisée pour l’endommagement des éléments d’interfaces intralaminaires
est enrichie comme le montre la Figure V.21. Il serait intéressant par la suite d’implémenter
une loi similaire dans notre modèle.

Figure V.21 – Modèle d’indentation permanente utilisé par [Bouvet et al., 2013] pour représenter
la non-fermeture des fissures matricielles

V.3.4 Répartition et angles des fissurations matricielles

Comme pour les indentations quasi-statiques, il est intéressant de voir l’influence de
l’épaisseur sur la répartition des fissurations matricielles ainsi que l’angle que chacune d’elles
forme avec l’axe horizontal. Cela permettra de mettre en lumière d’éventuelles influences sur
les modes de rupture de la résine intralaminaire. Pour des questions de clarté, les fissurations
sont reproduites sur un schéma, en se basant sur les tomographies RX. De plus, uniquement
certains impacts sont reproduits ici. En effet, pour le 5P 0-90 à 9J, 9P 0-90 à 25 J et le
9P QI à 25 J, les ruptures de fibres empêchent une lecture claire de la répartition de ces
fissurations. Mais les autres résultats sont suffisants pour dégager des tendances d’évolution,
comme le montrent la Figure V.24 pour les impacts à 9J et la Figure V.25 pour les impacts
à 16 J.

La première remarque est qu’à 9J, plus l’épaisseur augmente et plus le cône s’élargit sur
la partie supérieure et inférieure. De plus, les fissures sont plus espacées les unes des autres.
À cette énergie relativement basse, les stratifiés se comportent comme en quasi-statique.
Cela est dû au fait que plus l’épaisseur augmente et plus la compression hors-plan devient
importante. Hors cette compression permet de protéger les plis. Ainsi, le centre du stratifié
est protégé au détriment des zones situées un peu plus loin de l’impacteur ; c’est pour cela
qu’en augmentant l’épaisseur, le cône s’élargit.
De plus, pour un même stratifié, en s’éloignant de la zone située sous l’impacteur, les
angles sont de plus en plus grands (c’est-à-dire qu’ils tendent vers 90°). Ceci révèle que la
rupture intervient par la prépondérance d’un chargement en flexion. En effet, lorsque la
plaque fléchit, les plis seront soumis à une traction locale, ce qui initiera donc une rupture
intralaminaire avec un angle tendant vers 90°. La Figure V.22 représente les contraintes de
flexion dans le cas du 13P 0-90 à 9J ; il est clair que ces contraintes sont de plus importantes
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en descendant dans le stratifié et en s’écartant de la zone sous l’impacteur.
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Figure V.22 – Contraintes de flexion dans les interfaces intralaminaires dans le cas du 13P 0-90
à 9J

Deuxièmement, les fissures sont beaucoup plus présentes sur les coupes (YZ) que sur les
coupes (XZ). Cela est dû au fait que la plaque n’est pas carrée mais rectangulaire (125 x
100 mm2) avec la longueur la plus grande qui est située suivant l’axe X. Ainsi, la densité de
rupture sera retrouvée dans le plan perpendiculaire à la plus grande longueur car elle est
plus fortement chargée en cisaillement hors-plan. C’est pourquoi il y a quasiment deux fois
plus de fissures sur les coupes (YZ) que sur les coupes (XZ).

Ensuite, en regardant de plus près, notamment les tomographies sur le plan (YZ), les
angles de fissurations sont plus faibles pour le 13P 0-90 que pour le 9P 0-90 et le 5P 0-90.
L’épaisseur a pour effet de charger les interfaces intralaminaires en cisaillement hors-plan
plutôt qu’en flexion, même si en allant vers les plis inférieurs sur le 13P 0-90, les angles
tendent à augmenter : le chargement est progressif et est une combinaison entre la flexion
globale et le cisaillement hors-plan. En effet, la Figure V.23 montre la proportion de la
flexion et du cisaillement hors-plan dans le chargement des interfaces intralaminaires du 13P
0-90 à 9J 5. On remarque clairement que la flexion prédomine en allant vers le bas et que le
cisaillement est prépondérant au milieu du stratifié, mais sur les plis 2, 10, 11 et 12, il y a
une réelle compétition entre les deux types de chargement. Le mode du rupture de chaque in-
terface dépend à la fois de l’épaisseur mais aussi de la position de cette fissure dans l’épaisseur.

Cependant, pour les impacts à 16 J, plus l’épaisseur augmente et plus la taille globale
du cône se rétrécit. Ce rétrécissement se fait via une plus grande largeur du cône sur la
partie supérieure et une réduction de sa taille sur la partie inférieure. Ceci est en fait dû à
l’augmentation de la vitesse d’impact. En effet, la flexion globale de la plaque met plus de
temps à se manifester que le cisaillement hors-plan. Ainsi, la rupture sera donc globalement
provoquée par le cisaillement hors-plan. Ceci est visible en regardant les angles de fissurations,
puisque ces derniers sont légèrement plus petits que ceux des impacts à 9J. Cette réduction
des angles (qui tendent vers 45°) est visible notamment sur les coupes (XZ).

5. Les contraintes de flexion et de cisaillement hors-plan ont été mesurées dans l’épaisseur à 2 mm par
rapport à l’axe de descente de l’impacteur
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Figure V.23 – Proportion de la flexion et du cisaillement hors-plan dans les interfaces intrala-
minaires du 13P 0-90 à 9J
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Figure V.24 – Cartographie de l’influence de l’épaisseur sur les fissurations matricielles dans le
cas d’impacts à 9J
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Figure V.25 – Cartographie de l’influence de l’épaisseur sur les fissurations matricielles dans le
cas d’impacts à 16 J

V.3.5 Tailles des délaminages

Intéressons-nous à présent à l’étude des tailles des délaminages. Les Figure V.26, Figure
V.27 et Figure V.28 représentent les délaminages pour les configurations 5P 0-90, 9P 0-90
et 13P 0-90 pour les trois énergies d’impact utilisées.

Ces figures montrent qu’avec l’épaisseur, à iso-énergie d’impact, les délaminages sont
de plus en plus restreints, contrairement aux indentations quasi-statiques. En effet, les
délaminages présentés dans la Section IV.5.7 correspondent aux délaminages juste après
le pic d’effort : ce sont donc les délaminages juste après leur initiation. Cependant, ici, les
délaminages ont eu le temps de se propager : il y a donc la contribution de l’initiation et de
la propagation. Ceci s’explique par le fait que la propagation est essentiellement pilotée par
la flexion de la plaque qui charge les interfaces inter-plis en cisaillement. Or, plus l’épaisseur
augmente et plus la contribution de la flexion diminue au profit du cisaillement hors-plan.
Cette tendance se retrouve pour les trois énergies d’impact étudiées dans ces travaux.
Néanmoins, plus l’énergie d’impact augmente et plus la différence de taille des délaminages
diminue puisqu’entre le 9P 0-90 et le 13P 0-90, elle est de 35% à 9J, puis de 9% à 16 J et elle
n’est que de 2% à 25 J. Ceci sera discuté dans la section sur l’influence de l’énergie d’impact
sur les tailles des délaminages.
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Expérimental Simulation

Interface 10/11
Interface 11/12
Interface 12/13Interface 9/10

Interface 1/2
Interface 2/3
Interface 3/4

Interface 4/5
Interface 5/6
Interface 6/7

Interface 7/8
Interface 8/9

22
 m

m

56 mm

18
 m

m

57 mm
27

 m
m

50 mm

28
 m

m

47 mm

26
 m

m

34 mm

26
 m

m
35 mm

5P
 0

-9
0

9P
 0

-9
0

13
P 

0-
90

Figure V.26 – Influence de l’épaisseur sur la forme des délaminages à 9J
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Figure V.27 – Influence de l’épaisseur sur la forme des délaminages à 16 J
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Figure V.28 – Influence de l’épaisseur sur la forme des délaminages à 25 J

L’étude précédente est approfondie en calculant les surfaces délaminées au niveau de
chaque interface. L’objectif est de montrer l’influence locale de l’épaisseur sur la taille des
délaminages. Les résultats sont représentés sur la Figure V.29 pour les impacts à 9 J, la
Figure V.30 pour les impacts à 16 J et la Figure V.31 pour les impacts à 25 J.
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Figure V.29 – Influence de l’épaisseur sur les délaminages locaux à 9J

Figure V.30 – Influence de l’épaisseur sur les délaminages locaux à 16 J
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Figure V.31 – Influence de l’épaisseur sur les délaminages locaux à 25 J

Ces résultats montrent qu’avec l’épaisseur, les délaminages deviennent de plus en plus
restreints et ceci est vrai pour les trois énergies d’impact. En regardant le premier graphe, le
haut du cône d’endommagement (correspondant à l’interface 1/2) du 5P 0-90 est beaucoup
plus petit que le bas du cône (correspondant à l’interface 4/5). Cependant, pour le 13P
0-90, cette évolution de taille devient moins marquée. Cela est dû au fait que pour le 5P
0-90, le chargement en flexion prédomine ; de fait, les interfaces interlaminaires inférieures
sont très sollicitées en cisaillement plan, d’où le fait que le délaminage est très étalé sur
l’interface 4/5. À l’inverse, la flexion est beaucoup moins prépondérante sur le 13P 0-90 ;
c’est le cisaillement hors-plan qui prend le dessus. De plus, la compression hors-plan des
interfaces interlaminaires “protège” ces dernières et limite donc l’initiation des délaminages,
et moins il y a d’interfaces initiées, moins il y aura de délaminages.

Pour résumer, la compression hors-plan limite l’initiation des fissurations matricielles
(précurseurs des délaminages dans le cas de stratifiés UD épais) et la prépondérance du
cisaillement hors-plan au détriment de la flexion limite la propagation des délaminages déjà
initiés. Ces conclusions sont similaires à celles des essais d’indentations quasi-statiques.
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V.4 Étude d’influence de la stratification
Cette section a pour but de proposer une étude d’influence de la stratification sur les

différents paramètres précédents. L’étude porte sur deux stratifications : le 9P 0-90 et le 9P
QI.

V.4.1 Valeur de la chute d’effort

Pour commencer, la valeur du décrochage (Figure V.32) suit la même tendance qu’en
quasi-statique. Le remplacement de plis à 0° et 90° par des plis à ±45° perturbe le chemin
d’effort et la rupture est donc moins violente. La différence entre les deux stratifications est
en moyenne de 56%. La stratification quasi-isotrope permet donc un gain très important
concernant cette chute d’effort.

Figure V.32 – Influence de la stratification sur la valeur du décrochage à l’impact

V.4.2 Perte de raideur

Dans la même démarche que le paragraphe précédent, il convient de compléter l’étude
d’influence en regardant, cette fois la perte de raideur post-pic illustrée sur la Figure V.33.
L’influence de la stratification n’est pas significative puisque la différence brute entre les deux
stratifications est inférieure à 5% pour chacune des énergies d’impact. Ainsi, en mettant ce
résultat en regard avec les valeurs de le chute d’effort, il évident que la chute de raideur n’est
pas due uniquement aux interfaces délaminées juste après le pic mais plutôt à la propagation
des délaminages. Finalement, malgré des chutes d’effort plus importantes dans le cas du 9P
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0-90, la propagation des délaminages semble être identique pour les deux stratifications. Ceci
sera approfondi dans la Section V.4.5 avec l’étude des tailles des délaminages.

Figure V.33 – Influence de la stratification sur la perte de raideur après la première chute d’effort

V.4.3 Énergie dissipée

L’énergie dissipée a aussi été étudiée pour montrer une éventuelle influence de la stratifi-
cation. De fait, la Figure V.34 ne révèle pas une influence significative de la stratification sur
l’énergie dissipée malgré une légère diminution de cette énergie dans le 9P QI par rapport au
9P 0-90. En effet, en regardant de plus près les surfaces totales délaminées récapitulées sur
l’Annexe C, la différence moyenne entre les surfaces délaminées sur le 9P 0-90 et le 9P QI
est inférieure à 1% sur les valeurs expérimentales et environ égale à 6% en ce qui concerne
les surfaces du modèle numérique. Ainsi, l’énergie dissipée, qui se fait majoritairement via
les délaminages dans ces cas là, est quasi-identique. Mais il est possible d’affiner cette étude
en regardant notamment comment se répartissent ces surfaces délaminées dans l’épaisseur,
leurs formes ainsi que leurs tailles. Ce sera le sujet du Paragraphe V.4.5.
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Figure V.34 – Influence de la stratification sur l’énergie dissipée au cours d’un impact

V.4.4 Répartition et angles des fissurations matricielles

Avant de passer à une étude plus précise des délaminages, il convient d’étudier la position
et les angles formés par les fissurations matricielles, puisque ces dernières sont à l’origine
du départ des délaminages. Les Figure V.35 et Figure V.36 représentent respectivement les
fissurations matricielles pour les impacts à 9J et 16 J.
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Figure V.35 – Influence de la stratification sur la répartition et les angles des fissurations
matricielles à un impact 9J
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Figure V.36 – Influence de la stratification sur la répartition et les angles des fissurations
matricielles à un impact 16 J

Ces figures mettent en lumière deux remarques : les tailles des cônes d’endommagement
sont très similaires et ceci quelle que soit l’énergie initiale d’impact. Ceci révèle donc que
la stratification n’a pas d’influence sur l’étendue globale des fissures. De plus, l’énergie
d’impact a une influence sur la répartition des endommagements. En effet, à 9J, les fissures
matricielles du 9P QI se répartissent en forme quasi-ovoïdale avec une taille maximale au
centre de la plaque. Ceci est le marqueur du fait que le cisaillement maximal est au milieu
du stratifié. Ce phénomène est similaire à celui identifié aussi sur les essais d’indentation
quasi-statiques. De plus, les angles formés sont plus proches de 45° que de 90 ° contrairement
à 9P 0-90. Pour ce dernier, on retrouve la forme classique avec une une partie intérieure du
cône dont les fissures présentent des angles d’environ 60° et une deuxième enveloppe, où
là, les angles sont quasi droits. La Figure V.37 6 montre que le scénario se déroule en deux
étapes : une première partie où le cisaillement hors-plan est prépondérant (car la plaque n’a
pas encore atteint son déplacement maximal) qui entraîne donc la rupture des interfaces
intralaminaires avec des angles d’environ 60° et une deuxième partie(après la rupture d’un
élément d’interface intralaminaire adjacent de l’élément étudié) où la flexion de la plaque
devient plus importante auparavant.

De plus, en augmentant la vitesse, la tendance trouvée dans le paragraphe sur l’influence
de l’épaisseur sur ces fissures à savoir que plus la vitesse augmente et plus le cône se raidit,
est retrouvée dans les deux stratifiés. En plus de cela, le profil ovale présenté précédemment
est modifié et se rapproche du profil du 9P 0-90. Les deux stratifiés présentent deux zones :

— Entre les plis 1 à 7 : les angles sont très proches de 45° signifiant des ruptures par
cisaillement hors-plan

— Entre les plis 8 à 9 : les angles sont très proches de 90° caractérisant ainsi des ruptures
par flexion

6. Les contraintes sont relevées sur deux éléments non rompus, un sur le 2ème pli et l’autre sur le 8ème pli
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Figure V.37 – Contraintes de flexion et de cisaillement hors-plan dans deux éléments du 9P 0-90
à 9J

Ainsi, en augmentant la vitesse, les fissures évoluent de la même manière entre le 9P 0-90
et le 9P QI. Il est donc intéressant de voir l’influence de ces fissures sur les délaminages.

V.4.5 Tailles des délaminages

Les formes des délaminages pour le 9P 0-90 et le 9P QI sont récapitulées sur les Figure
V.38, Figure V.40 et Figure V.40.
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Figure V.38 – Influence de la stratification sur la forme des délaminages à 9J
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Expérimental Simulation
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Les formes ainsi que les tailles des délaminages sont bien représentées par le modèle
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puisque l’erreur moyenne entre les trois énergies d’impact est inférieure à 5%.

Les tailles globales dans le sens long de la plaque sont identiques quelle que soit l’énergie
d’impact mais dans le sens travers, plus l’énergie d’impact augmente et plus les tailles
diffèrent. En effet, à 9J, il y a une différence de 7% concernant la taille du délaminage dans
le sens travers, 40% pour le 16 J et 44% pour le 25 J. Numériquement, cette tendance est
aussi retrouvée.

Pour affiner cette analyse, les tailles des délaminages de chaque interface pour le 9P 0-90
et le 9P QI sont résumées sur la Figure V.41 pour les impacts à 9 J, la Figure V.42 pour les
impacts à 16 J et la Figure V.43 pour les impacts à 25 J.

Cette cartographie permet de mettre en évidence quelques phénomènes intéressants.
Lors d’un impact à basse énergie (9J), les interfaces 4/5 et 5/6 du 9P QI sont plus
délaminées que celles du 9P 0-90 contrairement aux autres interfaces. Ceci est dû au fait
que dans un stratifié quasi-isotrope, le cisaillement hors-plan maximal se situe au milieu
de l’épaisseur, comme illustré sur la Figure IV.62 . De fait, ce sera cette zone qui rompra
en premier générant ainsi un profil de délaminage en forme d’ovoïde. Ainsi, le centre de
la plaque est plus délaminé que le reste. Cependant, plus l’énergie d’impact augmente et
plus le rayon maximal de l’ovoïde descend vers les interfaces du bas. En effet, le maximum
pour l’impact à 16 J se situe au niveau des interfaces 4/5 et 5/6 mais pour le 25 J, il
est sur les interfaces 6/7, 7/8 et 8/9. Cela est en fait dû à l’augmentation de l’énergie d’impact.

Figure V.41 – Influence de la stratification sur les délaminages locaux à 9J
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Figure V.42 – Influence de la stratification sur les délaminages locaux à 16 J

Figure V.43 – Influence de la stratification sur les délaminages locaux à 25 J

Pour résumer, à faible vitesse, les plis à ±45° ont un effet protecteur puisqu’ils permettent
de localiser les endommagements au centre de la plaque en initiant légèrement précocement
les endommagements. Cependant, en augmentant l’énergie d’impact cet effet est inhibé et
a même un effet négatif sur le stratifié puisque les délaminages augmentent sur les plis
inférieurs (situés sous le pli moyen) à cause d’une combinaison cisaillement-flexion (initiation
par cisaillement puis propagation en Mode II due à la flexion globale).
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V.5 Étude d’influence de l’énergie d’impact
Le travail présenté ci-dessous a pour objectif de mettre en évidence l’influence de la vitesse

initiale d’impact sur les paramètres précédemment étudiés.

V.5.1 Valeur de la chute d’effort

Pour commencer, la valeur du décrochage (Figure V.44) n’est pas affectée par l’énergie
d’impact pour le 9P 0-90, le 9P QI et le 13P 0-90. Cependant, pour le 5P 0-90, il est très
difficile de distinguer les ondulations dues à l’impact de cette chute d’effort : il n’est donc
pas impossible que le pic soit confondu avec les oscillations. Numériquement, cette chute est
globalement bien captée par le modèle.
Cette constance dans le décrochage montre qu’il n’y a pas d’effet vitesse sur les phénomènes
d’initiation des délaminages via les fissurations matricielles.

Figure V.44 – Influence de l’énergie d’impact sur la valeur du décrochage

V.5.2 Perte de raideur

La perte de raideur, représentée sur la Figure V.45, diminue avec l’énergie d’impact,
hormis pour le 5P 0-90. Pour ce stratifié, la perte de raideur est tellement faible qu’il est
difficile de savoir si c’est une réelle tendance. Concernant les trois autres configurations, la
tendance est beaucoup plus claire et la décroissance semble linéaire tant expérimentalement
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que numériquement. Or, les surfaces délaminées augmentent avec l’énergie d’impact, comme
on le verra plus tard dans cette section. L’hypothèse est que ce phénomène est lié aux effets
dynamiques c’est-à-dire que plus la sollicitation est élevée et plus la zone sollicitée est petite,
donc les contraintes sur cette zone augmentent et le stratifié se rigidifie localement.

Figure V.45 – Influence de l’énergie d’impact sur la perte de raideur après la première chute
d’effort

V.5.3 Ratio d’énergie

Un autre indicateur de l’influence de l’énergie d’impact est le ratio d’énergie entre
l’énergie dissipée et l’énergie initiale. Il est plus pertinent, dans ce cas, d’étudier le ratio
d’énergie plutôt que l’énergie dissipée. En regardant la Figure V.46, il est clair que ce ratio
est d’autant plus important que l’énergie initiale est élevée et ceci est vrai pour toutes les
stratifications sauf pour le 13P 0-90. Ceci est vrai tant pour les résultats d’essais que ceux
obtenus par le modèle.

De plus, si l’on s’attarde sur les histogrammes du 5P 0-90, 9P 0-90 et 9P QI, il est
intéressant de noter que cette croissance n’est pas linéaire. En effet, pour le 9P 0-90 par
exemple, ce ratio augmente de 4% entre l’impact à 9J et celui à 16 J, mais de 22% entre
16 J et 25 J. Ceci est dû au fait qu’à 9J et 16 J, aucune rupture de fibres n’a été observée
contrairement à un impact à 25 J. Ce phénomène est aussi visible pour le 9P QI. Cependant,
dans le cas du 13P 0-90, le ratio d’énergie expérimental diminue de 10% entre l’impact à
9J et celui à 16 J et augmente de 3% entre l’impact à 16 J et celui à 25 J. Cependant,
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numériquement il y a d’abord une augmentation inférieure à 2% entre l’impact à 9J et celui
à 16 J puis une augmentation de 10% entre l’impact à 16 J et celui à 25 J. Les faibles
variations trouvées pour le 13P 0-90 montre que sur les stratifiés très épais, ce ratio est
constant puisque environ 70% de l’énergie initiale est dissipée durant l’impact.

Finalement, l’énergie d’impact tend à faire croître les endommagements et cette croissance
est d’autant plus importante lorsque des ruptures de fibres de fibres ont lieu. En effet, il
est plus difficile de rompre un toron de fibres qu’une interface (constituée uniquement de
résine). De fait, l’énergie libérée lors de la rupture de fibres est plus importante. Ceci explique
l’augmentation non-linéaire des énergies dissipées dans les cas du 9P 0-90 et 9P QI. De plus,
pour des stratifiés très épais, comme le 13P 0-90, la part d’énergie dissipée est constante
quelle que soit l’énergie initiale (dans la gamme d’énergie testée).

Figure V.46 – Influence de l’énergie d’impact sur l’énergie dissipée au cours d’un impact

V.5.4 Répartition et angles des fissurations matricielles

Pour cette étude, les Figure V.47, Figure V.48 et Figure V.49 permettent de représenter
schématiquement la cartographie des fissurations matricielles en fonction de l’énergie
d’impact pour le 9P 0-90, le 9P QI et le 13P 0-90.

L’étude de ces cartographies a déjà été évoqué lors des précédentes études sur l’influence
de l’épaisseur et de la stratification. Il est clair que plus plus l’énergie initiale augmente et
plus le cône rétrécit. Ceci est vrai pour n’importe quelle stratification. Ceci est en fait la
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conséquence de la compétition entre cisaillement hors-plan et flexion. Plus l’énergie d’impact
augmente et plus les endommagements seront localisés, comme le montre [Cantwell et Morton,
1989], où il étudie l’influence de la vitesse d’impact sur la flexion du stratifié. D’ailleurs, en
regardant attentivement les angles de fissurations, on remarque que plus cette énergie initiale
augmente et plus l’avant dernier pli est fissuré. Ensuite, plus on remonte vers l’impacteur et
plus ces angles diminuent. Et comme proposé plus haut, il est possible de proposer un éventuel
scénario : l’impacteur provoque le cisaillement puis leur rupture des interfaces intralaminaires
situées dans l’axe de l’impacteur. Puis la plaque continue de fléchir et c’est cette flexion qui
provoquera la rupture des interfaces des plis inférieurs en Mode I.

9J

Plan (XZ) Plan (YZ)

16J

Pli 
1 : 0°
2 : 90°

3 : 0°
4 : 90°
5 : 0°
6 : 90°
7 : 0°
8 : 90°
9 : 0°

Pli 
1 : 0°
2 : 90°
3 : 0°
4 : 90°
5 : 0°
6 : 90°
7 : 0°
8 : 90°
9 : 0°

52° 47°
82°

45° 40° 56° 44° 54° 52°

90°88°75°68°44°53°63°
67° 56° 58° 63°67°66° 88°90°

31° 35°
66°78°

83°
82°

63°
64°

58° 71° 56° 66° 85°

63°
66°
56° 62°

Pli 
1 : 0°
2 : 90°

3 : 0°
4 : 90°
5 : 0°
6 : 90°
7 : 0°
8 : 90°
9 : 0°

Pli 
1 : 0°
2 : 90°
3 : 0°
4 : 90°
5 : 0°
6 : 90°
7 : 0°
8 : 90°
9 : 0°

58° 78°
80°50°

72°54°49°
26°38°

68° 68°
62° 63°

73° 65°

58°
68°

61° 54° 51° 58°52°
90°
88°

52°45°45°54°68°84°
77°

75° 53°
90°

66° 77° 80°

1,7 mm

9,8 mm 8,3 mm

1,6 mm

1,2 mm

8,2 mm 7,11 mm

5,1 mm

X

Y

Z
Coupe (XY)

Coupe (YZ)
Coupe (XZ)

125 mm
100

 mm

Figure V.47 – Influence de l’énergie d’impact sur la répartition et les angles de fissurations
matricielles pour le 9P 0-90

Pli 
1 : 0°
2 : +45°

3 : 90°
4 : -45°
5 : 0°
6 : -45°
7 : 90°
8 : +45°
9 : 0°

Pli 
1 : 0°
2 : +45°

3 : 90°
4 : -45°
5 : 0°
6 : -45°
7 : 90°
8 : +45°
9 : 0°

10,8 mm

2,5 mm

8,2 mm

1,3 mm

9J 16J

Fissurations dans plis 90° (coupe XZ)
Fissurations dans plis 0° (coupe YZ)
Fissurations dans plis ±45°

Figure V.48 – Influence de l’énergie d’impact sur la répartition et les angles de fissurations
matricielles pour le 9P QI

217



Chapitre V. Étude du comportement des stratifiés UD épais à l’impact

Plan (XZ) Plan (YZ)

9J

16J

Pli 

1 : 0°
2 : 90°
3 : 0°

4 : 90°
5 : 0°

6 : 90°

7 : 0°
8 : 90°

9 : 0°
10 : 90°

11 : 0°

12 : 90°
13 : 0°

Pli 

1 : 0°
2 : 90°
3 : 0°

4 : 90°
5 : 0°
6 : 90°

7 : 0°

8 : 90°

9 : 0°
10 : 90°

11 : 0°

12 : 90°
13 : 0°

51° 45° 50° 51°
47°53°45°60°

58° 51°

52° 56° 58° 49° 60°
71°

59°70°
90°

77°67°66°
57°

57° 79°

50°
60°

43°

29°37°
59°52°

59°
48°

86°88°

66° 61°

69° 72°

Pli 

1 : 0°
2 : 90°
3 : 0°

4 : 90°
5 : 0°

6 : 90°
7 : 0°
8 : 90°

9 : 0°
10 : 90°

11 : 0°
12 : 90°
13 : 0°

71° 63° 65°
63°62°86°

55° 86° 55° 60°

49°

53°

49°
90° 41°

51°

2,1 mm

10,9 mm 15,3 mm

4,0 mm

2,0 mm

6,0 mm

55°79°

Pli 

1 : 0°
2 : 90°
3 : 0°

4 : 90°
5 : 0°
6 : 90°

7 : 0°

8 : 90°

9 : 0°
10 : 90°

11 : 0°

12 : 90°
13 : 0°

7,4 mm

4,2 mm

66° 52°
65° 55° 45° 56° 58°

88°42°
43° 80°

65°39°
86°
86°

83° 61°
75° 65° 65° 57°

77°
78°

90°
90°65°90°62°85°

90°

Figure V.49 – Influence de l’énergie d’impact sur la répartition et les angles de fissurations
matricielles pour le 13P 0-90

V.5.5 Tailles des délaminages

Les Figure V.50, Figure V.51 et Figure V.52 représentent les délaminages pour le 9P 0-90,
9P QI et 13P 0-90 ; le 5P 0-90 n’est pas représenté car les délaminages ne sont clairement
identifiables que pour l’impact de 9J. Il est clair que plus l’énergie d’impact augmente, plus
les surfaces projetées des délaminages sont importantes.
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Pour compléter cette étude, les délaminages expérimentaux et numériques de chaque
interface ont été calculés et représentés sous forme d’histogrammes sur la Figure V.53 pour
les impacts sur le 9P 0-90, la Figure V.54 pour les impacts sur le 9P QI et la Figure V.55
pour les impacts sur le 13P 0-90.

Les délaminages de chaque interface sont de plus en plus grands avec l’énergie d’impact.
Cependant, l’évolution de la forme globale n’est pas la même sur le 9P 0-90 ou 13P 0-90 et
le 9P QI. Sur les deux premiers, les endommagements sont répartis de façon homogènes dans
l’épaisseur. Cependant, pour le 9P QI, plus l’énergie d’impact augmente et plus le cône d’en-
dommagement (ou plutôt le profil ovoïdal des délaminages) s’aplatit. Cela est la conséquence,
comme expliqué dans la section sur l’influence de la stratification, de la combinaison entre une
initiation en cisaillement hors-plan au niveau du pli moyen de la plaque et une propagation
de plus en plus pilotée par la flexion globale du stratifié. Plus l’énergie d’impact augmente
et plus le déplacement maximal de la plaque augmente et donc les endommagements seront
de plus en plus grands au niveau de la moitié inférieure du stratifié.

Figure V.53 – Influence de l’énergie d’impact sur les délaminages locaux pour le 9P 0-90

220



V.5. Étude d’influence de l’énergie d’impact

Figure V.54 – Influence de l’énergie d’impact sur les délaminages locaux pour le 9P QI

221



Chapitre V. Étude du comportement des stratifiés UD épais à l’impact

Figure V.55 – Influence de l’énergie d’impact sur les délaminages locaux pour le 13P 0-90

Conclusion sur l’étude des stratifiés UD épais
Cette section a permis de présenter les résultats des impacts au poids tombant. Ces

essais ont servi à la validation du modèle avec une comparaison essai-calcul tant sur les
tailles des endommagements que sur les formes des délaminages observés.

Après cela, plusieurs études d’influences sur divers paramètres pertinents ont été
effectuées dans le but de mieux comprendre le comportement à l’impact des stratifiés
composites unidirectionnels. Ces études ont permis de montrer l’influence de l’épaisseur,
de la stratification mais aussi de l’énergie d’impact sur un certain nombre de paramètres
tels que la valeur de la première chute d’effort, la perte de raideur post-pic, l’énergie totale
dissipée, la répartition dans l’épaisseur et les angles formés par les fissurations matricielles
et les délaminages.
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V.6 Conclusion

L’objectif de ce chapitre était de valider le modèle à travers une campagne d’essais
d’impacts au poids tombant. De plus, une multitude d’études d’influences ont permis
de montrer l’importance de certains mécanismes dans les phénomènes qui surviennent

lorsqu’un stratifié unidirectionnel est soumis à un chargement d’impact basse vitesse.

Tout d’abord, la première partie a permis de montrer que le modèle est prédictif en termes
de réponse dynamique. En effet, la confrontation des résultats du modèle avec ceux des essais
révèle que les courbes d’impacts (effort-déplacement et effort-temps) corrèlent de façon très
satisfaisante celle des essais puisque le pic d’effort caractéristique du caractère explosif de
l’initiation des délaminages est capté au bon moment. De plus, l’enveloppe globale ainsi que
le déplacement maximum sont aussi très bien reproduits. Concernant les endommagements
(fissurations matricielles et délaminages), l’erreur moyenne entre les essais et les simulations
est d’environ 12%, ce qui est très acceptable pour le type de phénomènes que le modèle
s’efforce de capter.

Ensuite, les trois parties suivantes ont été consacrées à l’étude d’influence de l’épaisseur,
de la stratification et de l’énergie initiale d’impact sur divers résultats. La première étude
montre que plus l’épaisseur augmente et plus la perte de raideur est significative. Ceci
s’accompagne d’une augmentation de l’énergie dissipée et ceci est à mettre en lien direct
avec les surfaces délaminées. Numériquement, ces tendances sont bien captées par le modèle
sauf l’énergie d’impact où cette dernière est inférieure d’environ 22% à l’expérimental.
Ceci est dû au fait que le modèle ne prend pas en compte la non-fermeture des interfaces
intralaminaires. Expérimentalement, ces dernières sont liées aux débris laissés dans ces
interfaces lors de la remontée de l’impacteur. Il serait donc intéressant d’implémenter une
loi prenant en compte cette phénoménologie. Ensuite, l’influence de la stratification avec la
comparaison entre le 9P 0-90 et le 9P QI a montré que cela n’a pas d’effet sur la taille du
cône d’endommagement ni sur la taille de surfaces délaminées, mais en a sur le profil du
"cône", qui est plus un ovoïde dans le cas du 9P QI et sur les formes des délaminages. Enfin,
en augmentant l’énergie d’impact, les endommagements augmentent évidemment, mais le
cône d’endommagement rétrécit et a tendance à se raidir, à cause de la prépondérance d’un
chargement en cisaillement hors-plan (pour les cas 9P et 13P).

Pour conclure, ce chapitre a permis de valider le modèle en dynamique avec une multitude
de configurations et d’énergies d’impacts. Le scénario d’endommagement a été approfondi
via le modèle. Le chapitre suivant est consacré à l’étude de stratifications hybrides. Ces
structures seront développées dans le but de limiter l’initiation des endommagements via le
positionnement précis de certaines plis de tissus à l’intérieur des nappes d’unidirectionnels.
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VI.1 Introduction

Le présent chapitre est un chapitre dont l’objectif est double : une tentative d’opti-
misation des performances des stratifiés unidirectionnels précédemment étudiés et
l’exploitation du modèle développé.

Tout d’abord, les Chapitre IV et Chapitre V ont permis d’identifier les paramètres
importants du modèle et d’identifier les scénarios d’endommagements expérimentaux à
travers les essais d’indentation quasi-statiques. La simulation numérique a permis d’aller
plus loin en affinant l’identification de ce scénario. De plus, des études d’influence ont été
effectuées pour pouvoir dégager des tendances d’évolution en fonction de l’épaisseur, de la
stratification ou encore de l’énergie d’impact. L’ensemble de ce travail a permis d’identifier
deux grandes parties dans les scénarios : une initiation des endommagements sur le pli
inférieur du stratifié sur toutes les configurations se caractérisant par une longue fissuration.
Ensuite, dans le cas des stratifiés 0-90, les endommagements apparaissent sur la partie
supérieure puis inférieure et ainsi de suite jusqu’à l’endommagement total de tous les plis
. Concernant le 9P QI, les endommagements s’initient au centre et se propagent ensuite
dans l’épaisseur. Ainsi, la stratégie expérimentale du présent chapitre consiste à remplacer
une ou plusieurs nappes unidirectionnelle(s) par des plis de tissus dans le but de limiter
l’initiation des fissurations matricielles, précurseurs des délaminages dans les stratifiés
épais. L’étude expérimentale sera effectuée sur deux types d’empilements, représentant
deux façons différentes de remplacer les nappes UD par les tissus. Des essais d’indentation
quasi-statiques permettront de voir l’influence de ces empilements sur les scénarios d’en-
dommagements et des essais d’impacts viendront compléter cette étude pour comprendre le
comportement de ces structures composites hybrides dans le cas de chargements dynamiques.

Ensuite, ces essais seront modélisés et cela permettra de confronter les résultats numé-
riques aux résultats expérimentaux et ainsi d’évaluer la capacité du modèle à prédire le
comportement de ce type de structure, en dehors de sa zone de validation des Chapitre
IV et Chapitre V. Ces simulations serviront de support pour des études d’influences
des empilements sur divers paramètres. Ces études seront effectuées sur les indentations
quasi-statiques d’une part et les essais d’impacts d’autre part en présentant parallèlement
les résultats d’essais et les résultats numériques, comme pour les chapitres précédents.

Ce chapitre sera clos par un récapitulatif de l’influence des plis de tissus positionnés dans
l’épaisseur ainsi que sur les performances du modèle développé et ses limitations.
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VI.2 Présentation de l’étude des stratifiés hybrides
Pour commencer, d’après le Chapitre IV, le premier endommagement qui apparaît

lors d’un chargement quasi-statique (resp. dynamique) d’une plaque unidirectionnelle est
une longue fissure sur le pli opposé à l’indenteur (resp. l’impacteur). Cette fissure croît
et lorsqu’elle atteint une certaine taille critique, les endommagements dans l’épaisseur
surviennent plus ou moins brusquement en fonction de la stratification. Les stratifications
contenant uniquement des plis à 0° et 90° sont celles où les endommagements apparaissent
de façon très explosive d’après les courbes d’impacts de la Section V.2. Ainsi, seuls le 5P
0-90, le 9P 0-90 et le 13P 0-90 seront étudiés dans ce chapitre.

VI.2.1 Stratégie de stratification
L’idée est donc de reprendre les stratifications UD et de remplacer certains plis d’UD par

des plis de tissu. L’avantage des plis tissés est qu’ils ont deux directions préférentielles ; de fait
ce caractère bi-directionnel pourrait aider à limiter les ruptures matricielles intralaminaires
et notamment les fissures dues au cisaillement hors-plan.

Le matériau utilisé pour l’UD est identique à celui du chapitre précédent i.e. le HTA7-
913 ). Quant au tissu, le Hexcel 913/45%/G963, c’est un pré-imprégné de fibres de carbone
avec une armature en satin de 5 noyées dans une résine époxyde. Les propriétés des deux
matériaux (épaisseur de chaque pli, masse volumique, taux de fibres et taille de maille 7) sont
résumées dans le Tableau VI.1.

Matériau Épaisseur
[mm]

Masse volumique
[kg.m−3]

Taux de fibres
[%]

Taille de
maille [mm2]

UD 0.13 1570 59 0.99 x 1.0

Tissu 0.33 1770 46 1.4 x 1.4

Tableau VI.1 – Propriétés des matériaux utilisés

Le premier type d’hybridation, noté H1, consiste à remplacer les quatre nappes unidi-
rectionnelles du pli inférieur (orientées à 0°) par deux plis de tissu dont le sens chaîne est
orienté dans le sens long de la plaque (i.e. le sens 0° des plis UD remplacés). La Figure VI.1
représente l’empilement H1 pour la configuration 5P 0-90. Celle-ci sera notée 5P 0-90-H1,
les deux autres seront notées 9P 0-90-H1 et 13P 0-90-H1.

7. Taille du motif élémentaire caractéristique du matériau
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X
Y

Z

[T0°]2 [90°]4 [0°]4 [90°]4 [0°]4

Figure VI.1 – Schéma de la configuration hybride utilisée pour le 5P 0-90-H1

Un autre empilement hybride a été utilisé. En effet, en partant du postulat que le
cisaillement maximal se trouve au centre d’un stratifié UD épais, il a été proposé de
reprendre les stratifications hybrides précédentes et de substituer dans chaque configuration
(5P 0-90, 9P 0-90 et 13P 0-90) les quatre plis UD du milieu (orientés à 0°) par deux plis
de tissu (dont le sens chaîne est orienté dans le sens 0° des nappes UD remplacées). La
configuration du 5P 0-90-H1 de la Figure VI.1 ainsi hybridée devient celle de la Figure VI.2
et notée 5P 0-90-H2.

X
Y

Z

[T0°]2 [90°]4 [T0°]2 [90°]4 [0°]4

Figure VI.2 – Schéma de la configuration hybride utilisée pour le 5P 0-90-H2

Les deux types d’empilements hybrides seront tout d’abord soumis à des indentations
quasi-statiques pour identifier le scénario d’endommagement avant d’être étudiées sous
sollicitation d’impact au poids tombant.

VI.2.2 Construction des modèles numériques
Avant de passer à la présentation des résultats expérimentaux, il convient de présenter

la construction des modèles numériques. Ces modèles sont communs aux indentations
quasi-statiques et aux impacts. Dans le premier cas, l’indenteur est piloté en déplacement
à une vitesse constante. Dans le deuxième cas, l’impacteur est soumis à une vitesse
initiale (représentant l’énergie d’impact initiale) dont la valeur dépend du cas étudié. La
modélisation des deux types d’hybrides est présentée sur la Figure VI.3 avec l’exemple du
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5P 0-90-H1 et sur la Figure VI.4 avec l’exemple du 5P 0-90-H2.

(a) Vue de profil

(b) Zoom sur le stratifié

Connexion UD/UD : 
coïncidence des nœuds

Connexion UD/Tissu : 
collage cinématique

Connexion Tissu/Tissu : 
coïncidence des nœuds

0°
90°
0°
90°
T0°
T0°

Figure VI.3 – Modélisation des stratifiés hybrides du type H1 avec l’exemple du 5P 0-90-H1

(a) Vue de profil

(b) Zoom sur le stratifié

Connexion UD/UD : 
coïncidence des nœuds

Connexion UD/Tissu : 
collage cinématique

Connexion Tissu/Tissu : 
coïncidence des nœuds

Connexion Tissu/UD: 
collage cinématique

0°
90°
T0°
T0°

T0°
T0°

90°

Figure VI.4 – Modélisation des stratifiés hybrides du type H2 avec l’exemple du 5P 0-90-H2

Tout d’abord, chaque pli de tissu réel sera représenté par un unique pli numérique. De plus,
la modélisation utilisée et présentée sur les schémas précédents, repose sur le fait qu’entre les
plis d’UD, la coïncidence des nœuds suffit. Mais entre les plis d’UD et de tissu, cela n’est pas
possible puisque les tailles de maille entre les deux plis sont différentes : il faut donc avoir
recours au collage cinématique interne de Radioss. Ce dernier nécessite pour chaque interface
UD/Tissu la définition d’une surface maître et des nœuds esclaves : la surface maître est
la surface du pli de tissu en contact avec l’UD et les nœuds esclaves sont ceux de l’UD en
contact avec le pli de tissu. Ce choix a été fait après quelques calculs préliminaires. En effet,
en inversant cette relation maître/esclave, les résultats obtenus n’étaient tout simplement pas
acceptables. L’influence de la relation maître/esclave est décrite précisément par [Kudawoo,
2018] qui a utilisé le Code ASTER comme support.
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VI.3 Indentations quasi-statiques sur hybrides
Cette partie sera consacrée à l’étude expérimentale et numérique des essais arrêtés sur

les stratifiés hybrides. Les essais effectués n’ont pas pour but d’aller jusqu’à la ruine totale
de la plaque (i.e. jusqu’aux ruptures de fibres) mais d’identifier le scénario qui fait intervenir
fissurations matricielles et délaminages.

VI.3.1 Courbes d’indentations et cartographies d’endommagements
Comme pour les indentations du chapitre précédent, l’indentation s’effectue jusqu’à

entendre un son à l’oreille puis des tomographies RX sont effectuées pour identifier le
mécanisme responsable du son entendu. Les courbes de la Figure VI.5 représentent les
indentations effectuées pour chacune des six configurations hybrides et les stratifiés UD du
Chapitre IV tant expérimentalement que numériquement.

Figure VI.5 – Comparaison des courbes effort-déplacement pour les configurations UD, H1 et
H2 de chaque stratifié en quasi-statique
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Comme pour les indentations sur stratifiés 100% UD, la chute brutale d’effort intervient
brusquement (pour le 9P 0-90-H1, le 9P 0-90-H2, le 13P 0-90-H1 et le 13P 0-90-H2)
comme représenté sur la Figure VI.5. De plus, en regardant la Figure VI.6, il se trouve
que l’ensemble des plis d’UD ont été fissurés et les interfaces entre eux délaminées. Malgré
le fait que le 5P 0-90-H1 et le 5P 0-90-H2 ne présentent pas de chutes d’effort, les fissures
matricielles et les délaminages apparaissent soudainement aussi. Le seul changement est le
fait que le pli inférieur n’est pas du tout pré-fissuré : étant donné que le tissu est constitué
de torons de fibres dans le sens trame, il est beaucoup plus difficile d’endommager le pli
dans cette direction, contrairement aux nappes d’UD. La Figure VI.6 représente l’état d’en-
dommagement de chaque type d’hybride pour les indentations représentées sur la Figure VI.5.

Plan (XZ) Plan (YZ)

5P 0-9
0-H

1

5P 0-9
0-H

2

9P 0-9
0-H

1

9P 0-9
0-H

2

13P
 0-9

0-H
1

13P
 0-9

0-H
2

Figure VI.6 – Cartographies des fissurations matricielles et des délaminages pour les stratifiés
hybrides étudiés suivant les coupes (XZ) (à gauche) et (YZ) (à droite)

Numériquement, il a fallu identifier les paramètres des interfaces UD/Tissu et Tissu/UD.
Cette identification est supposée être identique pour les interfaces UD/Tissu et Tissu/UD en
première approximation pour les valeurs des contraintes d’initiation. De plus, cette dernière
s’est faite en calant ces derniers au regard des courbes d’indentations quasi-statique. En
effet, la chute brutale d’effort permet d’avoir l’initiation des interfaces interlaminaires.
Les paramètres des interfaces Tissu/Tissu ont été identifiés dans les travaux de thèse de
[Pascal, 2016]. Concernant la propagation (représentée par les taux de restitution d’énergie)
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les valeurs sont celles des interfaces de délaminage codées dans chaque élément. Plus
précisément, les interfaces interlaminaires UD 90°/Tissu 0° sont codées dans l’élément UD,
ainsi Gc

I et Gc
II sont ceux identifiés dans le Tableau IV.1. Pour les taux de restitution

d’énergie des interfaces Tissu 0°/UD 90°, ce sont ceux identifiés pour les interfaces codées
dans l’élément Tissu. L’ensemble de ces paramètres est récapitulé dans le Tableau VI.2.

Interface σ0
I [MPa] σ0

II [MPa] Gc
I [kJ.m−2] Gc

II [kJ.m−2]

Tissu 0°/Tissu 0° 40 60 0.56 1.60

UD 90°/Tissu 0° 60 90 0.30 0.70

Tissu 0°/UD 90° 60 90 0.56 1.60

Tableau VI.2 – Paramètres des interfaces interlaminaires utilisées pour les modèles hybrides

La cartographie de la Figure VI.6 montre que les plis de tissus ne sont pas endommagés.
Ainsi, la chute d’effort est liée aux fissurations matricielles dans les plis d’UD et aux délami-
nages initiés. Cependant, les essais ne permettent pas de localiser précisément l’apparition
des fissurations. Néanmoins, le modèle peut être exploité pour accéder à ce scénario et avoir
une idée de la chronologie d’endommagement.

VI.3.2 Scénario d’endommagement numérique
Un des avantages du modèle numérique est qu’il permet d’identifier un scénario d’en-

dommagement possible et de mieux comprendre les étapes qui mènent à cette chute brutale
d’effort caractéristique des stratifiés épais à forte proportion de nappes unidirectionnelles.
Ainsi, les paragraphes suivants présentent les étapes successives d’endommagement des
fissures matricielles et des délaminages. Concernant les plis unidirectionnels, les fissures
matricielles sont représentées par les interfaces intralaminaires. Quant à celles potentiel-
lement présentes dans le tissu, elles sont représentées par une variable d’endommagement
de l’élément plaque du tissu, notée dxy = dx + dy

2 dont chacune des deux composantes est
calculée par l’équation Eq-II.3 : c’est en fait l’endommagement moyen de la plaque dans les
deux directions principales.

VI.3.2.1 Scénario du 5P 0-90-H1

Le scénario 8 du 5P 0-90-H1, présenté sur la Figure VI.7, présente une initiation des
endommagements sur le pli supérieur, puis sur le 4ème pli. De plus, un délaminage s’initie

8. Dans chaque étape du scénario : (à gauche) : endommagement matriciel de l’UD, (au milieu) : délami-
nage, (à droite) : endommagement matriciel du tissu
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entre les plis 5 et 6 (interface Tissu/Tissu). Ensuite les endommagements remontent vers les
plis supérieurs. Il est à noter que les plis de tissus ne sont pas endommagés.

1

2

4
5

3

Figure VI.7 – Scénario d’endommagement numérique pour le 5P 0-90-H1. Dans chaque étape :
(à gauche) endommagement matriciel UD, (au milieu) délaminage, (à droite) endommagement
matriciel Tissu

VI.3.2.2 Scénario du 9P 0-90-H1

Quant au 9P 0-90-H1, les endommagements commencent sur les plis 1 et 8. Puis, c’est au
tour des plis 3 et 5(plis orientés à 0°) de s’endommager. S’initient par la même occasion des
délaminages entre ces plis. L’étape suivante est l’endommagement des plis 4 et 6 (plis orientés
à 90°). Enfin, les plis unidirectionnels 2 et 7 s’endommagent en initiant des délaminages.
De plus, un délaminage apparait entre les plis 9 et 10 (interface Tissu/Tissu). Ce scénario
est donc globalement identique au scénario du 5P 0-90-H1 puisque les endommagements
matriciels apparaissent successivement sur les plis supérieurs et inférieurs et tendent à se
rejoindre au centre de la plaque. Cependant, les délaminages Tissu/Tissu s’initient plus tôt
dans le cas du 5P 0-90-H1. Ceci pourrait est imputable au fait que ce stratifié étant plus fin
que le 9P 0-90-H1, les interfaces sont plus sollicitées en Mode II et donc délaminent plus tôt.
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1 2

3

4

56

Figure VI.8 – Scénario d’endommagement numérique pour le 9P 0-90-H1. Dans chaque étape :
(à gauche) endommagement matriciel UD, (au milieu) délaminage, (à droite) endommagement
matriciel Tissu

VI.3.2.3 Scénario du 13P 0-90-H1

Dans le cas du 13P 0-90-H1, les endommagements commencent sur le pli supérieur et le
12ème pli ; ces derniers sont accompagnés de délaminages entre les plis adjacents. Puis les
endommagements “descendent”, contrairement au 5P 0-90-H1. L’épaisseur a donc la même
influence sur le scénario que dans le cas des stratifiés 100% UD puisque les endommagements
descendent aussi vers la partie inférieure. Enfin, les interfaces Tissu/Tissu commencent à
délaminer. On retrouve ainsi le même comportement à ce niveau que dans le 9P 0-90-H1.
En effet, les interfaces Tissu/Tissu sont moins sollicitées au début de l’indentation puisque
la majorité du chargement se fait par le cisaillement hors-plan, présent dans l’épaisseur
du stratifié. Quant à cette interface, elle est principalement sollicitée lorsque l’indentation
augmente et ce chargement se fait en mode II. Ceci explique que la dernière interface à
rompre est celle-ci. Pour évaluer l’apport de ces plis de tissu, des études d’influences seront
effectuées sur différents paramètres dans la Section VI.3.4.
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1 2

3

4

5

67

Figure VI.9 – Scénario d’endommagement numérique pour le 13P 0-90-H1. Dans chaque étape :
(à gauche) endommagement matriciel UD, (au milieu) délaminage, (à droite) endommagement
matriciel Tissu

VI.3.2.4 Scénario du 5P 0-90-H2

Le scénario du 5P 0-90-H2 est présenté sur la Figure VI.10 ci-dessous.

1

2

3

4

Figure VI.10 – Scénario d’endommagement numérique pour le 5P 0-90-H2. Dans chaque étape :
(à gauche) endommagement matriciel UD, (au milieu) délaminage, (à droite) endommagement
matriciel Tissu
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En remplaçant le pli UD du milieu sur le 5P 0-90-H1 par deux plis de tissu, le scénario
n’est pas exactement le même. En effet, les endommagements commencent par le haut du
stratifié puis “descendent”. Et comme sur le 5P 0-90-H1, la dernière interface à s’endommager
est l’interface entre les deux plis de tissu sur la partie inférieure du stratifié. Ainsi, les deux
plis de tissu intermédiaires empêchent l’endommagement précoce du pli UD encapsulé entre
les plis de tissu. Il y a donc un effet “protecteur” de ces derniers.

VI.3.2.5 Scénario du 9P 0-90-H2

Le scénario du 9P 0-90-H2 commence comme pour le 9P 0-90 et le 9P 0-90-H1 : le pli
supérieur commence à s’endommager et initie des délaminages au niveau de l’interface 1/2
puis c’est au tour du dernier pli UD de s’endommager. Ensuite, un délaminage s’initie au
niveau de l’interface 6/7 (interface Tissu/UD) au milieu du stratifié. Ce dernier se propage
et ensuite des interfaces interlaminaires s’endommagent légèrement dans l’épaisseur. Enfin,
les interfaces intralaminaires des plis UD s’endommagent toutes en même temps créant
ainsi des délaminages importants au niveau de toutes les interfaces du stratifié sauf au
niveau de l’interface Tissu/Tissu des plis inférieurs : cette rupture est très explosive malgré
la présence des plis de tissu. Le début du scénario est donc le même que pour le 9P 0-90
et le 9P 0-90-H1 mais les plis de tissus intermédiaires empêchent une propagation vers les
plis inférieurs. En effet, les interfaces du milieu commencent à s’endommager légèrement et
ensuite les endommagements des plis d’UD arrivent de façon extrêmement rapide (environ
1µs entre l’étape 1 et 7).

1 2

3

4

5

67

Figure VI.11 – Scénario d’endommagement numérique pour le 9P 0-90-H2. Dans chaque étape :
(à gauche) endommagement matriciel UD, (au milieu) délaminage, (à droite) endommagement
matriciel Tissu
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VI.3.2.6 Scénario du 13P 0-90-H2

Pour ce dernier cas, les endommagements commencent par arriver sur les plis supérieurs
puis descendent vers le milieu du stratifié. Cette fois-ci le dernier pli UD ne s’endommage
pas dès le début et le délaminage associé n’est pas non plus présent dès le début. Ainsi, les
plis de tissu du milieu empêchent le dernier pli UD de se charger et les endommagements
sont donc initialement localisés sur la partie supérieure du stratifié. Puis, toujours au milieu
du stratifié, l’interface UD/Tissu commence légèrement à délaminer et c’est au tour de
l’interface Tissu/Tissu un pas de temps plus tard. Ensuite, les endommagements continuent
de “descendre” en traversant l’ensemble du stratifié. Enfin, l’interface Tissu/Tissu de la
partie inférieure de la plaque commence à délaminer légèrement. Il est à noter que les
délaminages initiés au niveau des interfaces Tissu/Tissu et UD/Tissu ne sont pas importants
comparativement aux autres délaminages. Il y a donc une influence non négligeable, en
terme de scénario d’endommagement des plis de tissus positionnés au milieu du stratifié.

1

2 3

4

5

6

78

9

Figure VI.12 – Scénario d’endommagement numérique pour le 13P 0-90-H2. Dans chaque étape :
(à gauche) endommagement matriciel UD, (au milieu) délaminage, (à droite) endommagement
matriciel Tissu

Conclusion sur les scénarios des configurations hybrides
En conclusion, l’apport des configurations H1 sur le scénario d’endommagement est

moindre. En effet, les plis inférieurs en tissu n’empêchent pas la rupture brutale des interfaces
intralaminaires et donc l’initiation des délaminages qui se fait de la même façon que dans
les cas 100% UD. En revanche, les configurations H2 changent le scénario, puisqu’au lieu
d’avoir cet effet “ping-pong” observé pour les stratifications UD, les endommagements ont
tendance à apparaitre sur les plis supérieurs puis “redescendent” vers les plis inférieurs, avec
au passage une initiation très légère des délaminages au niveau des interface Tissu/Tissu et
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Tissu/UD. Finalement, les plis de tissu ont l’air de retarder l’initiation des délaminages mais
ces derniers apparaissent très brusquement une fois initiés. Il est important aussi de noter
qu’aucun pli de tissu n’est endommagé (fissuré) dans chacune des configurations étudiées.

VI.3.3 Comparaison des cartographies d’endommagements
Cette section présente les cartographies des endommagements matriciels et des délami-

nages pour les 6 configurations utilisées dans ce chapitre. Les Figure VI.13 à Figure VI.18
permettent de comparer les endommagements expérimentaux (obtenus via les tomographies
RX) et les endommagements numériques. À gauche, sont représentées les fissurations
matricielles au sein de chaque pli et à droite les délaminages entre les plis. Les plis de tissus
sont mis en évidence en étant écrits en gras.
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Figure VI.13 – Comparaison expérimental-numérique des cartographies d’endommagements du
5P 0-90-H1 pour l’indentation quasi-statique

238



VI.3. Indentations quasi-statiques sur hybrides
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Figure VI.14 – Comparaison expérimental-numérique des cartographies d’endommagements du
9P 0-90-H1 pour l’indentation quasi-statique
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Figure VI.15 – Comparaison expérimental-numérique des cartographies d’endommagements du
13P 0-90-H1 pour l’indentation quasi-statique
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Figure VI.16 – Comparaison expérimental-numérique des cartographies d’endommagements du
5P 0-90-H2 pour l’indentation quasi-statique
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Figure VI.17 – Comparaison expérimental-numérique des cartographies d’endommagements du
9P 0-90-H2 pour l’indentation quasi-statique
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Figure VI.18 – Comparaison expérimental-numérique des cartographies d’endommagements du
13P 0-90-H2 pour l’indentation quasi-statique
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Bilan sur les endommagements hybrides en quasi-statique
Les endommagements présentés ci-dessus sont très similaires à ceux des stratifiés 100%

UD. En effet, les fissurations matricielles en forme de “X” sont retrouvées sur les plis UD
et les interfaces UD 0°/UD 90° présentent les formes caractéristiques en double hélice.
Numériquement, ces deux comportements sont bien captés par le modèle. En termes
d’erreurs, l’écart moyen au niveau des fissurations matricielles est de 15% et il est de 19%
concernant les délaminages. Ces valeurs sont légèrement supérieures à celles des UD seuls.

En regardant plus en détail, concernant les configurations H1, globalement les dommages
sont bien représentés au niveau des plis d’UD, mais concernant les interfaces UD/Tissu et
Tissu/Tissu, ce n’est pas forcément le cas. En effet, sur le 5P 0-90-H1 et le 13P 0-90-H1,
les tomographies ne montrent pas de délaminage au niveau de ces deux interfaces, mais
numériquement, il y a de légers délaminages. Pour le 9P 0-90-H1, malgré la bonne taille de
délaminage au niveau de l’interface UD/Tissu, c’est la forme du délaminage qui n’est pas
exactement identique à l’expérimental. Quantitativement, l’erreur sur les délaminages est
de 14% pour ces hybrides de la famille H1. Les résultats peuvent donc être améliorés en
termes de tailles en identifiant plus précisément les valeurs des contraintes d’initiation des
délaminages en Mode I et II.

Concernant les configurations du type H2, l’erreur sur les délaminages est de 25%. Ceci
est dû au fait qu’il y a plus d’interfaces UD/Tissu et Tissu/Tissu ; s’ajoutent aussi les
interfaces Tissu/UD. Sur le 5P 0-90-H2, les délaminages entre les plis de tissu ne sont pas
négligeables, contrairement au 9P 0-90-H2 et au 13P 0-90-H2, où ces derniers sont moins
importants. Il y a donc deux hypothèses pour expliquer cela : soit une initiation trop tôt et
donc le délaminage a “le temps” de se propager au niveau de cette interface Tissu/Tissu,
soit une propagation très rapide du délaminage.

VI.3.4 Étude d’influence UD-hybrides
Le comportement global de chaque stratifié hybride a été mis en évidence dans la section

précédente. Pour mieux évaluer l’influence de la substitution des plis des nappes d’UD par
des plis de tissu, une étude d’influence à la manière des deux chapitres précédents sera
effectuée sur les mêmes paramètres.

VI.3.4.1 Influence de l’hybridation sur le décrochage

Tout d’abord, les décrochages d’effort liés au premier pic sont étudiés uniquement les
cas 9P 0-90 et 13P 0-90 car le 5P 0-90 ne présente pas de chute brutale d’effort significative
pour être pertinente dans cette étude d’influence.
Ainsi, en regardant le niveau de la chute brutale provoquée par les ruptures matricielles et les
délaminages pour les configurations 9P 0-90 de la Figure VI.19, plus il y a de plis de tissus et
moins la chute d’effort est significative. En effet, entre le cas UD et le cas H1, la diminution
est de 16% et cette diminution est de plus de 38% avec la configuration H2. Numériquement,
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ces valeurs sont aussi très similaires. Cela montre que les plis de tissus permettent de rompre
moins brutalement les interfaces inter-plis en perturbant le chemin d’effort et cela a pour
conséquence de limiter le cisaillement hors-plan au niveau des interfaces intra-plis et donc
de déclencher moins brutalement les délaminages.

Figure VI.19 – Influence des plis de tissu sur la valeur du premier décrochage d’effort en quasi-
statique pour les configurations 9P 0-90

Concernant les cas 13P 0-90, la tendance est différente : expérimentalement, la valeur de
la chute d’effort est supérieure d’environ 22% pour le cas H1 par rapport à l’UD seul mais
cette chute d’effort est inférieure de 2% pour le cas H2 par rapport à l’UD.

Figure VI.20 – Influence des plis de tissu sur la valeur du premier décrochage d’effort en quasi-
statique pour les configurations 13P 0-90

Ces résultats interpellent au premier abord. Mais en y regardant de plus près et en
mettant ces résultats en regard avec l’effort maximum atteint, il est logique que plus l’effort
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maximal augmente et plus la chute risque d’être “brutale”. En effet, dans le cas H1, seuls les
plis inférieurs sont remplacés ainsi, la longue fissure, présente dans le cas UD seul, n’existe
plus. De fait, les plis supérieurs ne peuvent plus “glisser” vers cette longue fissure et ainsi
être cisaillés. Concernant le cas H2, vu qu’il y a plus de plis de tissu dans le stratifié, le
cisaillement hors-plan s’en trouve diminué, d’où une variation d’effort moins importante que
son homologue H1.

VI.3.4.2 Répartition et angles des fissurations matricielles

Le deuxième paramètre pertinent à étudier est la répartition des fissurations matricielles
ainsi que leurs angles par rapport à l’axe horizontal.

UD H1 H2

5P
 0

-9
0

9P
 0

-9
0

13
P 

0-
90

Plan (XZ) Plan (YZ)

Figure VI.21 – Influence des plis de tissu sur la répartition et les angles de fissurations matricielles
pour les indentations quasi-statiques

Pour commencer, le nombre de fissurations dans les configurations hybrides est inférieur à
celles constituées de nappes d’UD uniquement. Ceci est particulièrement visible dans les cas
du 5P 0-90 et 9P 0-90. En effet, les plis de tissu ne présentent pas de fissurations matricielles
et leur caractère bi-directionnel ne permet pas d’observer des fissures nettes comme sur
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l’UD. Ensuite, en regardant pli par pli ces fissurations, la remarque précédente reste vraie.
De plus, les fissurations sont plus centrées dans les cas hybrides des stratifications 5P 0-90
et 9P 0-90, notamment sur la coupe (XZ). Au contraire, les hybrides du 13P 0-90 présentent
des cônes d’endommagements légèrement plus étalés. Cependant, il est difficile d’expliquer
proprement ces observations tant que le scénario expérimental n’est pas clairement identifié.
En effet, il est primordial de connaitre la succession des mécanismes pour connaître la
répartition des efforts au sein des stratifiés. En effet, une initiation des endommagements
par les interfaces liées aux tissus ou une initiation liées au interfaces UD/UD n’induira pas
la même répartition des efforts et donc la répartition des fissurations matricielles.
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VI.4 Impacts au poids tombant sur hybrides
Une fois le scénario d’endommagement identifié (numériquement) et les paramètres des

interfaces UD/Tissu et Tissu/UD identifiés, il est utile d’étudier la réponse à l’impact de
ces stratifiés. Cependant, pour une meilleure compréhension des phénomène et éviter ainsi
de se disperser, les impacts ont été effectués uniquement à certaines énergies d’impact. Plus
précisément, le 5P 0-90-H1 et 5P 0-90-H2 ont été impactés à 9J, le 9P 0-90-H1 et le 9P
0-90-H2 à 16 J et enfin le 13P 0-90-H1 et le 13P 0-90-H2 à 25 J.

VI.4.1 Comparaison expérimental-numérique
Une fois les essais effectués, des tomographies RX ont été effectuées et les modèles numé-

riques ont été lancés. Ces derniers sont en fait les mêmes que ceux de la section précédente
en changeant le déplacement imposé en vitesse initiale, correspondant à chacune des énergies
d’impact utilisées en essai. La Figure VI.22 représente les courbes effort-déplacement
obtenues par les essais et par le modèle numérique pour chacune des stratifications utilisées,
mais aussi pour les cas purement UD.

Figure VI.22 – Comparaison des courbes effort-déplacement pour les configurations UD, H1 et
H2 de chaque stratifié à l’impact
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Les courbes numériques corrèlent de façon très satisfaisante les courbes expérimentales.
En effet, la raideur initiale, caractéristique du comportement élastique de la plaque est
bien reproduite. Ainsi, la modélisation de l’hybride est cohérente en terme de raideur
avec l’expérimental. Ensuite, un pic est observé et il est similaire à celui observé pour
les stratifications purement constituées de nappes d’UD. Cela révèle donc une rupture
brutale des interfaces intralaminaires, comme dans les cas d’indentation quasi-statiques
de la section précédente. Ce phénomène est bien reproduit à l’impact par le modèle et
au bon moment. De plus, la reprise de raideur est aussi très satisfaisante, tout comme le
déplacement maximum de l’impacteur, qui est bien capté par le modèle. Cependant, il
faudrait nuancer ces résultats car l’énergie dissipée n’est pas exactement la même puisqu’il
est clair, d’après ces courbes, que le retour de l’impacteur n’est pas très bien reproduit par
le modèle. On retrouve donc le problème soulevé dans le Chapitre V à savoir que la présence
de débris post-impact n’est pas modélisé dans les interfaces intralaminaires. Pour évaluer
exactement l’influence des plis de tissu sur la valeur de son décrochage, la reprise de raideur
ou encore l’énergie dissipée, une étude d’influence sera effectuée dans les paragraphes suivants.

Avant cela, il convient de s’attarder sur les cartographies d’endommagements représentées
sur les Figure VI.23 à Figure VI.28. Elles récapitulent les résultats d’essais et les résultats
numériques tant en termes de fissurations matricielles que de délaminages.
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Figure VI.23 – Comparaison expérimental-numérique des cartographies d’endommagements du
5P 0-90-H1 impacté à 9J
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Figure VI.24 – Comparaison expérimental-numérique des cartographies d’endommagements du
9P 0-90-H1 impacté à 16 J
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Figure VI.25 – Comparaison expérimental-numérique des cartographies d’endommagements du
13P 0-90-H1 impacté à 25 J
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Figure VI.26 – Comparaison expérimental-numérique des cartographies d’endommagements du
5P 0-90-H2 impacté à 9J
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Figure VI.27 – Comparaison expérimental-numérique des cartographies d’endommagements du
9P 0-90-H2 impacté à 16 J
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Figure VI.28 – Comparaison expérimental-numérique des cartographies d’endommagements du
13P 0-90-H2 impacté à 25 J
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Bilan sur les endommagements d’hybrides impactés

Les endommagements présentés plus haut corrèlent de façon satisfaisante l’expérimental,
puisque l’erreur moyenne pour les fissurations matricielles est de 16% et celle des délaminages
est de 17%. Cependant, en regardant d’un peu plus près, malgré le fait que l’erreur pour
les configurations H1 et H2 pour les fissures matricielles est identique, l’erreur associée au
délaminage est quant à elle très influencée par la configuration. En effet, elle est de 13%
pour les cas H1 et de 21% pour les cas H2. Dans le premier cas, on retrouve l’erreur moyenne
obtenue pour les stratifications purement UD. Dans le second cas, les résultats numériques
sont plus dispersés.

Tout d’abord, pour le 5P 0-90-H1, les fissurations matricielles et les délaminages numé-
riques corrèlent très bien l’expérimental tant au niveau des formes que des tailles concernant
les plis d’UD et les interfaces UD/UD. Cependant, l’interface UD/Tissu ne présente pas la
bonne forme en double hélice.

Ensuite, concernant les configurations H2, le phénomène est aussi observé au niveau
de ces interfaces. Ainsi, la rupture brutale des interfaces intralaminaires ne permet pas
d’avoir un délaminage “propre” mais quelque peu étalé autour de la zone d’impact malgré
l’implémentation du critère de Mohr-Coulomb permettant ainsi de moduler la contrainte
d’initiation des délaminages en Mode II en fonction de la contrainte hors-plan. Il est possible
que ce “sur-délaminage” vienne du collage cinématique utilisé. En effet, ce dernier est
utilisé pour imposer une condition de lien entre les plis d’UD et de tissu via une relation
maître/esclave. Cependant, cette relation entre les surfaces maîtresses et les nœuds esclave
peut être à l’origine d’un cisaillement plan local qui initie des délaminages alors qu’ils ne
devraient pas.

Pour conclure, les tailles et les formes des endommagements (fissures matricielles et
délaminages) sont globalement bien captés, notamment au niveau des plis UD et interfaces
UD/UD. Cependant, on observe des délaminages entre les plis de tissu et les délaminages au
niveau des interfaces UD/Tissu et Tissu/UD sont sur-estimés au centre des doubles hélices.
Cela pourrait donc être amélioré en identifiant plus précisément ces interfaces mais aussi en
travaillant sur le collage cinématique utilisé.

Comme pour les indentations quasi-statique, une étude d’influence sur une multitude de
paramètres va permettre d’identifier l’influence des plis de tissu et leur positionnement sur
la réponse des stratifiés à l’impact.

VI.4.2 Influence de l’hybridation sur le décrochage
Pour commencer, la première étude est consacrée à la valeur du décrochage d’effort. La Fi-

gure VI.29 montre que les plis de tissu, que ce soit dans les configurations H1 ou H2 n’ont pas
de réelle influence sur la valeur du décrochage, contrairement aux cas quasi-statiques. Ainsi,
le cas de charge a une influence sur le résultat. Numériquement, il y a environ 27% d’erreur :
le modèle a donc du mal à capter la valeur de cette chute d’effort. D’ailleurs ce sujet a été
traité par [Abisset et al., 2016] en proposant notamment un modèle pour évaluer cette chute
d’effort dans le cas d’indentations quasi-statiques. Il peut être intéressant d’améliorer le mo-
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dèle présent en prenant en compte les conclusions des travaux de l’auteur précédemment cité.

Figure VI.29 – Influence des plis de tissu sur la valeur du premier décrochage d’effort pour les
configurations 9P 0-90 impactées

Concernant le cas des 13P 0-90, la tendance observée est la même que celle observée en
quasi-statique mais avec des différences plus prononcées. En effet, la valeur du décrochage
augmente cette fois-ci de 65% pour le cas H1 par rapport à l’UD seul. Ce taux est divisé par
deux dans le cas de la configuration H2. L’explication est donc la même qu’en quasi-statique,
à savoir que pour la configuration H1, la position des plis de tissu dans la partie basse de la
plaque retarde l’apparition du pic et donc la plaque a le temps de plus se charger en effort
et une fois les critères de rupture atteint, l’énergie libérée est considérable. Concernant la
configuration H2, le nombre de plis de tissu a augmenté et cela permet de moins cisailler les
interfaces intralaminaires qui vont rompre moins brutalement.

Figure VI.30 – Influence des plis de tissu sur la valeur du premier décrochage d’effort pour les
configurations 13P 0-90 impactées
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VI.4.3 Étude de l’énergie dissipée
Dans la Figure VI.31, on observe que l’énergie dissipée expérimentalement n’est pas

affectée par la présence des plis de tissu. En effet, sur les configurations 5P 0-90, la différence
entre le cas UD et H1 est de 15% passant ainsi de 4 J à 4.6 J ; concernant le cas H2, la
différence est identique. Pour les cas 9P 0-90, cette différence est encore plus faible puisqu’elle
est respectivement de 2% et 6%. Cet écart est encore plus faible pour les configurations
hybrides du 13P 0-90 puisqu’il est inférieur à 3%.

Cela révèle donc que les plis de tissu n’influent pas sur l’énergie absorbée par les
endommagements et particulièrement les délaminages. De plus, le déplacement maximal de
l’impacteur visible sur les courbes effort-déplacement n’est pas affecté, ce qui signifie que
l’énergie dissipée au cours du temps est identique dans les trois configurations UD, H1 et
H2 de chaque stratifié.
D’ailleurs, en regardant les tailles des endommagements (fissurations matricielles et déla-
minages) sur les Figure VI.23 à Figure VI.28, les endommagements sont très similaires à
ceux présentés sur les Figure V.6, Figure V.9 et Figure V.16. Une étude plus approfondie
des fissurations matricielles et des délaminages sera effectuée dans les deux sections suivantes.

Figure VI.31 – Influence des plis de tissu sur l’énergie dissipée au cours d’un impact

VI.4.4 Répartition et angles des fissurations matricielles
Avant d’étudier en détail les délaminages, une brève étude des fissurations matricielles

basée sur la Figure VI.32 permet de mieux comprendre la répartition des fissurations
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matricielles dans l’épaisseur en fonction des stratifications.

Comme pour les indentations quasi-statiques, le nombre de fissurations dans le cas H1
est inférieur à celui des stratifiés UD sur la coupe (XZ). Cependant, pour la coupe (YZ),
c’est l’inverse à part pour le 9P 0-90-H1. Concernant les configurations H2, à iso-pli, il y a
quasiment autant de fissures que dans le cas purement UD, notamment visible sur le 13P
0-90-H2.

UD H1 H2
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J)

9P
 0
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13

P 
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90
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Figure VI.32 – Influence des plis de tissu sur la répartition et les angles de fissurations matricielles
à l’impact

VI.4.5 Surfaces et répartition des délaminages
Une fois initiés, les endommagements se propagent et plus particulièrement les délami-

nages. Ces derniers ont été répertoriés pour chaque configuration sur les figures ci-dessous.
La première remarque est que la surface totale projetée s’amenuise au fur et à mesure que
le nombre de plis de tissu augmente, et ce quelle que soit la stratification. Numériquement,
cette évolution est aussi retrouvée avec une erreur moyenne de 11% pour le 5P 0-90, 8% pour
le 9P 0-90 et 10% pour le 13P 0-90. Cependant, on remarque que la taille du délaminage
dans le sens travers de la plaque augmente dans les stratifications H1 du 5P 0-90, du 9P 0-90
et du 13P 0-90. Cela peut également être repéré sur les cartographies d’endommagements
présentées au début de cette section. Ainsi, les plis de tissu inférieurs permettent d’atténuer
fortement le délaminage dans le sens long de la plaque mais ce dernier augmente en
contrepartie légèrement dans le sens travers. En effet, dans l’UD, le pli inférieur, présentant
une longue fissuration, permet de propager le délaminage dans le sens long, ce qui donne ces
grands délaminage en doubles hélice. Dans l’hybride, ce pli étant remplacé par le tissu, cette
propagation est impossible. Ensuite, concernant les cas H2, pour le 5P, le nombre de plis
pouvant potentiellement être fissurés via les interfaces intralaminaires étant drastiquement
diminué, l’initiation et la propagation des délaminages s’en trouve réduite. Ce phénomène se
retrouve aussi, dans une moindre mesure, dans les cas 9P 0-90 et 13P 0-90.
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Expérimental Numérique
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Figure VI.33 – Influence des plis de tissu sur les délaminages pour les stratifiés 5P 0-90 impactés
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Figure VI.34 – Influence des plis de tissu sur les délaminages pour les stratifiés 9P 0-90 impactés
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Expérimental Numérique
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Figure VI.35 – Influence des plis de tissu sur les délaminages pour les stratifiés 13P 0-90 impactés

Cependant, en regardant les résultats sur l’énergie dissipée, la tendance d’évolution
de cette dernière et celle des surfaces délaminées n’est franchement pas identique. D’une
part, l’énergie dissipée est quasiment la même pour chaque configuration (UD, H1, H2) de
chaque stratifié (5P, 9P, 13P). D’autre part, les surfaces de délaminage projetées diminuent
au fur et à mesure que le nombre de plis de tissu augmente. Pour tenter d’expliquer cela,
les surfaces délaminées ont été relevées interface par interface et comparées entre elles. Les
résultats sont présentés sur la Figure VI.36 pour les cas 5P, la Figure VI.37 pour les cas 9P
et la Figure VI.38 pour les cas 13P. La complexité des stratifications nécessite de préciser la
numérotation des interfaces pour que celles-ci puissent être comparées entre les cas UD, H1
et H2. L’Annexe D illustre cette numérotation dans les cas 5P.
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Figure VI.36 – Délaminages au sein des configurations UD, H1 et H2 du 5P 0-90 à l’impact

Figure VI.37 – Délaminages au sein des configurations UD, H1 et H2 du 9P 0-90 à l’impact
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Figure VI.38 – Délaminages au sein des configurations UD, H1 et H2 du 13P 0-90 à l’impact

Ces diagrammes montrent tout d’abord que, chaque interface de la configuration H1 a
sensiblement la même taille que sa correspondante dans l’UD sauf pour l’avant-dernière
interface (i.e. l’interface UD/Tissu). En effet, cette dernière présente un délaminage très
réduit et ce quel que soit l’épaisseur (5P, 9P et 13P).

Ensuite, en ce qui concerne les configurations H2, on retrouve aussi le comportement
précédent, tant au niveau des interfaces Tissu/UD de la partie inférieure de la plaque
(comme pour le H1) que des interfaces UD/Tissu et Tissu/UD au milieu du stratifié. Pour
le 13P 0-90-H2, il y a une influence visible des plis de tissu placés au milieu du stratifié sur
les surfaces délaminées puisqu’elles sont toutes plus petites que celles du cas UD et du cas H1.

Finalement, ces diagrammes révèlent que les plis de tissu permettent de réduire de façon
considérable les tailles de délaminage au niveau des interfaces UD/Tissu et Tissu/UD et
même au-delà pour le 13P 0-90-H2.
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VI.5 Conclusion

Les travaux exposés dans ce chapitre ont permis d’identifier les mécanismes et
phénomènes présents lors d’une sollicitation quasi-statique ou dynamique sur des
stratifiés composites hybrides UD/Tissu. D’autre part, ces essais ont été simulés

numériquement et ont permis de confronter le modèle numérique développé aux résultats
expérimentaux et ainsi de le tester en dehors de sa zone de validation.

Le premier travail a été de définir les stratifications à utiliser : ces dernières ont été
choisies en fonction des résultats d’essais observés au Chapitre IV. En effet, en remarquant
que la première fissuration apparait sur le pli inférieur, deux plis de tissu sont drapés à
la place de ce dernier pour en évaluer les conséquences sur le scénario d’endommagement
mais aussi sur les tailles et les formes des endommagements : cette configuration est notée
H1. Ensuite, une deuxième configuration, notée H2, a été fabriquée en remplaçant les plis
du milieu par deux plis de tissu afin de voir l’influence de l’apparition des fissurations
transverses sur la chronologie d’endommagement. Ces deux configurations ont été appliquées
sur le 5P 0-90, le 9P 0-90 et le 13P 0-90.
Une campagne d’indentation quasi-statique ainsi qu’une campagne d’essais d’impacts ont
été effectués à 9J pour les 5P 0-90, 16 J pour les 9P 0-90 et 25 J pour les 13P 0-90.

Une modélisation numérique a été effectuée en parallèle sur l’ensemble de ces cas et les
courbes effort-déplacement ainsi que les cartographies d’endommagement ont été comparées.
Ces résultats montrent une bonne corrélation avec les résultats expérimentaux, malgré
la présence de quelques délaminages numériques au niveau des interfaces Tissu/Tissu,
non-visibles sur les tomographies RX. De plus, ces modélisations ont permis d’identifier
numériquement des scénarios d’endommagements pour chacun des 6 cas hybrides. En
conclusion, les plis de tissu n’empêchent pas la rupture brutale des interfaces intralaminaires
mais les configurations H2 changent le scénario puisque les endommagements s’initient sur
la partie supérieure des stratifiés et “redescend” sans l’effet “ping-pong” observé sur les
stratifiés UD ou H1.

Enfin, une étude d’influence de la présence des plis de tissu a été effectuée sur les
indentations quasi-statiques et à l’impact sur divers résultats. Concernant les indentations
quasi-statiques, qui renseignent plutôt sur l’initiation des fissures et délaminages, l’évolution
de la valeur du pic d’effort diffère suivant l’épaisseur du stratifié. Concernant les cas impactés,
la valeur du décrochage évolue de la même façon que les indentations quasi-statiques mais
l’énergie dissipée n’est pas très influencée par l’hybridation. Pour avoir une idée plus précise,
les délaminages de chaque interface ont été relevés et révèlent que les tailles des délaminages
sont très similaires sauf au niveau des interfaces UD/Tissu et Tissu/UD où elles sont
inférieures dans le cas des hybrides. Il y a donc un effet positif des plis de tissu puisqu’ils
permettent de réduire localement les surfaces délaminées.
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L e travail présenté dans ce manuscrit concerne le développement numérique d’un
élément fini spécifique pour représenter finement le comportement à l’impact de
stratifiés composites épais. Ces derniers génèrent des fissurations matricielles,

initiant par la même occasion des délaminages, de façon très explosive. Ce mécanisme, lié
au cisaillement hors-plan, est présent dans des empilements épais constitués de nappes
unidirectionnelles. L’objectif de ce travail de thèse consiste donc à proposer une modélisation
fine de ce mécanisme permettant de prédire le comportement des stratifiés épais soumis
à des chargements d’impact basse vitesse. Cet élément doit non seulement répondre à
l’objectif fixé mais aussi s’adapter et s’intégrer aux divers éléments déjà présents dans la
stratégie Semi-Continue initiée par [Navarro, 2010], améliorée par [Pascal, 2016] et adaptée
aux stratifiés fins unidirectionnels par [Mahmoud et al., 2017].

Développements numériques
La première partie de ce travail a été consacrée au développement d’un élément spéci-

fique intralaminaire. Tout d’abord, la géométrie de l’élément est basée sur des observations
expérimentales. En effet, la forme des fissurations matricielles étant des segments bien
distincts, le choix s’est porté sur un quadrangle intercalé entre les éléments UD {plaque +
barres} déjà présents et orienté dans le sens des fibres. La taille de l’élément dans le sens des
fibres est fixée par la taille de l’élément UD mais sa dimension dans le sens travers du pli
a été fixée suite à des simulations numériques pour conjuguer précision et temps de calcul.
Ensuite, un travail sur la coïncidence des nœuds a été effectué pour draper correctement des
plis de différentes orientations et a été implémentée dans un programme codé en Python
générant automatiquement le maillage complet du stratifié.

La deuxième phase a ensuite été la formulation analytique de l’élément. Ce dernier est
particulier puisqu’il se comporte à la fois comme un élément plaque puisqu’il reprend la
flexion locale et comme un élément cohésif puisqu’il est piloté en saut de déplacement et
qu’il suit une loi bilinéaire endommageable. De fait, son endommagement est calculé en
prenant en compte à la fois les sauts de déplacements liés à la flexion mais aussi ceux liés
à la traction (dans le sens travers du pli), au cisaillement plan et surtout au cisaillement
hors-plan. Une fois cet élément implémenté, il doit être capable d’initier un délaminage
local dans son voisinage proche c’est-à-dire dans les éléments d’interface interlaminaires
situés de part et d’autre. Cependant, comme le solveur utilisé, Radioss ne permet pas la
discussion entre les éléments, le délaminage est initié via un signal. Lorsqu’une interface
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intralaminaire est dégradée, un moment est renvoyé sur un degrés de liberté non utilisé des
nœuds réels. L’interface interlaminaire, codée au sein des éléments UD, commence alors
à s’endommager une fois le signal reçu. La loi bilinéaire des interfaces interlaminaires a
été modifiée en conséquence pour prendre en compte le caractère “explosif” de ce type de
phénomène. Ensuite, il a fallu implémenter une “micro-interface” interlaminaire au sein de
l’élément intralaminaire pour assurer la continuité du délaminage.
En plus de cela, l’effet de la compression hors-plan sur l’initiation des délaminages, qui
joue un rôle important sur les stratifiés épais, a été introduit. Pour cela, un critère de
Mohr-Coulomb a été implémenté. Cela a des conséquences sur le calcul de l’endommage-
ment, c’est pourquoi un travail préliminaire analytique a été effectué avant d’être implémenté.

Enfin, l’élément UD a lui aussi subi quelques changements puisque l’implémentation de
cette interface influe sur le comportement des éléments adjacents. Tout d’abord, il a fallu
modifier les endommagements pris en compte dans la ruine de la résine pour éviter toute
redondance avec l’interface développée. Ensuite, pour pouvoir modéliser plusieurs plis de
même orientation ou pour pouvoir représenter plus finement une rupture partielle des fibres
dans l’épaisseur des plis, plusieurs éléments barres sont disposés dans l’épaisseur. Enfin, la
modification précédente impactant le comportement en flexion de l’ensemble, les matrices de
comportement de l’élément plaque ont été redéfinies.

Identification, validation et exploitation du modèle

La deuxième partie de cette thèse a l’identification des nombreux paramètres du
modèle : ceux ajoutés par l’implémentation de l’interface intralaminaire et ceux de l’interface
interlaminaire et de l’élément UD. La méthode de l’identification inverse a permis de les fixer
à travers des essais statiques (traction et flexion à 0° et 90°) et quasi-statiques (indentations
arrêtées sur différents stratifiés). De plus, les résultats obtenus ont fait l’objet d’une étude
d’influence de l’épaisseur et de la stratification. Des essais d’impacts au poids tombant
ont aussi été effectués et ont permis de valider le comportement du modèle en dynamique,
puisque les résultats révèlent une très bonne corrélation entre les essais et le calcul en
termes d’énergies dissipées, des mécanismes d’endommagements, des tailles et des formes
des endommagements. Suite à cela, une étude d’influence a aussi été effectuée pour montrer
la dépendance de certains paramètres pertinents (pic d’effort, répartition des fissurations
matricielles ou encore surfaces délaminées) à l’épaisseur, la stratification et l’énergie initiale
d’impact.

Une fois le modèle validé, il a été utilisé en parallèle d’une étude expérimentale pour
analyser la pertinence d’une hybridation UD/Tissu dans l’amélioration du comportement
des stratifiés à l’impact. Des éprouvettes hybrides ont été fabriquées en remplaçant certaines
nappes unidirectionnelles par des plis de tissu. Expérimentalement, les plis identifiés comme
étant les plus “critiques” sont celui du bas et celui du milieu. En conséquence, chacun
d’entre eux a été remplacé par deux plis de tissu dans le but d’améliorer la tenue à l’impact
des stratifications UD épaisses d’une part et d’investiguer un possible changement dans le
scénario d’endommagement d’autre part. Pour cela, des indentations quasi-statiques et des
essais d’impacts ont été réalisés afin de comparer ces hybrides aux stratifiés purement UD.
Globalement, en mettant des plis de tissu dans le stratifié UD, les surfaces de délaminage des
interfaces Tissu/UD et UD/Tissu sont réduites mais les énergies dissipées sont équivalentes.
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Cependant, pour les stratifiés très épais, le tissu permet de retarder légèrement l’apparition
de la chute d’effort mais cette dernière est plus violente. Ces observations résultent d’une
étude d’influence menée, comme pour les stratifications UD, sur différents paramètres
pertinents. Le modèle capte de manière très satisfaisante les mécanismes ainsi que les tailles
d’endommagements. Cependant, une identification plus fine des paramètres, notamment
des interfaces UD/Tissu, Tissu/Tissu et UD/Tissu pourrait mener à encore plus de précision.

Apports du modèle proposé à la stratégie Semi-Continue

En conclusion, le modèle proposé dans cette thèse permet aujourd’hui de prédire le com-
portement des stratifiés UD impactés à basse vitesse. Ce modèle est aussi capable de capter
les mécanismes et les endommagements dans les stratifiés hybrides (UD-/Tissu) tant en
quasi-statique qu’en dynamique. Les nombreux essais, de l’éprouvette de traction à la plaque,
ont permis de valider sa robustesse et de juger sa précision. Cela est dû à l’introduction d’un
élément d’interface intralaminaire qui permet de représenter les fissurations matricielles.
Le couplage introduit entre les interfaces intralaminaires et interlaminaires permet une
initiation précise des délaminages. Les surfaces délaminées sont bien représentées. Ceci est
aussi possible grâce à l’implémentation du critère de Mohr-Coulomb. Enfin, l’ajout des
barres dans l’épaisseur a permis une plus grande précision sur la rupture des fibres mais
aussi un gain significatif en termes de temps de calcul.

Ouvertures et perspectives de recherche

Les observations faites dans cette conclusion ont permis de mettre en exergue certains
points à améliorer tant sur le volet expérimental que numérique.

Tout d’abord, il est primordial de développer un montage pour pouvoir mettre en
évidence le scénario d’endommagement de façon plus précise. En effet, malgré de nombreux
essais réalisés, il nous a été impossible d’identifier clairement de manière expérimentale
l’initiation et la chronologie d’endommagement au moment de l’apparition soudaine des
fissurations matricielles, caractérisée par la chute brutale d’effort. Une piste possible pourrait
être une instrumentation par émission acoustique pour localiser les premières ruptures. un
montage a été développé durant cette thèse mais n’a pas pu être mené à terme, la fréquence
d’acquisition disponible au laboratoire n’était pas suffisante.

Ensuite, concernant les hybrides, il serait nécessaire d’étudier plus spécifiquement les
interfaces UD/Tissu et Tissu/UD à différentes orientations et avec différentes armatures.
Ceci améliorerait d’une part l’identification des paramètres d’initiation et de propagation
des délaminages et d’autre part cela permettra d’avoir une base de données pour en déduire
des influences potentiellement intéressantes dans le but d’améliorer le comportement ces
structures à l’impact. Dans le même ordre d’idée, il serait intéressant d’avoir recours à un
autre type d’hybridation. En effet, celle qui a été réalisée est plutôt axé sur la structure (en
remplaçant des plis d’UD par des tissus) dans le but de limiter le cisaillement hors-plan.
Cependant, un autre moyen est d’avoir recours à l’hybridation à une échelle plus petite
comme l’inclusion de particules (métalliques, céramiques ou plastiques) au sein de la résine
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pour limiter l’initiation des fissures matricielles à l’image des précipités dans les métaux
qui limitent la propagation des dislocations à travers le matériau. Des travaux existent
déjà avec notamment l’utilisation des particules de carbure de silicium [Basavarajappa et
Ellangoval, 2012], de la poudre d’alumine [Akash et al., 2014] ou encore des élastomères
[Quan et Ivankovic, 2015]. Les résultats montrent que les taux de restitution d’énergie ont
été augmentés.

Sur le volet numérique, il serait intéressant de remplacer les éléments barres par des
éléments poutres. En effet, les ruptures de fibres observées sur la partie supérieure des
stratifiés épais sont orientées à environ 45°, caractéristique d’une rupture en cisaillement.
Aujourd’hui, ce type de mécanisme est impossible à capter par le modèle. Ainsi, il est
nécessaire d’avoir accès aux rotations des nœuds pour pouvoir endommager l’élément en
cisaillement. Pour commencer, un élément barre doté des degrés de liberté de rotation
pourrait être codé afin d’évaluer la faisabilité de l’idée. Dans la même démarche, il faudrait
aussi endommager la plaque en compression, car aujourd’hui cela n’est pas pris en compte
dans le modèle, puisque initialement, le modèle avait été développé pour les stratifiés fins.
Or, dans ce genre de stratifiés, la compression de la résine dans le plan de la plaque est
négligeable par rapport aux autres phénomènes.

Ensuite, les simulations tant sur les stratifiés UD que sur les hybrides montrent des
écarts avec les essais au niveau du retour de la courbe effort-déplacement et de l’indentation
résiduelle malgré les bonnes tailles des endommagements. Cela est en fait dû au fait que
le modèle ne prend pas en compte l’inclusion des débris au sein des interfaces, caractérisée
par la non-fermeture totale des fissures lors de la remontée de l’impacteur. L’idée est donc
d’enrichir la loi d’endommagement des interfaces intralaminaires comme le fait [Bouvet et al.,
2013] dans son modèle.
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Annexe A. Micro-tomographe aux
Rayons X

Annexe A Micro-tomographe aux
Rayons X

La microtomographie aux rayons X est une technique d’investigation non-destructrice
utilisée pour visualiser l’intérieur d’un objet en 3 dimensions. Ce tomographe, nommé
Micro-tomographe Easytom 130 est installé au sein de l’Espace Clément ADER de
Toulouse dans une enceinte de radioprotection comme montré sur la Figure A.1.

Figure A.1 – Enceinte de radioprotection de 6 mm d’épaisseur de plomb

Le principe est de radiographier un objet placé entre une source de rayons X (le géné-
rateur) et un imageur dans différentes positions, comme l’illustre la Figure A.2 . En effet,
l’objet tourne autour de l’axe optique et translate aussi dans cette direction. L’ensemble des
images obtenues permettent de reconstruire une image volumique de l’objet considéré.
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Annexe A. Micro-tomographe aux
Rayons X

Générateur de 
rayons X

Objet

Platine de 
rotation

Imageur

Axes linéaires 
motorisés

Figure A.2 – Principaux composants du Micro-tomographe Easytom 130
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Annexe B. Supercalculateur CALMIP

Annexe B Supercalculateur CALMIP

Le mésocentre CALMIP (Calcul en Midi-Pyrénées) a été créé en 1994 par 17
laboratoires de recherche de la région Midi-Pyrénées (désormais Occitanie) afin d’encou-
rager le développement et l’utilisation de nouvelles techniques de calcul plus performantes
(Figure B.1). Il a été intégré au CNRS en 2014 en tant qu’UMR (Unité Mixte de Recherche).

Figure B.1 – Olympe : supercalculateur de CALMIP

Ce supercalculateur est nommé Olympe depuis Janvier 2018 et il est installé au sein de
l’Espace Clément ADER. Ses principales caractéristiques techniques sont présentées dans le
Tableau B.1.

Puissance brute de calcul 1365 Tf
Nombre total de nœuds 748

Processeurs Intel® Skylake-X 2.6 GHz 18 cœurs
Nombre total de cœurs 13464

Cœur par nœud 36
RAM par nœud 204 Go

RAM totale 76 To
Nombre total de nœuds graphiques 48

Nœuds graphiques Nvidia® Volta

Tableau B.1 – Caractéristiques techniques d’Olympe
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Annexe C. Surfaces totales des délaminages des stratifiés UD à l’impact

Annexe C Surfaces totales des déla-
minages des stratifiés UD
à l’impact

Configuration Énergie
d’impact [J ]

Surface totale
expérimentale

[mm2]
Surface totale

numérique [mm2]
Erreur

[%]

5P 0-90 9 683 574 16

9P 0-90 9 1580 1446 8

9P 0-90 16 2260 2104 7

9P 0-90 25 3321 3220 3

9P QI 9 1557 1560 0

9P QI 16 2237 2196 2

9P QI 25 3319 3483 5

13P 0-90 9 1374 1532 11

13P 0-90 16 3018 3227 7

13P 0-90 25 4999 5251 5

286



Annexe D. Numérotation des interfaces inter-plis

Annexe D Numérotation des interfaces
inter-plis
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(c) 5P 0-90-H2

Figure D.1 – Schéma de numérotation des interfaces inter-plis pour l’exemple du 5P 0-90
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Développement d’une stratégie d’endommagement intra/interlaminaire pour
une approche Semi-Continue : application aux stratifiés ud et hybrides

Résumé

Les structures composites constituées de nappes d’unidirectionnels sont très répandues en aéronautique
pour leur très grand rapport résistance/masse. Cependant, elles sont susceptibles d’être soumises à une
multitude d’impacts qui génèrent des fissurations matricielles, des délaminages et des ruptures de fibres. Cela
est très préjudiciable lors d’impacts à basse vitesse notamment sur des structures épaisses où les délaminages
sont localisés à l’intérieur donc difficilement détectables à l’œil nu. L’objectif est donc de proposer un
modèle capable de capter très précisément l’initiation et la propagation des délaminages en se fondant sur
la stratégie Semi-Continue.

Ces travaux débutent par le développement d’un nouvel élément d’interface intralaminaire pour capter
le comportement des fissurations matricielles, précurseuses des délaminages. Cet élément vient s’intercaler
entre les éléments UD (barres + plaque) de la stratégie Semi-Continue développés lors de précédents travaux.
Afin de représenter le lien entre fissurations matricielles et délaminage, un couplage intra/interlaminaire est
introduit. L’ajout de cet élément spécifique a nécessité d’adapter le comportement des autres éléments du
modèle afin que la cinématique globale soit conforme aux résultats expérimentaux.

Cette stratégie a ensuite été validée à travers une campagne d’essais d’indentations quasi-statiques et
d’impacts à différentes énergies. Les résultats numériques obtenus corrèlent de manière très satisfaisante ceux
des essais. Enfin, une campagne d’essais sur stratifiés hybrides (UD/Tissu) a été effectuée d’une part pour
optimiser la réponse des structures épaisses et d’autre part pour évaluer la réponse du modèle dans des
situations hors de sa zone de validation.

Mots-clefs
Méthode éléments finis - Stratégie Semi-Continue - Interfaces - Stratifié hybride - Impact

Development of an intra/interlaminar damage strategy for Semi-Continuous
approach : application to ud and hybrid laminates

Abstract

Composite structures composed by unidirectional layers are widespread in the aeronautical field for their
very high strength to mass ratio. However, they may undergo impacts that can generate matrix cracking,
delamination and fiber breakage. This has an adverse effect during low velocity impacts, especially on thick
structures where delaminations, are located inside the structure and are difficult to detect with the naked
eye. The objective is then to propose a model able to catch very precisely the initiation and the propagation
of delamination based on the Semi-Continuous strategy.

This work begins with the development of a new intralaminar interface element able to get the behavior
of matrix cracking, precursor of delamination. This element is inserted between UD elements (rods + shell)
of the Semi-Continuous strategy developed in previous works. In order to represent the link between matrix
cracking and delamination, a intra/interlaminar coupling is introduced. The addition of this specific element
required to adapt the behavior of other elements of the model so that the overall kinematics would be
consistent with experimental results.

This strategy was validated through quasi-static indentation and impact tests at different energies. The
numerical results obtained correlate very satisfactorily with those of the tests. Finally, tests on hybrid lami-
nates (UD/Woven) were carried out on the one hand to optimize the response of thick structures and on the
other hand to evaluate the response of the model in situations outside its validation area.

Keywords
Finite element method - Semi-Continuous strategy - Interfaces - Hybrid laminate - Impact


