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Je remercie Alain RIGOLOT, Jean-Yves COGNARD, Laurent GORNET et Laurent CANGEMI, qui
m’on fait l’honneur de bien vouloir juger ce travail.

Je remercie Constantino CRETON, Fredy MARTIN et le personnel du l’ESPCI pour l’aide apportée
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avec son avion 14 Bis, le premier vol
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6.1 Modèle Crisfield-Alfano . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 71
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Introduction

Depuis longtemps, l’homme réalise des assemblages par collage pour créer des objets utilitaires ou
décoratifs. Au cours de l’histoire, l’adhésif a subi diverses transformations jusqu’à la conception aujour-
d’hui de résines synthétiques, qui sont largement employées dans de nombreux process de fabrication.
Ces résines offrent, entre autres, la possibilité de rassembler des matériaux qui jusqu’alors ne pouvaient
pas être collés.

A partir du milieu du vingtième siècle, les avancées dans le domaine des sciences des matériaux
et la constante nécessité de disposer de structures plus performantes, plus légères, plus résistantes et
plus fiables, ont motivé le développement de nouvelles méthodes d’assemblage structural. L’assemblage
par collage semble être une technique prometteuse avec des avantages comme la réduction du poids, la
possibilité de unir différents matériaux, une bonne résistance à la fatigue, l’atténuation du choc et la
facilité pour rassembler les formes les plus complexes [28].

Les collages sont de plus en plus employés dans l’industrie, aussi bien pour les liaisons entre pièces
métalliques qu’entre pièces composites. Les assemblages collés sont parfois plus intéressants que les mé-
thodes classiques car les concentrations de contraintes dues aux trous et les éléments de liaison, comme
rivets et vis, n’y sont pas présentes. Les tensions sur les extrémités sont aussi réduites car la colle remplit
tout l’espace entre les deux éléments rassemblés, ce qui favorise la répartition des efforts. Dans l’industrie
aérospatiale, l’utilisation de plaques de matériaux composites collées à structures métalliques, afin de
renforcer ou de réparer ces structures, est déjà reconnue comme une technique efficace. Dans l’indus-
trie automobile, quatre à cinq kilogrammes de colle interviennent actuellement dans l’assemblage des
différents éléments d’une voiture de tourisme et il faut s’attendre à voir crôıtre cette masse de colle [11].

L’utilisation d’adhésifs présente pourtant quelques inconvénients comme la faible résistance à la tem-
pérature et l’absorption de l’eau. Les composants collés peuvent aussi présenter des défauts qui réduisent
la qualité de l’assemblage comme les porosités et les espaces vides. Une bonne qualité d’adhésion est
garantie par les essais avec lesquels on est capable de déterminer les caractéristiques mécaniques de l’as-
semblage ou bien de détecter les défauts à l’intérieur de la couche de colle. Il existe deux types d’essais :
les premiers provoquent la rupture de l’éprouvette, les deuxièmes sont des contrôles non destructifs. Les
essais destructifs les plus fréquemment utilisés consistent à mesurer la force nécessaire pour faire propager
une fissure dans l’interface collée. Selon le mode de sollicitation, on peut envisager divers types d’essais
destructifs [17]. Les plus utilisés sont les essais DBC (Double Cantilever Beam), ENF (End Notched
Flexure) et MMF (Mixte Mode Flexure). Parmi les tests non destructifs, les principaux mis en oeuvre
en vue de détecter des défauts de collage sont les méthodes ultrasonores, l’interférométrie holographique
et la thermographie infrarouge.

Les mécanismes d’adhésion, de même que les mécanismes de vieillissement dans les collages, restent
encore mal connus. Le manque d’outils numériques fiables et efficaces pour la prédiction de la capacité de
charge de ce type d’assemblage limite encore son application. Pour essayer de comprendre ces mécanismes,
il existe beaucoup de modèles qui permettent d’expliquer certains des comportements observés, mais nous
sommes encore loin de voir parâıtre une théorie unifiée de l’adhésion et du collage.

La rupture d’un joint collé est le résultat de l’évolution et de l’interaction de plusieurs process com-
plexes de dégradation dans la couche de colle. Ces process commencent par l’énucléation et l’augmentation
de micro-cavités, qui amènent progressivement à la perte de l’adhésion et au développement de fissures
macroscopiques [53]. La simulation de ces mécanismes de dégradation a été analysée à partir de deux
approches différentes.

La première est basée sur des méthodes qui utilisent directement la mécanique élastique linéaire de
la rupture [31]. La position et la longueur de la fissure initiale doivent ici être définies. Dans ce cadre,
on part du postulat suivant : le matériau est uniformément élastique, même à la tête de la fissure où
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des tensions infinies sont analytiquement obtenues. Cette approche n’est jamais complète pour des vrais
matériaux dans lesquels il y a toujours une zone en état de progressif endommagement localisée à la tête
de la fissure. Notamment pour des joints collés, cette zone doit être considérée comme longue, et son
influence sur le comportement général de la structure ne peut pas être négligée. Plus grande est la zone,
plus stable est la propagation de la fissure.

La deuxième approche s’appuie sur les formulations basées sur l’endommagement [45, 23, 22]. Ces
méthodes sont très intéressantes pour des calculs pratiques car les efforts de rupture peuvent être obtenus
sans utilisation d’un critère de fracture. En outre, dans une description avec endommagement, le compor-
tement de la fracture est d’une certaine façon contenu dans le modèle constitutif, dans la mesure où un
domaine formé par un matériau complètement endommagé constitue une fente. Les modèles d’interface,
qui peuvent être considérés comme une généralisation du concept de fissure fictive de Hillerborg [30],
sont aussi dans cette catégorie.

La principale idée dans les modèles d’interface est que le processus de dégradation, qui apparâıt dans
les structures formées par assemblage d’éléments individuels, peut être décrit à une échelle intermé-
diaire : la meso-échelle [36, 7]. Cette approche, qui a été développée principalement pour la simulation
de la dégradation des matériaux composites, considère que la séparation entre les plis se développe à
l’intérieur d’une couche mince de matériel fibreux : les interfaces inter-laminaires. Largement traitées
dans la littérature, les interfaces sont définies comme des surfaces d’épaisseur nulle, capables d’assurer la
continuité des efforts et des déplacements entre les éléments adjacents [6, 18, 38, 4, 51]. L’introduction
de ces composants mésoscopiques permet la simulation effective de l’amorçage et de la propagation de la
fissure.

La difficulté, en utilisant ce type de modèle, est justement l’identification des paramètres de l’interface.
Une interface isolée n’existe pas physiquement et ne peut pas être testée. La réalisation d’essais sur
une couche de colle, par exemple, peut donner les caractéristiques physiques de cette colle, mais ces
caractéristiques ne sont pas les paramètres utilisés dans un modèle d’interface. L’interface ne peut pas être
décrite en dehors du cadre de l’assemblage étudié. Les paramètres d’interface sont valables uniquement
pour la colle, le matériau et les traitements de surface pour lesquels ils ont été identifiés. Les essais sur
les structures collées sont donc indispensables.

L’un des objectifs du travail réalisé est d’identifier des paramètres du modèle d’interface ici étudié.
Cette identification est basée sur des mesures acoustiques non destructives des caractéristiques initiales
du collage (raideurs), et sur des mesures mécaniques destructives (énergies critiques).

L’objectif final de cette étude est d’avoir un outil numérique capable d’apporter la fiabilité et l’ef-
ficacité dont l’industrie a besoin pour développer davantage l’utilisation du collage comme méthode
d’assemblage structural. La représentation de la couche de colle comme une interface entre deux ma-
tériaux au lieu d’introduire un nouveau corps facilite le calcul numérique. La colle est modélisée d’une
façon convenable, évitant la modélisation de la couche dans l’espace tridimensionnel, ce qui pourrait se
traduire par une augmentation du temps de calcul. L’utilisation des interfaces, à la place d’un maillage
en 3D, est aussi avantageuse lorsqu’on a besoin de modéliser des pièces de formes plus complexes.

Ce mémoire commence par une introduction des principales notions nécessaires pour comprendre la
problématique abordée pendant cette étude. Le premier chapitre donne des informations plus détaillées
sur le développement du collage en tant que méthode d’assemblage industriel. La réalisation du collage
et ses méthodes de préparation des surfaces sont aussi abordées. Les principaux types d’essais réalisés
sur les plaques collées sont également présentés. Le chapitre se termine par un bref commentaire sur les
différentes façons de représenter la couche de colle lors d’un étude du comportement mécanique d’un
assemblage collé.

Le chapitre deux de ce mémoire commence par une analyse basée sur la mécanique élastique linéaire
du comportement des plaques collées dans les essais du type ENF, DCB et MMF. Pour ces deux premiers
essais, des résultats sur l’expression de la compliance et de la courbe de propagation de la fissure ont déjà
été publiés [8] et sont utilisés ici. Pour l’essai MMF, à la différence des deux premiers essais, les procédures
pour l’obtention de telles expressions sont détaillées. Les simulations numériques des essais mécaniques
sont effectuées afin de donner les premières informations sur l’influence de certains paramètres dans la
réponse globale de la structure. A ce stade du travail, la colle est uniquement modélisée par une interface
élastique. La comparaison entre les résultats numériques et ceux obtenus de façon analytique permet de
vérifier le bon accord entre les deux approches.

Dans le troisième chapitre, le concept d’interface endommageable est introduit. Une loi d’évolution
de l’endommagement est définie comme modèle. Ce modèle, proposé par Champaney et Valoroso [15],
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est basé sur la mécanique de l’endommagement et permet l’étude de la dégradation du collage pendant
toute la phase de chargement. L’état de vieillissement du collage est, quant à lui, pris en compte par
l’intermédiaire d’un endommagement initial.

Le modèle à été implanté dans le code de calcul industriel CAST3M et les premiers résultats numé-
riques sont montrés dans le chapitre quatre. Une partie des travaux présentés portent sur le développe-
ment de techniques spécifiques pour la résolution des problèmes numériques engendrés par la prise en
compte de l’endommagement.

Le cinquième chapitre est consacré à l’étude d’une technique de pilotage avec contrôle local. L’utili-
sation de ce type de pilotage a permis de dépasser plus aisément les points d’instabilité caractéristiques
des essais qui ont été modélisés, en comparaison avec le pilotage classique déjà existant dans CAST3M.

Le sixième chapitre présente une comparaison avec deux autres modèles d’interface endommageable
qui sont proposés dans la littérature. Le premier modèle, issu de ceux qui sont employés pour la mo-
délisation de la dégradation inter laminaire dans les composites, est proposé par Allix [7]. Ce modèle a
inspiré le développement du modèle Champaney/Valoroso [54]. Le deuxième modèle, proposé par Alfano
et Crisfield, se spécialise dans les rapports bilinéaires d’interface pour des cas de pur-mode. Ce modèle a
d’abord été conçu comme un rapport mixe-mode entre le vecteur de déplacement relatif et la traction sur
l’interface [42], mais il a alors été dérivé dans le cadre de la mécanique de l’endommagement [4]. Ces deux
modèles peuvent être considérés comme une spécialisation du modèle Champaney/Valoroso. Quelques
exemples de simulations numériques sont présentés afin de pouvoir comparer les résultats obtenus avec
ces trois modèles.

Pour pouvoir connâıtre quelques propriétés du collage et pour vérifier l’exactitude des résultats des
simulations numériques, des essais mécaniques ont été réalisés. Le chapitre sept aborde le processus de
préparation des collages ainsi que les résultats obtenus dans les tests. La comparaison entre les résultats
des essais et ceux des simulations numériques conduit à la validation du modèle Champaney/Valoroso
comme méthode de représentation du comportement du collage.

Les mesures acoustiques et leur rapport avec ce sujet d’étude sont montrés dans un chapitre annexe.
Des modèles d’interface sont aussi utilisés pour étudier le comportement acoustique des plaques collées
[58, 46, 12]. Les similitudes entre les modèles acoustiques et les modèles d’endommagement montrent que
ces deux types d’études sont effectivement complémentaires. Les essais acoustiques permettent l’identifi-
cation de certains paramètres que ne peuvent pas être quantifiés dans les essais mécaniques. La rigidité
de l’interface, par exemple, n’a pas beaucoup d’influence sur le comportement d’une structure collée
lors d’un essai de flexion. En revanche, l’influence de cette rigidité dans le comportement acoustique de
l’assemblage est plus facilement mesurée.
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Chapitre 1

Le collage comme technique

d’assemblage

Le collage est une technique qui est très couramment utilisée. Ainsi, de nombreux objets peuvent
être collés : dans une automobile par exemple, on colle le pare-brise, et sur sa face interne la vignette ;
l’opercule d’un yaourt adhère également au pot grâce à de la colle. Selon l’utilisation que l’on fait de
ces objets, les colles sont plus ou moins résistantes (l’opercule du yaourt doit se décoller rapidement et
facilement, à la différence du part-brise sur une voiture).

Ce chapitre commence par un bref historique de la technique du collage et de son évolution au cours
des temps.

Le processus d’adhésion est très complexe et jusqu’à aujourd’hui, il est assez mal connu. Pour essayer
d’expliquer ce processus, il existe plusieurs théories et quelques unes seront abordées ici [11]. Cependant,
il est nécessaire, au préalable, de faire un point sur la définition de l’adhésion elle-même et sur le concept
d’adhérence.

L’utilisation croissante du collage dans l’industrie est due à ses nombreux avantages devant des
méthodes classiques d’assemblage. Toutefois, le choix de cette méthode d’assemblage comporte aussi
certains inconvénients qui limitent encore son application. Quelques avantages et désavantages sont alors
décrits dans cette partie introductive de la problématique du collage.

Pour réaliser un bon collage, il est souvent nécessaire de préparer les surfaces avant d’appliquer la
colle. Cette préparation peut consister en un simple nettoyage de la surface ou bien à utiliser des méthodes
spécifiques de traitement [16, 21]. Pour donner des caractéristiques souhaitables à cette surface, on utilise
les traitements de surface décrits ultérieurement.

Une fois que le collage a été réalisé, c’est le moment de vérifier la qualité du produit. On se servira
alors de plusieurs types d’essais qui peuvent provoquer, ou non, la rupture de l’assemblage. Ce chapitre
présente uniquement les essais ; leur utilisation dans l’identification de certains paramètres du collage
sera abordée plus tard dans ce mémoire.

Le chapitre finit par un commentaire sur les diverses façons de représenter la couche de colle lors
d’un étude du comportement mécanique d’un assemblage collé. L’idée d’interface est pour la première
fois abordée ici. Pourtant, le concept d’interface sera plus précisement défini dans les chapitres à venir,
notamment au chapitre 3 qui explique le modele d’interface endommagée.

1.1 Le collage au cours de l’histoire

Le collage est l’une des premières techniques d’assemblage d’une structure utilisée par l’homme. Ce
dernier s’est en effet servi très tôt des produits d’origine végétale, animale et minérale tels que la gomme
arabique, le latex, les farines de céréales, le goudron etc... pour concevoir de la colle. Dès la plus haute
antiquité, la cire d’abeille fut par exemple utilisée pour les sceaux. Cette technique permettait de fermer
un pli et de graver, par moulage, une signature attestant l’identité de l’expéditeur [11].

Au début du XXe siècle, d’autres techniques d’application de colles naturelles se développent comme
l’empaquetage et l’étiquetage. Jusqu’alors, les industriels restaient toujours dépendants plus ou moins
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directement des produits naturels. Cette situation change brutalement avec la fabrication des résines
synthétiques et le développement de la chimie des macromolécules.

La notion de colle structurale apparâıt dans les années 1940. Les études entreprises sur les collages
caoutchouc-métal et bois-métal et la mise au point des polyuréthanes et des colles phénoliques impulsent
le développement des techniques de collage métal-métal. Ces colles, qui permettent une très grande
résistance, commencent à être utilisées dans la construction des avions. Les résines époxy (permettant
d’effectuer des collages sous faible pression) et les polymères silicones (utilisés soit pour coller, soit pour
jouer un simple rôle de joints d’étanchéité et/ou de dilatation thermique) sont découverts à la même
époque.

C’est après la Deuxième Guerre mondiale que le collage empirique devient véritablement une science.
Les laboratoires de recherche et de développement commencent à étudier les lois du collage, le vieillisse-
ment et la durée de vie des assemblages collés. Diverses théories et modèles sont proposés pour comprendre
les mécanismes du collage, pour déterminer les principaux paramètres actifs ainsi que leurs importances
respectives selon les conditions de réalisation de l’assemblage souhaité.

Les domaines d’application sont dès lors de plus en plus vastes, ils ne sont plus cantonnés à l’aérospatial
et à l’industrie. Les médecins et dentistes sont en effet intéressés par ces techniques de collages. Des
colles biocompatibles ont été mises au point pour résoudre des problèmes de fixation en chirurgie et en
odontologie. Par exemple, en orthopédie dento-faciale, les verrous sont collés sur la face externes des
dents pour modifier la denture en cas de malocclusion et d’esthétisme ingrat [40, 44].

1.2 Adhésion et Adhérence

Le terme d’usage courant «adhésion» revêt deux sens selon le point de vue d’où l’on se place. Pour
le scientifique, il s’agit des interactions existant entre deux surfaces, l’ingénieur quant à lui s’intéresse
à la résistance à la séparation de deux éléments. Il est donc approprié de distinguer ces deux aspects
par deux termes différents : Adhésion et Adhérence [16]. L’adhésion est définie comme un phénomène
chimique, physique ou physico-chimique qui produit l’adhérence.

La cohésion d’un corps est assurée par l’existence de forces qui agissent en son sein. Les molécules les
plus proches interagissent, de sorte que la résultante de ces interactions est nulle. Par contre, à la surface,
une molécule se trouve soumise à une résultante non nulle dirigée vers l’intérieur et qui tend à réduire
cette surface. C’est la raison pour laquelle, lorsque l’on approche deux solides l’un de l’autre, des forces
d’attraction moléculaire se manifestent avant même que le contact soit établi et augmentent jusqu’à la
réalisation du contact. Ces forces viennent s’ajouter aux efforts extérieurs, de la même manière que le
champ magnétique accrôıt la pression d’appui d’un aimant posé sur un substrat en fer doux. Les forces
d’attraction moléculaire ont une intensité qui dépend de la nature des liaisons assurant la cohésion des
matériaux. L’énergie superficielle γ représente le travail à effectuer pour séparer, de manière isotherme et
réversible, deux parties du solide suivant un plan imaginaire de surface unitaire, en coupant les liaisons
rencontrées.

L’énergie superficielle des corps peut également être définie comme étant le travail pour créer deux
surfaces unitaires. Ainsi, l’énergie d’adhésion de Dupré (1969), ou travail thermodynamique d’adhésion,
permet de rendre compte de la séparation de deux solides différents 1 et 2 préalablement réunis. C’est
l’énergie de Dupré qui est responsable du maintien en place de deux corps réunis dans un assemblage
et qui assure leur contact intime, Figure 1.1. L’équation du travail thermodynamique (W ) proposée par
Dupré est simple :

W = γ1 + γ2 − γ12

Où γ1 est l’énergie nécessaire pour créer un élément unitaire de surface du corps 1, γ2 est l’énergie
pour créer un élément unitaire de surface du corps 2 et γ12 est l’énergie interfaciale emmagasinée à
l’interface lors de la mise en contact.

Le calcul ou la mesure de la force d’attraction (force d’adhésion), en fonction de la distance des solides
que l’on rapproche, ne permet pas d’en déduire la force qu’il faut appliquer pour séparer les corps une
fois le contact établi, Figure 1.2. Cette force de séparation (force d’adhérence) dépend d’un grand nombre
de comportements mécaniques et de paramètres tels que les déformations élastiques, viscoélastiques ou
plastiques des solides en contact, la vitesse de rupture, la température ambiante, etc.
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Fig. 1.1 – Travail thermodynamique de l’adhésion

Fig. 1.2 – Adhésion et adhérence
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A titre d’exemple, les forces qui lient entre elles les différentes couches d’un ruban adhésif sur son
rouleau débiteur (les forces d’adhésion) sont de même intensité. En revanche, lorsque l’on souhaite décoller
une certaine longueur du ruban, la force qu’il faut appliquer (la force d’adhérence) dépend de la vitesse
de tirage que l’on impose [11].

1.3 Théories de l’adhésion

Le caractère pluridisciplinaire de l’adhésion rend difficile la formulation d’une théorie unique capable
de décrire les différents phénomènes étudiés. Il n’y a toujours pas une théorie de l’adhésion, mais il existe
plusieurs théories qui, dans la plupart des cas, sont complémentaires entre elles.

L’ancrage mécanique est l’une des premières théories utilisées pour rendre compte de l’adhésion du-
rable entre deux solides. Selon cette théorie, une bonne adhésion dépend de la pénétration par capillarité
de la colle liquide dans les pores et entre les aspérités des surfaces en contact (Figure 1.3a) et de la
solidification ultérieure de cette colle (Figure 1.3b).

Fig. 1.3 – Ancrage mécanique

L’augmentation de la surface réelle de contact et l’accroissement simultané du nombre de liaisons
interfaciales permettent d’expliquer la forte adhésion constatée. Ils sont également à l’origine de l’ac-
croissement de la résistance au cisaillement du joint dans le plan de l’interface. Pour que cela fonctionne,
il est nécessaire que la colle “mouille” le plus parfaitement possible les surfaces à réunir, afin de ne pas
piéger des bulles d’air au fond des porosités.

Le modèle électrostatique a été développé en 1948 pour des matériaux de natures différentes, suite à
l’observation d’émissions d’électrons rapides lorsqu’un contact est rompu sous vide ou lors de la fracture
d’un cristal, Figure 1.4.

Fig. 1.4 – Charges électriques

Cette théorie est basée sur le transfert de charges électriques lors du contact. Ce processus conduit
en général à la formation d’une double couche électrique à l’interface. Cette théorie s’applique surtout
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aux assemblages verre-polymère. Elle n’est pas applicable pour un assemblage du type verre-métal, par
exemple. Les transferts de charges életriques ne sont pas toujours observés dans les collages, ce qui fait
penser qu’il sont plutôt l’effet que la cause de l’adhésion entre le verre et le polymère.

Dans les années 1960, apparâıt l’hypothèse de la formation d’une zone au voisinage de l’interface,
Figure 1.5. Cette zone, appelée interphase, est caractérisée par une cohésion différente de celles des deux
matériaux en présence.

Fig. 1.5 – Interphase

Selon cette théorie, la rupture se produit à l’intérieur de l’un des deux solides lorsqu’on a une forte
cohésion. En revanche, la rupture dans la zone de transition interfaciale traduit une faible cohésion.

Une théorie voisine de la précédente par l’aspect chimique qu’elle représente est la théorie de l’inter-
diffusion, Figure 1.6. Cette théorie vise essentiellement les assemblages polymère-polymère de même ou
de différentes natures chimiques. L’idée ici est que les châınes macromoléculaires des deux matériaux en
contact diffusent à travers l’interface et réalisent la cohésion de l’ensemble.

Fig. 1.6 – Interdiffusion

Cette théorie permet d’expliquer les phénomènes de cicatrisation observés avec les polymères fractu-
rés ou fissurés. Par contre, on n’est pas encore certain aujourd’hui, si l’interdiffusion est à l’origine de
l’adhésion ou si elle se produit à la suite d’une adhésion préalable.

La théorie du mouillage doit être prise en compte car les colles sont toujours liquides, ou susceptibles
de le devenir par chauffage. Une goutte d’un liquide quelconque s’étale naturellement plus ou moins
sur la surface plane et lisse d’un solide. La configuration adoptée minimise l’énergie du système et rend
parfaitement compte des interactions entre le liquide et le substrat solide. Un mouillage total est observé
dans le cas de l’eau pure sur la surface propre d’une plaque de verre. A l’opposé, une goutte de mercure
sur la même plaque de verre ne s’étale pas, parce que la tension de surface du métal est supérieure
à l’énergie de surface du substrat en verre. La condition d’obtention d’une bonne adhésion dépend du
contact entre les deux solides destinés à être assemblés donc du mouillage au contact ”colle liquide-surface
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solide” lors de la formation de l’assemblage. La tension de surface de la colle doit être inférieure à celle
du substrat qu’elle est destinée à recouvrir.

La théorie du facteur dissipatif concerne plutôt l’adhérence que l’adhésion. Elle fait en effet intervenir
la notion de rupture de l’assemblage collé plutôt que celle de sa cohésion. Lorsqu’une fissure se propage
dans un matériau ou à l’interface d’un joint adhésif, le bilan des énergies mises en jeu peut être écrit
sous la forme simple suivante : G = Γ × Φ, expression dans laquelle l’énergie de rupture G est égale au
produit de l’énergie de surface Γ par le facteur de dissipation irréversible en volume Φ.

Ce modèle permet de comprendre qu’un joint adhésif présente la même adhérence si l’adhésion (Γ) est
faible avec une colle présentant une viscosité (Φ) importante ou si l’adhésion est forte avec une viscosité
peu marquée, le paramètre de contrôle étant précisément le produit Γ × Φ . Ainsi, si la pâte à modeler
présente un aspect collant et légèrement poisseux au toucher, malgré sa faible adhésion, c’est parce que
la viscosité de la pâte est essentiellement responsable de la sensation tactile éprouvée. Ce modèle permet
également de comprendre pourquoi il faut dépenser, pour rompre un assemblage collé, une énergie au
moins 10000 fois supérieure à l’énergie correspondant aux forces attractives entre les molécules [11].

1.4 Avantages et désavantages

Le collage trouve des applications dans tous les domaines industriels, il est devenu une technique
d’assemblage au même titre que le ”triangle classique” rivetage - vissage - soudage. Le collage présente de
nombreux avantages dans sa mise en oeuvre et au niveau de la qualité des assemblages réalisés. Cependant,
certaines précautions d’emploi doivent être observées, et la conception des pièces doit nécessairement
prendre en compte ce procédé particulier d’assemblage.

L’un des principaux avantages du collage est de favoriser une augmentation de la productivité dans
l’industrie. En effet, les besoins en pièces à assembler sont moindres, seule la colle est nécessaire : on
peut s’abstenir d’utiliser des vis par exemples. De même, l’application de la colle étant automatisée,
l’assemblage des pièce est plus rapide.

Le collage est aussi parfaitement adapté à l’assemblage de matériaux différents, de matériaux fragiles
ou minces. La colle forme un joint continu entre les solides au travers duquel se transmettent les efforts
mécaniques.

En collant des matériaux métalliques, on ne modifie pas les dimensions des pièces ce qui constitue un
gros avantage par rapport au soudage à haute température. L’industrie aéronautique est aussi attirée par
l’amélioration de l’aspect esthétique apportée par le collage : les surfaces extérieures des assemblages,
parfaitement lisses, conduisent à la réduction de la résistance à l’air.

Les couches de colle absorbent encore les vibrations et apportent une isolation à la fois électrique,
thermique et acoustique.

Malgré ces nombreux avantages, le collage comportent toutefois certains inconvénients. Le premier
concerne le choix des formes et des dimensions adéquates des surfaces des solides à réunir. Il est nécessaire
d’éviter toute localisation de contraintes qui constituerait un point de faiblesse de l’assemblage. La
préparation de la surface des solides à coller est aussi un problème. Il est habituellement nécessaire de
traiter de façon mécanique ou physico-chimique les surfaces avant l’application de la colle, ce qui est une
opération coûteuse mais indispensable pour éliminer les impuretés, augmenter l’énergie de la surface,
accrôıtre l’accrochage mécanique et favoriser le mouillage afin de faciliter l’étalement de la colle. Le
choix de la colle est également problématique puisque le produit adhésif doit être sélectionné en fonction
de nombreux critères liés, entre autres, à : la nature même des solides à assembler, aux conditions
auxquelles sera soumis l’assemblage, à la forme liquide ou solide à bas point de fusion de l’adhésif, à ses
caractéristiques de mouillabilité, à sa facilité d’application sur les surfaces, aux conditions et à la durée
de la solidification, au temps de séchage (durée de prise de la colle), etc.

Le démontage et le repositionnement des éléments d’un assemblage qui a été collé sont également
deux opérations difficiles à envisager.

Enfin, parmi toutes les colles existantes, certaines ne résistent pas à la chaleur, au froid ou aux chocs
thermiques, d’autres présentent un mauvais comportement en présence de la lumière ou de l’eau, d’autres
encore, techniquement parfaites pour l’utilisation envisagée, s’avèrent trop onéreuses compte tenu de la
grande superficie à encoller, si bien qu’il n’existe malheureusement pas de colle universelle alliant toutes
les qualités à la fois.
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1.5 Traitements de surface

La préparation des surfaces est importante pour garantir de bonnes conditions d’adhésion. Différents
traitements de surface peuvent être appliqués selon le type de matériau à rassembler.

L’opération de lavage précède généralement la mise en place de l’adhésif. Le lavage élimine les éléments
faiblement attachés à la surface, comme des poussières. La présence de ces éléments pourrait se traduire
dans l’existence de points où l’adhésion ne se produira pas. En fonction du produit utilisé, le lavage
peut aussi contribuer au changement des caractéristiques de la surface. Les techniques de lavage les plus
utilisées sont le dégraissage avec solvant, l’attaque acide et le lavage à la lessive (basique). En outre,
l’utilisation des solvants peut générer des problèmes de sécurité, de santé et de pollution. C’est pourquoi
les lavages à la lessive restent la méthode la plus utilisée.

Il existe des traitements qui consistent à travailler mécaniquement les surfaces afin d’obtenir l’aug-
mentation de l’ancrage mécanique du collage. On peut citer comme exemple de ces opérations mécaniques
la polissage et la brassage ou encore le sablage.

Les traitements thermiques jouent aussi un rôle important dans la préparation des surfaces à coller.
Le chauffage pendant une heure d’un acier inoxydable, par exemple, peut améliorer considérablement le
résultat du collage. Pour la préparation de l’aluminium ce type de traitement est aussi recommandé. Ce
traitement peut, parfois, entrainer la modification de la couleur de la surface. Ce qui n’est toujours pas
un inconvénient majeur vu que la plupart des traitements utilisés peuvent aussi changer l’apparence de
la surface.

D’autres types de traitements de nature physique ou chimique sont aussi cités dans la littérature,
comme par exemple les traitements Corona, Plasma et Laser [16].

Le rinçage est obligatoire après la plupart des traitements. Cette opération peut encore provoquer
des changements dans la surface des matériaux. Cela explique pourquoi le type d’eau utilisée a son
importance. Au contraire de ce que l’on peut croire, l’utilisation de l’eau distillée à la place d’eau du
robinet n’est pas toujours favorable. Après l’attaque acide, le rinçage avec l’eau distillée peut réduire
la résistance d’un joint d’aluminium collé à l’époxy. L’attaque acide provoque l’incorporation d’ions
qui favorisent l’adhérence. Ceux-là se dissolvent dans l’eau distillée mais pas dans l’eau du robinet qui
contient déjà des ions.

En général, les traitements de surface ont un effet de courte durée, le collage doit alors se faire dans un
court espace de temps. Pour les pièces en aluminium, il est conseillé de procéder au collage dans l’heure
qui suit le traitement. Dans l’industrie aerospaciale, par exemple, le collage s’effectue immédiatement
après les traitements.

1.6 Essais destructifs et non-destructifs

Le développement des adhésifs modernes à haute résistance mécanique a inévitablement entrâıné
la recherche et la mise au point de tests permettant de comparer les qualités respectives de deux pro-
duits concurrents. Il existe deux types d’essais : ceux qui provoquent la rupture de l’éprouvette (essais
destructifs) et les contrôles déclarés non destructifs.

1.6.1 Essais destructifs

Les tests destructifs, les plus fréquemment utilisés consistent en une mesure de la force de rupture
d’un joint collé. Les valeurs des forces F que l’on peut ainsi mesurer permettent d’établir certaines compa-
raisons entre différents collages, pour lesquels les conditions de préparation des surfaces sont considérées
comme étant identiques.

On ne peut pas déduire des contraintes de traction ou de cisaillement à la rupture, à partir de la
force de rupture F à la superficie S de la zone collée. En effet, la proportionnalité de la force de rupture
à la surface collée signifierait que la rupture s’effectue d’une manière brutale, d’un seul bloc, alors que la
rupture résulte toujours de la propagation d’une fissure dont la vitesse est largement dépendante de la
rhéologie des matériaux.

Parmi la multitude de tests existants pour quantifier les qualités de résistance d’un joint adhésif,
lesquels sont nécessairement destructifs, les seuls qui peuvent être déclarés fiables sont ceux pour lesquels
l’énergie de rupture G est calculable.
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Le pelage est la méthode qui parâıt à la fois la plus simple à réaliser et la mieux adaptée pour
éprouver la résistance au décollement d’un film adhésif. Elle consiste, dans un premier temps, à coller
une bande souple dont la déformation est élastique sur la surface plane et lisse d’un substrat rigide. Dans
un second temps, afin de provoquer le décollement, on impose une force F dans la direction qui fait un
angle constant avec le plan du joint collé. L’énergie de rupture G est calculable si on prend en compte
des considérations géométriques simples et le fait que le film est soumis à une déformation élastique
uniaxiale. Dans l’industrie, plusieurs géométries de pelage sont utilisées (Figure 1.7).

Fig. 1.7 – Essai de pelage

Lorsqu’il s’agit non plus de films élastiques mais de matériaux déformables élastiquement en flexion,
il existe divers types d’essais selon les modes de sollicitation définis dans la mécanique de la rupture,
Figure 1.8. Les essais les plus communs sont ceux qui travaillent avec les modes I et II (DCB et ENF)
ou avec les combinaisons de ces deux modes (MMF).

Fig. 1.8 – Modes de sollicitation

Dans l’essai DCB (Double Cantilever Beam), les plaques collées sont encastrées à une extrémité,
l’autre extrémité, qui est libre, est soumise à la traction pour faire propager la fissure, comme dans la
Figure 1.9.

On mesure l’ouverture (δ) provoquée par l’application de la force F . Cet essai est un exemple d’une
sollicitation de mode I où on observe la traction pure à l’interface. Le problème avec ce type d’essai est
qu’il est difficile de fixer les éprouvettes dans la machine.

Pour l’essai ENF (End Notched Flexure), les plaques fissurées sont soumises à une flexion à trois
points (Figure 1.10). La force et le déplacement du point d’application de la force sont mesurés.

Le graphique Force-déplacement obtenu à travers cet essai permet de calculer l’énergie nécessaire
pour faire propager la fissure. L’interface collée est sollicitée en cisaillement pur (mode II). Cet essai est
plus simple et plus facile à réaliser que l’essai DCB.
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Fig. 1.9 – Essai DCB

Fig. 1.10 – Essai ENF

L’essai MMF (Mixte Mode Flexure) est un mélange de mode I et mode II. Il y a plusieurs types
d’essais mixtes mais ils sont difficiles à mettre en oeuvre. En effet, il faut s’assurer que le système de
fixation des éprouvettes est correctement préparé.

L’essai en mode mixte permet d’obtenir une relation entre les paramètres de traction et de cisaillement.
La Figure 1.11 en montre un exemple.

Fig. 1.11 – Essai MMF

1.6.2 Essais non destructifs

Les tests non destructifs sont utilisés la plupart de temps pour vérifier la qualité du collage. Avec ce
type d’essai ils est possible de détecter des défauts de collage, comme des fissures et des bulles, ou bien
la présence d’un corps étranger dans la couche de colle.

Les principaux essais non destructifs sont : les méthodes ultrasonores, l’interférométrie holographique,
la thermographie infrarouge et l’émission acoustique.

13



Ces méthodes sont basées sur l’interférence causée par les défauts de collage au passage d’une onde
envoyée. Dans les essais d’ultrasons, par exemple, toute discontinuité de la matière est une source de
réflexion. Une inclusion ou une fissure va donc produire une perturbation du signal (Figure 1.12) lors du
passage de l’onde ultrasonique.

Fig. 1.12 – Essai d’ultrason

Les essais acoustiques peuvent aussi être utilisés pour identifier certaines caractéristiques d’une in-
terface collée, comme les raideurs d’interface par exemple.

1.7 Modélisation mécanique des plaques collées

Pour étudier leur comportement mécanique les assemblages collés peuvent être modélisés de plusieurs
façons différentes selon l’objectif de l’étude réalisée. Le premier choix à faire est celui de la représentation
de la couche de colle. La colle peut être représentée par un modèle volumique ou bien par un modèle
surfacique. La Figure 1.13 montre ces deux types de représentation d’un collage entre deux plaques.

Fig. 1.13 – Représentations du collage
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Il reste encore une troisième possibilité qui combine les deux précédentes. Dans la Figure 1.14 la couche
de colle est représentée par un modèle volumique plus deux interfaces : une de chaque côté de la couche.
Cette représentation peut être problématique lorsque l’on veut modéliser des essais de propagation de
fissure comme ceux présentés dans la section précédente. Avec deux interfaces il est difficile de choisir
où placer la fissure initiale. En revanche, cette représentation est nécessaire lorsque l’on veut étudier la
rupture adhesive (interface) et la rupture cohésive (volume).

Fig. 1.14 – Représentation avec deux interfaces

Dans le travail présenté ici, la représentation de la couche de colle par une simple interface entre deux
matériaux a été choisie pour simplifier le calcul numérique. L’utilisation d’une seule interface facilite
aussi la modélisation des pièces de formes plus complexes

Les interfaces peuvent elles aussi être modélisées de plusieurs façons différentes, encore selon le but des
études effectuées. La première question qui se pose concerne le comportement de l’interface lorsqu’elle est
soumise à un effort quelconque. L’existence d’une fissure dans l’interface suppose la dégradation complète
de cette interface à l’endroit où se trouve la fissure. La dégradation de l’interface selon l’effort appliqué
peut être analysée à partir de deux approches différentes.

La première est basée sur des méthodes qui utilisent directement la mécanique linéaire de la rupture
[8, 34]. Dans ce premier type d’interface, le passage de la condition non dégradée à totalement dégradée
se fait de façon brutale. Deux plaques collées peuvent ainsi être étudiées de façon purement analytique.
Les théories de flexion de poutres peuvent être utilisées pour étudier le comportement de plaques selon
les principes de la résistance des matériaux [8]. Dans cette perspective analytique, l’interface collée est
considérée comme étant parfaite. Les deux plaques collées ont le comportement d’une seule poutre dans
la partie collée et de deux poutres complètement séparées dans la partie fissurée.

L’utilisation d’un modèle en éléments finis peut améliorer ce concept avec l’introduction d’une inter-
face élastique [34]. Ce type de modélisation est indispensable lorsqu’on veut analyser le collage sur des
géométries plus complexes. L’étude analytique est réalisable uniquement pour le collage sur des plaques
planes qui peuvent être considérées comme de simples poutres.

La deuxième approche s’appuie sur les formulations basées sur l’endommagement de l’interface [45,
23, 42]. Ici l’interface passe de la condition non-dégradée (non-endommagée) à totalement dégradée
(complètement endommagée) d’une façon progressive. Cette approche a été développée originellement
pour la simulation de la dégradation des matériaux composites. Cette représentation reste plus proche
de la réalité car, dans la realité, la dégradation ne se passe pas de façon brutale. Dans les joints collés il
y a toujours une zone en état de endommagement progressif localisée à la tête de la fissure. Les modèles
d’interface endommageables sont donc les plus utilisés aujourd’hui dans les études des assemblages collés.

1.8 Conclusion

Dans ce chapitre, l’évolution de l’utilisation du collage dans l’industrie a été montrée. Les avantages
et désavantages du choix de ce type d’assemblage ont été présentés. Les différentes théories présentées ici
donnent une idée de la complexité des phénomènes d’adhesion. Bien qu’une théorie unique de l’adhesion
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ne soit pas encore acceptée, il est reconnu que l’état initial de la surface à coller joue un rôle important
sur le comportement d’un collage. Les traitements de surface sont donc souhaitables afin d’ameliorer la
résistance des collages.

Pour vérifier la qualité du collage obtenu, des essais destructifs et non-destructifs sont utilisés. Plus
tard, dans ce mémoire, ces essais seront aussi utilisés pour identifier les caractéristiques de l’interface
collées.

Les diverses façons d’étudier le comportement mécanique des collages ont également été montrées
ici. L’utilisation d’un modèle d’interface pour représenter la couche de colle a été justifiée par l’objectif
d’avoir un outil de calcul numérique simple. Deux approches différentes ont été présentées pour modéliser
l’interface collée.

Dans les chapitres à venir, le comportement des plaques collées dans les essais du type ENF, DCB
et MMF seront étudiés. Dans le chapitre 2 l’approche utilisée sera celle de la mécanique linéaire de la
rupture. Les résultats analytiques et numériques seront donc comparés.

Dans le troisième chapitre, le concept d’interface endommageable sera utilisé. Une loi d’évolution de
l’endommagement sera définie comme modèle. Les résultats des simulation numériques obtenus avec le
modèle d’endommagement seront confrontés avec ceux obtenus dans le deuxième chapitre.
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Chapitre 2

Approches par la mécanique de la

rupture

Les essais de propagation d’une fissure sont utilisés tout au long de ce travail de thèse, soit pour
valider le modèle proposé avec des simulations numériques, soit pour identifier les paramètres du modèle
à travers les résultats pratiques.

Afin de commencer à étudier le comportement des plaques collées dans les essais du type ENF, DCB
et MMF, un modèle d’interface élastique est utilisé. Le concept d’endommagement ne sera pas encore
introduit ici.

Dans la première partie de ce chapitre, le collage est consideré comme étant parfait, avec une rai-
deur d’interface infinie. Les deux plaques collées se comportent comme une seule plaque dans la partie
collée et comme deux plaques complètement séparées dans la partie fissurée. L’analyse faite ici est basée
uniquement sur la mécanique linéaire de la rupture. Les expressions de la compliance et les courbes de
propagation de la fissure à énergie constante sont calculées à l’aide de la théorie classique de la résistance
des matériaux [8].

La deuxième approche est numérique. A ce stade du travail, la colle est modélisée par une interface
élastique et la raideur est un paramètre d’interface[34]. Une deuxième façon d’obtenir des courbes de
propagation de la fissure à énergie constante est proposée. Les simulations numériques des essais méca-
niques sont effectuées afin de donner les premières informations sur l’influence de certains paramètres
dans la réponse globale de la structure.

La comparaison entre les résultats numériques et ceux obtenus de façon analytique permet de vérifier
le bon accord entre les deux approches. Ces résultats seront donc utilisés dans les chapitres à venir pour
vérifier l’efficacité du modèle d’endommagement.

2.1 Mécanique linéaire de la rupture

L’une des façons de commencer à étudier les essais de flexion en plaques collées est d’utiliser les
théories de flexion dans une poutre simple selon les principes de la résistance des matériaux (Figure 2.1).

La Figure 2.1 représente la variation de la force P nécessaire pour imposer un déplacement du point
d’application d’une valeur égale à la flèche u. L’énergie dissipée Ed pour faire fléchir une poutre élastique
est calculée en fonction de la force P et du déplacement u .

Ed =
1

2
Pu (2.1)

La théorie de la résistance des matériaux permet d’écrire :

Ed =
1

2

∫ l

0

M2

EJ
dx (2.2)

où M est le moment fléchissant, E est le module de Young et J est le moment d’inertie de la section.
Pour les plaques d’un profil rectangulaire, comme celles qui seront utilisées tout au long de cette

étude, le moment d’inertie est calculé en fonction de la largeur B et de l’épaisseur h de la plaque :
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Fig. 2.1 – Poutre simple

J =
Bh3

12
(2.3)

Dans le cadre de la mécanique linéaire de la rupture, on considère le comportement de deux plaques
collées dans un essai de flexion comme celui des poutres. L’existence d’une fissure initiale, de longueur
a, dans l’interface collée impose que la structure soit étudiée de deux façons différentes, avant et après la
tête de la fissure. Les deux plaques sont donc considérées séparement dans la région avant la tête de la
fissure et comme étant une seule poutre dans la partie collée. La Figure 2.2 illustre cette configuration.

Fig. 2.2 – Représentation des plaques collées

La rigidité globale de la structure change en fonction de la longueur de la fissure dans la couche de
colle. La Figure 2.3 présente un exemple de courbes Force-déplacement pour deux longueurs différentes
de fissure (a1 < a2). On peut donc considérer que la surface entre les deux courbes représente l’énergie
G nécessaire pour faire avancer une fissure d’une longueur a1 à une longueur a2.

Si on considère que le comportement global de l’assemblage est linéaire pour une longueur de fissure
donnée, le taux d’énergie dissipée peut alors être déterminé par :

G =
dEd

dS
=

1

B

dEd

da
=

P

2B

du

da
(2.4)

où S est la surface de la fissure et a est la longueur de la fissure.
On peut aussi définir la compliance de la structure (C) qui donne le rapport entre la flèche u et la

force appliquée P :

C =
u

P
(2.5)
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Fig. 2.3 – Force-déplacement

Le taux d’énergie dissipée s’écrit alors en fonction de la compliance :

G =
P 2

2B

dC

da
(2.6)

Une fissure se propage lorsque G arrive à la valeur critique Gc, qui est considérée constante. Il est
donc intéressant de connâıtre la courbe qui représente les points de propagation d’une fissure en fonction
de P et u pour une valeur de Gc donnée.

2.1.1 Courbes de propagation pour les essais en mode pur

Lorsque la fissure se propage uniquement en mode pur, l’énergie critique s’écrit GcI pour une rupture
en mode I et GcII pour une rupture en mode II. Pour obtenir l’expression de la compliance et de la
courbe de propagation de la fissure à énergie constante, les essais DCB e ENF sont représentés par des
poutres comme le montrent les Figures 2.4 et 2.5, respectivement.

Pour les essais du type DCB et ENF, les expressions pour la compliance C et pour la courbe de
propagation de la fissure f(P, u) ont déjà été publiées dans la littérature [8]. Ces expressions sont montrées
dans la Table 2.1.

Essai a C f(P, u)

DCB 0 ≤ a ≤ l
2a3

3EI
u =

1

3P 2

√
EI (BGcI)

3/2

ENF 0 ≤ a ≤ l/2
l3 + 12a3

384EI
u =

Pl3

384EI
+

1

P 2
16
√

EI

(

BGcII

3

)3/2

ENF l/2 ≤ a ≤ l
l3 − 3(l − a)3

96EI
u =

Pl3

96EI
− 1

P 2
16
√

EI

(

BGcII

3

)3/2

Tab. 2.1 – Expressions connues pour les essais DCB et ENF

Les deux plaques collées sont ici considérées comme identiques, de même largeur B et de même
épaisseur h. La valeur I représente donc le moment d’inertie d’une seule plaque.
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Fig. 2.4 – Représentation d’un essai DCB

Fig. 2.5 – Représentation d’un essai ENF
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La Figure 2.6 montre la courbe qui représente les points de propagation de la fissure pour un essai
DCB. La courbe a été obtenue pour une valeur d’énergie critique GcI = 0.02N/mm ; le module de Young
E = 81000MPa ; la distance entre les appuis l = 120mm et les dimensions des plaques B = 20mm et
h = 3mm.

Fig. 2.6 – Courbe de propagation de la fissure pour un essai DCB

Pour l’essai DCB, la propagation de la fissure est toujours stable en déplacement et toujours instable
par rapport à la force quelque soit la longueur de la fissure initiale a. Autrement dit, pour passer d’une
longueur de fissure a1 à une longueur a2, le déplacement doit augmenter alors que la force diminue,
quelque soit a1, pour a1 < a2.

En revanche, pour un essai du type ENF, la longueur initiale de la fissure est un facteur déterminant
de la stabilité de la propagation de cette fissure. Les courbes de propagation permettent de calculer les
zones de stabilité des essais par rapport à l’évolution de la force appliquée P ou bien par rapport au
déplacement imposé u. La propagation de la fissure est stable lorsque dG/da est non-positive pour une
force P constante ou pour un déplacement u constant [8].















dG

da

∣

∣

∣

∣

P

=
P 2

2B
C ′′ ≤ 0

dG

da

∣

∣

∣

∣

u

=
u2

2BC2

(

C ′′ − 2C ′2

C

)

≤ 0
(2.7)

Dans les équations 2.7 les symboles (’) et (”) représentent la première et la deuxième dérivée par
rapport à longueur de la fissure a.

La Figure 2.7 décrit les courbes de propagation de la fissure pour un essai ENF. Les courbes ont
été obtenues en utilisant les valeurs : GcII = 0.4N/mm ; E = 81GPa ; l = 120mm ; B = 20mm ;
h = 3mm. L’expression de la compliance peut être utilisée pour tracer les droites P × u qui représentent
le comportement des plaques pour une longueur de fissure a donnée. Deux de ces droites sont également
présentées dans la Figure 2.7 afin de montrer les zones de stabilité dans un essai en mode II pour la force
P (0.5l < a < l) et pour le déplacement u (0.347l < a < l).
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Fig. 2.7 – Courbes de propagation de la fissure pour un essai ENF
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2.1.2 Courbes de propagation pour les essais en mode mixte

Pour un essais en mode mixte, les expressions de la compliance et de la courbe de propagation de la
fissure à énergie constante n’ont pas été trouvées dans la littérature. Le calcul a donc été fait et il est
présenté ici à titre d’exemple.

Pour une propagation de fissure en mode mixte l’énergie critique totale GTc est exprimée en fonction
des énergies critiques en mode pur. Dans le Chapitre 3, un critère sera adopté pour décrire le rapport
entre les énergies critiques GcI et GcII lors d’un chargement en mode mixte. Pour le moment la notation
GTc suffit pour atteindre les objetifs du présent chapitre.

L’essai MMF sera représenté par des poutres comme le montre la Figure 2.8. Pour cet essai, seule la
plaque supérieure est appuyée dans la région entre l’appui et la tête de la fissure, de longueur a. Dans la
région où x < a, les efforts sont calculés pour une poutre simple d’épaisseur h et moment inertie I.

I =
Bh3

12

Dans la région où x ≥ a, les calculs sont faits pour une poutre d’épaisseur 2h et moment d’inertie J .

J =
B (2h)

3

12
=

8Bh3

12
= 8I

Fig. 2.8 – Représentation d’un essai MMF

Le moment fléchissant M est calculé selon les coordonnées montrées dans la figure 2.8 :

M =











−Px

2
⇒ 0 ≤ x ≤ l/2

P (x − l)

2
⇒ l/2 ≤ x ≤ l

(2.8)

En utilisant l’équation 2.2, l’expression de l’énergie dissipée pour deux cas différents, en fonction de
la longueur de la fissure initiale a, peut être écrite :

Pour a ≤ l/2,

Ed =
1

2

∫ a

0

M2

EI
dx +

1

2

∫ l

a

M2

8EI
dx (2.9)

Pour l/2 ≤ a ≤ l,

Ed =
1

2

∫ l/2

0

M2

EI
dx +

1

2

∫ a

l/2

M2

EI
dx +

1

2

∫ l

a

M2

8EI
dx (2.10)

23



L’application des moments fléchissants 2.8 dans les équations 2.9 et 2.10 permet d’obtenir deux
expressions pour l’énergie dissipée :

Pour a ≤ l/2,

Ed =
1

2EI

∫ a

0

P 2x2

4
dx +

1

2EI

∫ l/2

a

P 2x2

32
dx +

1

2EI

∫ l

l/2

P 2 (x − l)
2

32
dx

Ed =
1

2EI

[

P 2a3

12
+

P 2l3

768
− P 2a3

96
+

P 2l3

768

]

=
P 2

2EI

[

7a3

96
+

l3

384

]

Ed =
P 2

(

l3 + 28a3
)

768EI
(2.11)

Pour l/2 ≤ a ≤ l,

Ed =
1

2EI

∫ l/2

0

P 2x2

4
dx +

1

2EI

∫ a

l/2

P 2 (x − l)
2

4
dx +

1

2EI

∫ l

a

P 2 (x − l)
2

32
dx

Ed =
P 2

2EI

[

l3

96
+

(

a3

12
− a2l

4
+

al2

4
− 7l3

96

)

+

(

l3

96
− a3

96
+

a2l

32
− l2a

32

)]

Ed =
P 2

2EI

[

2l3

96
−

(

7l3

96
− 7al2

32
+

7a2l

32
− 7a3

96

)]

=
P 2

2EI

[

2l3

96
− 7

96

(

l3 − 3al2 + 3a2l − a3
)

]

Ed =
P 2

(

2l3 − 7(l − a)3
)

192EI
(2.12)

L’expression obtenue pour l’énergie dissipée, 2.11 et 2.12, et les équations 2.1 et 2.5 permettent d’écrire
le déplacement u et la compliance de la structure C en fonction de la longueur de la fissure a :

Pour a ≤ l/2,

u =
P

(

l3 + 28a3
)

384EI
(2.13)

C =
l3 + 28a3

384EI
(2.14)

Pour l/2 ≤ a ≤ l,

u =
P

[

2l3 − 7(l − a)3
]

96EI
(2.15)

C =
2l3 − 7(l − a)3

96EI
(2.16)

Les expressions de la compliance (2.14 et 2.16), appliquées à l’équation 2.6, permettent d’écrire a en
fonction de l’énergie critique totale GTc.

Pour a ≤ l/2,

GTc =
P 2

2B

dC

da
=

P 2

2B

84a2

384EI
=

7P 2a2

64BEI

a =
8

P

√

BEIGTc

7
(2.17)

Pour l/2 ≤ a ≤ l,

GTc =
P 2

2B

dC

da
=

P 2

2BEI

(

7a2

32
− 7al

16
+

7l2

32

)

=
7P 2

64BEI
(a − l)

2

a = l − 8

P

√

BEIGTc

7
(2.18)
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Les expressions 2.17 et 2.18, appliquées à l’équation du déplacement (2.13 et 2.15), permettent d’écrire
les expressions des courbes de propagation f(P, u).

Pour a ≤ l/2,

u =

P



l3 + 28

(

8

P

√

BEIGTc

7

)3




384EI

u =
Pl3

384EI
+

14336

384EIP 2

(

BEIGTc

7

)3/2

u =
Pl3

384EI
+

112

3P 2

√
EI

(

BGTc

7

)3/2

Pour l/2 ≤ a ≤ l,

u =

P



2l3 − 7

(

8

P

√

BEIGTc

7

)3




96EI

u =
Pl3

48EI
+

3584

96EIP 2

(

BEIGTc

7

)3/2

u =
Pl3

48EI
− 112

3P 2

√
EI

(

BGTc

7

)3/2

La Table 2.2 présente un résumé des expressions obtenues pour un essai du type MMF.

Essai a C f(P, u)

MMF 0 ≤ a ≤ l/2
l3 + 28a3

384EI
u =

Pl3

384EI
+

112

3P 2

√
EI

(

BGTc

7

)3/2

MMF l/2 ≤ a ≤ l
2l3 − 7(l − a)3

96EI
u =

Pl3

48EI
− 112

3P 2

√
EI

(

BGTc

7

)3/2

Tab. 2.2 – Expressions obtenues pour l’essai MMF

La Figure 2.9 montre les courbes qui représentent les points de propagation de la fissure pour un essai
MMF. Les courbes ont été obtenues pour une valeur d’énergie critique GTc = 0.4N/mm ; le module de
Young E = 81GPa ; la distance entre les appuis l = 120mm et les dimensions des plaques B = 20mm et
h = 3mm. Deux droites sont également présentées dans la Figure 2.9 afin de montrer les zones de stabilité
dans un essai en mode mixte pour la force P (0.5l < a < l) et pour le déplacement u (0.261l < a < l).

2.2 Modèle avec interface élastique

Une autre façon d’étudier les essais de flexions en plaques collées est d’utiliser les simulations nu-
mériques. Les résultats numériques peuvent ainsi être comparés avec les courbes issues de la théorie
classique des poutres. La façon la plus simple de simuler numériquement un essai de flexion sur des
plaques collées est d’utiliser un modèle en éléments finis avec une interface élastique pour représenter la
colle. Les essais ont été modélisés en utilisant des éléments finis dans le code CAST3M développé par
le CEA - Commissariat à l’Energie Atomique en France. Le comportement d’une interface élastique est
déja prévue dans le code de calcul utilisé :

Fi = ki [ui] ⇒ i = 1, 2, 3 (2.19)

où k1, k2 et k3 sont les raideurs élastiques de l’interface.
La Figure 2.10 présente les dimensions des plaques qui ont été prises en compte dans les simulations

d’un essai ENF montrées dans cette session.
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Fig. 2.9 – Courbes de propagation de la fissure pour un essai MMF

Fig. 2.10 – Modèle d’essai
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2.2.1 Compliance et Rigidité

La simulation numérique permet d’obtenir la courbe Force-déplacement pour une géomêtrie donnée.
En faisant varier la longueur de fissure initiale a, il est possible de tracer plusieurs courbes. Les courbes
montrées dans la Figure 2.11 confirment l’influence de la longueur de la fissure a dans le comportement
global de la structure. Plus grande est la fissure initiale, moins raide est la structure. La rigidité R est
définie comme l’inverse de la compliance C.

R =
P

u

Fig. 2.11 – Rigidité

Le graphique de la Figure 2.12 montre la variation de la rigidité de l’assemblage R en fonction des
rapports entre les longueurs de fissure a et la distance entre les appuis l.

2.2.2 Energie dissipée pour faire avancer la fissure

La Figure 2.13 est un schéma qui représente ce qui a été montré dans la Figure 2.11. Elle montre
comment a été calculée l’énergie dissipée G.

L’énergie utilisée pour faire avancer la fissure est répresentée par la surface grise indiquée dans la
Figure 2.13.

G =
FLE(i)

2
(FS (i − 1) − FI (i)) (2.20)

L’indice i représente l’instant observé par rapport à la longueur de la fissure. Par exemple, FLE(2)
et FS(1) représentent la flèche et la force au moment de l’avancée de la fissure de 1mm à 2mm, et FI(2)
est la force au moment où l’énergie recommence a être accumulée pour faire avancer la fissure de 2mm
à 3mm.

Avec le modèle en éléments finis, il est possible d’obtenir la flèche Y (i) correspondant à une force
F1 appliquée pour une longueur de fissure donnée a. Une courbe de propagation à G constante est une
courbe contenant tous les points FS(i) pour cette valeur d’énergie. L’équation 2.20 donne :

FS (i − 1) =
2G

FLE (i)
+ FI (i)
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Fig. 2.12 – Variation de la rigidité

Fig. 2.13 – Schéma de l’avancée de la fissure
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A partir de la Figure 2.13, on peut écrire les relations suivantes :

F1

Y (i)
=

FS (i)

FLE (i + 1)
=

FI (i)

FLE (i)
(2.21)

R (i) =
F1

Y (i)

{

FS (i − 1) = FLE (i) × R (i − 1)
FI (i) = FLE (i) × R (i)

FLE (i) =

√

2G

R (i − 1) − R (i)

Une routine a été faite sur le CAST3M pour calculer les forces FS (i) et FI (i) et les flèches FLE (i)
à partir d’une force F1 donnée et des flèches Y (i) que cette force impose au système.

La courbe Force-déplacement pour une valeur de G = 0.4N/mm et les raideurs d’interface k1 = k2 =
k3 = 1017N/m3 est montrée dans la Figure 2.14. La valeur ki = 1017N/m3 a été adoptée car elle est
suffisamment grande pour représenter un collage parfait entre les plaques [12].

Fig. 2.14 – Graphique Force x flèche à G = 0.4N/mm

La Figure 2.15 montre quelques courbes obtenues pour différentes valeurs de G.

2.2.3 Influence de la raideur de l’interface

La courbe de propagation à G constante dépend de la valeur des raideurs ki de l’interface élastique.
Le modèle en éléments finis avec une interface élastique peut être utilisé pour étudier l’influence des
raideurs ki sur le comportement des collages dans un essai de flexion. En faisant varier ki on peut obtenir
plusieurs courbes pour une valeur G constante. La Figure 2.16 montre les courbes obtenues pour un essai
ENF avec G = 0.4N/mm et k1 = k2 = k3 qui varient entre 10 et 1010N/m3.
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Fig. 2.15 – Variation de G

Pour les valeurs de raideur d’interface plus importantes que 102N/m3 les courbes de propagation à
G constante sont cöıncidentes. Il est donc impossible de distinguer les résultats de deux essais de flexion
où la raideur d’interface collée est de l’ordre de 104 sur une épprouvette et de 1010 sur l’autre.

Ces essais ne sont pas la meilleure façon d’identifier la raideur de l’interface collée. Les essais acous-
tiques sont donc utilisés pour ce type d’identification (Annexe A).

2.3 Comparaison des résultats

Le graphique de la Figure 2.17 compare les courbes obtenues avec le modèle en éléments finis et celles
obtenues en utilisant la mécanique linéaire de la rupture, pour un essai ENF à G = 0.4N/mm. Les deux
méthodes donnent des courbes assez proches avec une petite différence lorsque la fissure rentre dans la
zone d’instabilité en déplacement. Cette différence est due au fait que la mécanique élastique linéaire
considère que, dans la région déjà fissurée, les plaques se comportent comme deux poutres qui ne se
touchent pas (Figure 2.5), alors que le modèle en éléments finis prend en compte le contact unilatéral
entre les plaques dans la région de la fissure.

La Figure 2.18 confirme la bonne concordance entre les deux méthodes, cette fois pour un essais en
mode mixte. Dans cet essai, le contact entre les deux plaques est moins important dans la région de la
fissure. Les deux courbes sont assez proches même dans la zone d’instabilité en déplacement.

Pour un essai DCB, la propagation de la fissure en mode I n’entraine pas le contact entre les plaques
dans la région déjà fissurée. Dans ces conditions, les deux méthodes donnent des courbes encore plus
proches (Figure2.19).

Dans la section 2.2.3, les résultats ont montré une faible influence de la raideur de l’interface sur les
courbes de propagation obtenues. Cepandant, pour des valeurs de raideurs plus petites que 104N/m3 il
est possible d’observer une petite variation dans les courbes (Figure 2.16). Les courbes présentes dans les
Figures 2.17, 2.18 et 2.19 ont été faites avec une faible raideur (ki = 102N/m3). La figure 2.20 montre
une comparaison de résultats lorsqu’on utilise une raideur plus importante pour l’interface élastique.
La courbe numérique est légèrement décalée vers la gauche. Ce résultat est en accord avec ce qui a été
montré dans la Figure 2.16.
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Fig. 2.16 – Courbes à G constant
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Fig. 2.17 – Comparaison entre les deux méthodes - ENF
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Fig. 2.18 – Comparaison entre les deux méthodes - MMF
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Fig. 2.19 – Comparaison entre les deux méthodes - DCB
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Fig. 2.20 – Comparaison entre les deux méthodes - ENF

L’observation des Figures 2.17 et 2.20 montre que la simulation numérique avec une interface de
raideur plus faible rend possible un meilleur accord avec les courbes obtenues selon la théorie de la
mécanique élastique, bien que l’influence de la raideur soit toujours très petite.

2.4 Conclusion

Dans ce chapitre, une première analyse de la dégradation des collages par la mécanique linéaire de la
rupture a été proposée sous forme de deux approches complémentaires. La première, purement analytique,
permet d’obtenir des courbes de référence sur le comportement d’assemblages au cours d’essais classiques
qui seront utilisés par la suite. La deuxième, implantée dans un code de calcul par éléments finis, permet
de prendre en compte une raideur élastique de l’interface dans une approche de type mécanique linéaire
de la rupture. L’influence de la raideur élastique a pu ainsi être montrée. Comme on s’y attendait, les
deux approches donnent des résultats identiques lorsque la raideur du collage est faible.

Ces deux approches restent néanmoins limitées à des situations simples de dégradation de collage.
Elles ne permettent pas d’envisager l’étude de situations industrielles réalistes dans lesquelles la mixité
du chargement est inconnue et évolue au cours du temps. Les résultats obtenus dans cette partie seront
utilisés dans les chapitres suivants pour valider la réalisation et l’implantation d’un modèle d’interface
endommageable.
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Chapitre 3

Modèle d’interface endommageable

L’objectif de ce chapitre est de présenter un modèle capable de représenter la dégradation de la couche
de colle pendant le chargement d’un joint collé. Cette dégradation peut être traduite par la diminution
de la raideur de la couche jusqu’à la perte totale du contact entre les parties. L’idée d’endommagement
comme variable représentant cette réduction de la raideur est adoptée ici.

L’endommagement doit être capable de représenter la dégradation de la colle jusqu’à la perte totale
du contact entre les parties. Lorsque deux corps collés sont soumis à compression, ils ne perdent jamais
le contact, même si la colle est complètement dégradée. Il est donc raisonnable d’adopter l’hypothèse de
ne pas définir l’endommagement en compression.

Les modèles d’interface endommageables ont été largement employés dans l’étude de la dégradation
entre les multiples couches d’un matériau composite [36, 4, 6, 18]. Ces modèles ont aussi été adaptés à
l’étude du comportement des assemblages collés [15, 22, 23]. Les joints collés sont alors considérés comme
étant des corps unis par une couche adhésive dont l’épaisseur est négligeable par rapport aux dimensions
des corps rassemblés [Figure3.1]. L’interface assure donc le transfert des efforts entre les deux corps. Les
équations constitutives du modèle d’endommagement sont écrites en fonction du saut de déplacement
[u] = u+ − u−.

Fig. 3.1 – Interface

Le modèle est initialement présenté dans le cas uni-dimensionnel qui représente un chargement en
mode pur (section 3.1). Les variables sont d’abord présentées pour un chargement en mode I pour
aboutir ensuite au cas bi-dimensionnel qui répresente le chargement en mode mixte. Les critères qui
gouvernent le rapport entre les variables en pur mode I et II sont présentés dans la section 3.2. Le
concept d’endommagement initial et ses spécificités pour les cas des essais mécaniques sur plaques collées
sont abordés dans la section 3.3.

35



3.1 Endommagement en mode pur

Pour un problème uni-dimensionnel en mode I, l’énergie stockée s’écrit :

ψ ([u] , D) =
1

2
(1 − D) k+ 〈[u]〉2+ +

1

2
k− 〈[u]〉2− (3.1)

où D ∈ [0, 1] est la variable scalaire qui répresente l’endommagement.
Dans l’équation 3.1, les symboles 〈·〉+ et 〈·〉− représentent les parties positive et négative de 〈·〉,

définies comme 〈x〉± = 1 /2 (x ± |x|). Les raideurs de l’interface non-endommagée sont représentées par
k+ et k− en traction et compression respectivement.

Dans l’expression 3.1, la variable qui représente l’endommagement D n’intervient pas dans le calcul
de l’énergie en compression, pour k−. L’endommagement existe uniquement dans la partie de l’énergie
liée à la traction, pour k+.

Les équations constitutives pour ce modèle sont données par la thermodynamique et par l’expression
de la dissipation mécanique :











t =
∂ψ

∂ [u]
= (1 − D) k+ 〈[u]〉+ + k− 〈[u]〉−

Y = − ∂ψ

∂D
=

1

2
k+ 〈[u]〉2+

(3.2)

La traction dans l’interface t et la force thermodynamique Y sont, respectivement, les variables duales
du déplacement et de l’endommagement.

La force qui pilote l’endommagement est considérée comme étant attachée à une valeur critique. Ce
rapport peut être caractérisé par l’utilisation d’un critère du type :

φ = Y − Y ∗ ≤ 0 (3.3)

où Y ∗ est la force critique de pilotage de l’endommagement qui représente le seuil d’énergie à un
moment donné. Avant l’application d’un chargement quelconque Y ∗ = Go ≥ 0. L’énergie Go n’est
pas nécessairement l’énergie élastique correspondant à la valeur locale maximale du rapport traction-
séparation. Cette énergie est définie comme l’énergie d’activation de l’endommagement.

L’augmentation de la taille de la zone élastique définie par 3.3 est associée à la croissance de l’en-
dommagement. Cette augmentation est donc irréversible. Ceci peut être pris en compte par l’utilisation
des équations d’évolution comme :











Ḋ = γ̇
∂φ

∂Y

Ẏ ∗ = γ̇
∂F

∂D

(3.4)

où γ̇ est un multiplicateur de Lagrange, sujet aux conditions de Karush-Kuhn-Tucker [13] :







φ ≤ 0
γ̇ ≥ 0
γ̇φ = 0

(3.5)

et F est une fonction monotone positive croissante de l’argument D.

Lorsque l’endommagement augmente (γ̇ > 0), la condition de persistance de l’endommagement
(

Ẏ ∗ = Ẏ
)

associée avec les conditions 3.5 donne :

Y ∗(t) = max

{

Go, max
τ≤t

Y (τ)

}

(3.6)

avec t ∈ [0, T ] comme le paramètre de pseudo-temps.
Le modèle d’endommagement est caractérisé par le choix du rapport entre le seuil d’énergie Y ∗ et

la variable d’endommagement D. Une condition basique qui doit être considérée est le critère d’énergie
de la mécanique de la rupture. L’énergie dissipée pendant le processus de décohésion doit être égal à
l’énergie critique de rupture Gc.
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∫ +∞

0

Y Ḋdt = Gc (3.7)

Le modèle le plus simple qui satisfait les conditions précédentes, décrit une rupture fragile de façon
immédiate au début de l’endommagement :

{

Y ∗ = Gc ⇒ D ∈ [0, 1[
Y ∗ = max

τ∈[0,T ]
Y (τ) ⇒ D = 1 (3.8)

La Figure 3.2 représente le comportement d’un modèle de ce type.

Fig. 3.2 – Rupture fragile

L’idée de zone cohésive se présente comme une régularisation de l’équation 3.8. Dans le cadre de la
mécanique de l’endommagement, un modèle cohésif peut être décrit de la façon suivante :



















Y ∗ = Go ⇒ D = 0

Y ∗ =

∫ t

0

Ẏ ∗dt = F (D) ⇒ D ∈ ]0, 1[

Y ∗ = max
τ∈[0,T ]

Y (τ) ⇒ D = 1

(3.9)

Différents modèles cohésifs peuvent être employés selon la forme de la fonction F adoptée. Deux de
ces modèles seront abordés dans le chapitre 6.

Le modèle utilisé dans cette thèse est celui proposé par Champaney-Valoroso [54]. Ce modèle d’en-
dommagement décrit l’énergie critique Y ∗comme :











Y ∗ = Go ⇒ D = 0

Y ∗ = Go + (Yf − Go) [− log (1 − D)]
N ⇒ D ∈ ]0, 1[

Y ∗ = max
τ∈[0,T ]

Y (τ) ⇒ D = 1
(3.10)
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La valeur caractéristique Yf , correspondant à l’énergie dissipée pendant le process de décohesion est
obtenue à partir de l’équation 3.7 :

∫ 1

0

Y ∗(D)dD = Go + (Yf − Go) Γ (N + 1) = Gc (3.11)

où Γ est la fonction Gamma [10] définie par :

Γ (N + 1) =

∫ +∞

0

xNe−xdx = N · Γ(N) (3.12)

La Figure 3.3 montre le comportement du modèle pour différentes valeurs de la variable N . Lorsque
la valeur de N tend vers zéro, la rupture est fragile comme cela a été décrit dans l’équation 3.8 et montré
dans la Figure 3.2.

Fig. 3.3 – Comportement du modèle

3.2 Endommagement en mode mixte

Le modèle uni-dimensionnel montré dans la section précédente prévoit seulement le cas d’un charge-
ment en mode simple. Le critère qui détermine le début d’endommagement ainsi que la rupture complète
de l’interface utilise donc un seul composant pour l’énergie d’activation de l’endommagement Go et pour
l’énergie critique Gc. Lorsqu’on est dans le cas d’un chargement en mode mixte, l’énergie totale utilisée
dans le processus de décohesion peut être écrite comme le résultat de la contribution individuelle des
chargements en mode I et mode II. L’endommagement en mode mixte est donc vu comme l’évolution
simultanée des rapports traction-séparation dans les directions normale et tangentielle.

GT = GI + GII (3.13)

Le modèle pour le mode mixte utilise ainsi le même raisonnement adopté pour le modèle uni-
dimensionnel et les variables ici sont équivalentes à celles montrées dans la section précédente. L’énergie
surfacique de l’interface endommagée s’écrit de la façon suivante :
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ψ ([u] , D) =
1

2
(1 − D)

[

k+
n 〈[un]〉2+ + ks [us]

2
]

+
1

2
k−

n 〈[un]〉2− (3.14)

où [un] et [us] représentent les composantes normale et tangentielle du vecteur de déplacement [u].
kn et ks correspondent également à la raideur de l’interface dans les directions normale et tangentielle.

Les équations constitutives s’écrivent de la façon suivante :











t =
∂ψ

∂ [u]
= (1 − D)

[

k+
n 〈[un]〉+ n + ks [us] s

]

+ k−
n 〈[un]〉− n

Ym = − ∂ψ

∂D
= YI + YII

(3.15)

où n est le vecteur unitaire normal extérieur et s le vecteur unitaire tangent à l’interface.
L’indice inférieur m représente le mode mixte et les forces thermodynamiques en mode pur YI et YII

sont donnés pour :











YI =
1

2
k+

n 〈[un]〉2+
YII =

1

2
ks [us]

2
(3.16)

La force thermodynamique en mode mixte peut donc être écrite de la façon suivante :

Ym =
1

2
k+

n δ2 (3.17)

où δ est le paramètre de déplacement équivalent d’ouverture :

δ =
(

〈[un]〉2+ + α2 [us]
2
)1/2

(3.18)

avec :

α =

√

ks

k+
n

(3.19)

Un paramètre de mixité β peut donc être défini :

β = α tan (ϕ) (3.20)

ϕ étant l’angle de chargement :

ϕ = arctan

[

[us]

〈[un]〉+

]

∈ [0, +π /2 ] (3.21)

Les contributions des modes pures (Equation 3.16) pour la force thermodynamique deviennent :











YI =
1

1 + β2
Ym

YII =
β2

1 + β2
Ym

(3.22)

En éliminant la partie qui prend en compte les problèmes d’interpénétration, le rapport cohésif peut
être écrit comme :

tδ = (1 − D) k+
n δ (3.23)

où tδ est la traction équivalente :

tδ =

(

t2n +
1

α2
t2s

)1/2

(3.24)

et le composant normal tn et le composant cisaillant ts du vecteur traction s’écrivent :
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tn = 〈t · n〉+ =
1

(1 + β2)
1/2

tδ

ts = t · s =
αβ

(1 + β2)
1/2

tδ
(3.25)

Pour une dissipation maximale en endommagement, l’équation d’évolution s’écrit :

Ḋ = γ̇
∂φm

∂Ym
(3.26)

avec un critère d’endommagement :

φm = Ym − Y ∗
m ≤ 0 (3.27)

où Y ∗
m représente la force thermodynamique critique en mode mixte.

Le modèle d’endommagement est caractérisé par le rapport entre cette énergie critique Y ∗
m et l’en-

dommagement D. Ceci peut être exprimé sous la forme :











Y ∗
m = Ymo ⇒ D = 0

Y ∗
m = Fm (D) ⇒ D ∈ ]0, 1[

Y ∗
m = max

τ≤t
Ym (τ) ⇒ D = 1

(3.28)

où, pour un endommagement irreversible, la fonction Fm doit être positive, monotone, non décrois-
sante et disparaissant dans ℜ−

0 .
Dans le chargement en mode pur, le début de l’endommagement est déterminé en fonction du seuil

d’énergie Go. En revanche, les énergies d’activation de l’endommagement en mode pur GoI et GoII

ne correspondent pas nécessairement au début d’endommagement pour un chargement en mode mixte.
L’interface peut être endommagée en mode mixte pour une valeur d’énergie inférieure à celui d’un des
seuils en mode pur. L’énergie critique de rupture en mode mixte peut également être inférieure à celles
en mode pur GcI et GcII . Le modèle d’endommagement en mode mixte utilise donc deux paramètres,
Ymo et Ymf , calculés à travers des paramètres en mode pur pour le début d’endommagement et pour la
propagation de la décohesion. Le début d’endommagement est prévu en utilisant le critère suivant :

(

YI

GoI

)α1

+

(

YII

GoII

)α2

= 1 (3.29)

Les paramètres α1 et α2 sont considérés positifs (pas nécessairement entiers) et doivent être choisis
en fonction de résultats expérimentaux.

Pour un angle de chargement donné (Equation 3.21), le seuil d’activation d’endommagement en mode
mixte Ymo est calculé à partir de l’équation 3.29 qui, en accord avec 3.22, peut être écrite :

cI (Ym)
α1 + cII (Ym)

α2 = 1 (3.30)

cI et cII sont écrits en fonction de β :















cI =

[

1

(1 + β2)GoI

]α1

cII =

[

β2

(1 + β2)GoII

]α2 (3.31)

Si α1 = α2 l’équation 3.30 donne :

Ymo =

(

1 + β2
)

GoIGoII

[(GoII)
α1 + (β2GoI)

α1 ]
1/α1

(3.32)

Le critère de propagation adopté provient d’un des critères les plus largement utilisés pour prévoir la
propagation du décollement dans les matériaux composites [47]. Ce critère est un critère généralisé en
forme d’ellipse.
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(

GI

GcI

)β1

+

(

GII

GcII

)β2

= 1 (3.33)

où les exposants β1 et β2 sont réels et positifs et les énergies dissipées en mode I et mode II sont
données pour :

Gi =

∫ +∞

0

YiḊdt ; i ∈ {I, II} (3.34)

De l’équation 3.22, pour un chargement proportionnel, le rapport entre GII et GI est constant :

GII

GI
= β2 (3.35)

De l’équation 3.33 vient l’équation non linéaire :

dI (GT )
β1 + dII (GT )

β2 = 1 (3.36)

où GT est définie pour 3.13 et les coefficients dI et dII ont des expressions similaires à celles de cI et
cII (Equations 3.31)



















dI =

[

1

(1 + β2)GcI

]β1

dII =

[

β2

(1 + β2)GcII

]β2
(3.37)

pour β1 = β2 la propagation de la décohesion a lieu pour :

GTc =

(

1 + β2
)

GcIGcII
[

(GcII)
β1 + (β2GcI)

β1

]1/β1

(3.38)

où GTc est calculée comme le travail total de séparation :

GTc =

∫ +∞

0

Y ∗
mḊdt (3.39)

dont l’expression dépend de celle de la fonction Fm définissant la force critique de pilotage de l’en-
dommagement dans le domaine D ∈ ]0, 1[. La fonction Fm peut être écrite de plusieurs façons différentes
selon le modèle adopté. Le modèle Champaney-Valoroso, propose l’utilisation d’une expression similaire
à celle adoptée pour le chargement en mode pur 3.10 :

Fm (D) = Ymo + (Ymf − Ymo) [− log (1 − D)]
N

(3.40)

pour N > 0 et pas nécessairement entier.

En accord avec les équations 3.38 et 3.39, la force thermodynamique en mode mixte Ymf est écrite
comme :

Ymf = Ymo +
1

Γ (N + 1)
[GTc − Ymo] (3.41)

où Γ est la fonction Gamma [10]

La Figure 3.4 montre le rapport entre la traction équivalente tδ (eq. 3.24) et les composants du
déplacement en mode pur [un] et [us] . Les surfaces sont construites en faisant varier l’angle de chargement
ϕ entre 0 et +π/ 2 . Les paramètres utilisés sont : k+

n = ks = 10000, GcI = 0.125, GcII = 0.5, α1 = α2 =
β1 = β2 = 2, GoI = GoII = 0 et N = 1.7.
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Fig. 3.4 – Rapport traction-séparation en mode mixte.
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3.3 Prise en compte d’un état intial

Plusieurs facteurs peuvent être responsables d’un changement dans les conditions initiales de la couche
de colle : contact avec l’eau, réchauffement, un chargement mécanique préexistant, etc. Tous ces facteurs
vont réduire la résistance du joint collé. Un modèle numérique qui envisage la bonne simulation du com-
portement d’un assemblage collé doit prévoir la possibilité d’inclure des variables capables de représenter
cette affaiblissement de l’union.

Dans un modèle d’endommagement comme celui adopté ici, l’énergie d’activation de l’endommage-
ment Go pourait être utilisée pour représenter une réduction dans la résistance de l’interface. Une énergie
plus petite que celle considérée comme étant idéale pour le collage étudié serait donc introduite dans le
modèle. Le problème avec un tel choix de variable est que l’énergie Go idéale ne peut pas être facilement
évaluée.

La solution est d’adopter la variable d’endommagement D comme indicateur de changement des
conditions intiales. Il faut rappeler que l’endommagement est déjà défini comme facteur de réduction
de la rigidité de l’interface. Il suffit donc d’avoir les valeurs des rigidités d’interface considérées comme
idéales pour le collage étudié.

Dans l’annexe A de cette thèse, il est montré qu’un endommagement initial peut être évalué à travers
des essais acoustiques. Le modèle utilisé par Vlasie [55] permet de calculer les valeurs des raideurs élas-
tiques k0

n et k0
s qui correspondent à un collage parfait non-endommagé. Les essais acoustiques permettent

de calculer les raideurs kn et ks correspondant à l’état actuel du collage. La comparaison entre les valeurs
mesurées et les valeurs optimales permet d’évaluer l’endommagement initial D0 du joint collé.

Du point de vue numérique les effets d’endommagement initial sur la structure se traduit par l’in-
clusion de la valeur de D0 dans le modèle. Quand on considère l’interface non-endommagée, la variable
d’endommagement D part d’une valeur égale à zéro et crôıt, selon la loi adoptée, jusqu’à la valeur 1,
qui représente le décollement total. Pour considérer que l’interface a été pré-endommagée, il suffit de
faire partir la variable D d’une valeur égale à D0. La Figure 3.5 montre deux exemples du profil d’en-
dommagement dans deux plaques collées, avec et sans endommagement initial. La Figure 3.6 montre le
comportement du modèle lorsque l’endommagement initial est utilisé.

Fig. 3.5 – Profil d’endommagement initial
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Fig. 3.6 – Comportement du modèle

La simple inclusion d’une valeur d’endommagement initial ne suffit pas pour caractériser une interface
pré-endommagée. Il faut aussi analyser le profil d’endommagement à adopter par rapport à la façon
dont l’interface a été endommagée. Le profil d’endommagement montré dans la Figure 3.5 suppose que
l’interface a été pré-endommagée d’une façon uniforme. Cette représentation peut être utilisée pour
simuler un pré-endommagement causé par l’action de la chaleur, par exemple, où on peut considérer une
action uniforme de la température sur toute l’interface. Pour un endommagement causé par le contact
avec de l’eau, on peut considérer un profil où l’endommagement soit progressif dans la région proche des
extrémités de la pièce (Figure 3.7), par exemple.

Les essais mécaniques, qui seront modélisés ici, sont basés sur la propagation d’une fissure initiale.
L’existence de cette fissure peut amener à une différence entre la valeur d’endommagement le long de la
couche de colle (Figure 3.8(a)). L’endommagement dans la région la plus proche de la tête de la fissure
peut être considéré comme étant plus important que celui du reste de la couche.

Pour garantir la continuité de l’endommagement le long de la couche de colle, dans les simulations
menées ici, l’endommagement dans la région proche de la tête de la fissure varie de façon linéaire entre les
valeurs D0 et 1. La Figure 3.8(b) représente un exemple du profil d’endommagement le long de l’interface
collée avant le chargement.

3.4 Conclusion

Dans ce chap̂ıtre, un modèle d’interface endommageable à été présenté. La dégradation de la couche de
colle est représentée par une variable interne d’endommagement. Les concepts du modèle ont été présentés
pour des chargements en modes purs. Lorsque le chargement est mixte (traction et cisaillement) et qu’il
peut évoluer au cours du chargement, la mixité est mise à jour. Le début de dégradation du collage et
la rupture complète sont pris en compte par deux critères énergétiques généralistes dont les paramètres
seront à identifier.

Une technique de prise en compte d’un état d’endommagement initial, éventuellement variable en
espace, a été proposée. Elle pourra être utilisée par la suite pour la modélisation du vieillissement des
collages.

L’implantation de ce modèle dans un code de calcul par éléments finis est validé dans le chap̂ıtre
suivant par comparaison avec les résultats obtenus dans le chapitre 2 pour des situations simples.
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Fig. 3.7 – Profil d’endommagement initial

Fig. 3.8 – Profil d’endommagement initial
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Chapitre 4

Premières simulations numériques

Des essais de flexion, montrés au deuxième chapitre, ont été modélisés en utilisant la méthode des
éléments finis dans le code de calcul industriel CAST3M. Ce logiciel a été développé par le CEA - Com-
missariat à l’Energie Atomique en France. Le modèle d’interface endommageable Champaney-Valoroso,
adapté selon ce qui a été montré dans le chapitre précédent par rapport à l’endommagement initial, a
été implanté dans CAST3M. Les premières simulations ont été menées avec un pilotage classique en
déplacement déjà disponible dans le logiciel.

La Figure 4.1 montre la configuration basique utilisée dans les simulations numériques. Les dimensions
des plaques collées ainsi que les distances entre les appuis et longueurs de fissure ont été adopées pour
les trois types d’essais. Le module de Young et le coéfficient de Poisson du matériau sont respectivement
E = 81GPa et ν = 0.3.

Fig. 4.1 – Dimensions des plaques collées

Les simulations des essais ENF sont utilisées pour présenter les détails de la modélisation des essais.
Une comparaison avec les résultats obtenus pour les courbes de propagation de la fissure au deuxième
chapitre est faite. Le bon accord entre ces courbes sont le premier indice de la pertinence du modèle
adopté. Ensuite, les résultats des simulations et les comparaisons avec les courbes de propagation de
fissure sont présentés pour les deux autres types d’essais. La pertinence du modèle est encore une fois
constatée.
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Le modèle a donné des résultats cohérents par rapport à ce qui était attendu selon les théories utilisées
au chapitre 2. Ce chapitre se termine donc par une analyse de l’influence des principaux paramètres du
modèle sur le comportement général des plaques collées soumises à des essais mécaniques. Cette analyse
démontre que le modèle est capable de représenter un spectre assez large de comportements des interfaces
collées. La reproduction d’un résultat réel d’essais semble donc être parfaitement possible. La réussite de
la représentation du comportement réel dépendra, bien entendu, des résultats pratiques qui permettent
l’identification des paramètres d’interface.

4.1 Modèle numérique dans l’essai ENF

La Figure 4.2 représente le modèle en éléments finis utilisé pour un essai du type ENF. Deux lignes
formées par des éléments élastiques endommageables (P1-P2 et P2-P3) représentent la couche de colle.
La ligne P2-P3 est la région de l’interface proche de la tête de la fissure. Cette ligne correspond à la
région pré-endommagée par la fissure initiale abordée au chapitre précédent. Les points P6 et P7 sont
les points d’appui et le point P5, situé à mi-chemin entre P6 et P7, est le point d’application de la force
d’essai.

Fig. 4.2 – Modèle numérique

Avec ce modèle numérique, il est donc possible d’obtenir des résultats de simulations des essais
mécaniques des trois types proposés. La Figure 4.3 montre le maillage utilisé dans la simulation d’un essai
ENF. Ce maillage est composé par 960 éléments quadratiques à huit noeuds et 125 éléments d’interface.

Fig. 4.3 – Maillage ENF

Le graphique de la Figure 4.4 présente le comportement du modèle pour un essai ENF. L’endomma-
gement initial de l’interface dans ces premières simulations a été pris comme étant égal à zéro (Do = 0).
L’influence de ce paramètre est étudiée à la fin du présent chapitre. Les énergies d’activation GoI et
GoII correspondent à 60% des énergies critiques GcI et GcII . Les résultats des essais ENF représentent
toujours la force en fonction du déplacement mesuré au point P5 qui est l’endroit d’application de cette
force. La longueur de la fissure initiale est de 35mm pour les simulations présentées dans ce chapitre
(a = 35 mm).

La courbe montrée dans la Figure 4.4 est bien caractéristique des essais ENF. La fissure se propage
de façon brutale et la force chute abruptement. Alors que dans les essais du type DCB, par exemple,
la fissure se propage plus doucement et la force chute de façon continue, comme cela sera montré dans
la section suivante. Dans le chapitre 2 il a été démontré que la discontinuité de la force au moment de
l’avancée de la fissure est déterminée par la longueur de fissure initiale. Lorsque cette discontinuité de
la force est très importante il peut être difficile d’obtenir la convergence dans les simulations. Dans le
prochain chapitre une méthode qui facilite la convergence sera étudiée.
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Fig. 4.4 – Résultat pour D0 = 0

Dans le chapitre 7, les résultats numériques sont comparés avec ceux obtenus dans les essais mé-
caniques réalisés. Pour l’instant, on peut déjà vérifier que le résultat numérique est en accord avec les
courbes de propagation obtenues dans le chapitre 2. La Figure 4.5 montre un exemple pour une valeur
d’énergie critique GcII = 0.4N/mm.

4.2 Simulations d’essais DCB et MMF

Les essais en mode I et en mode mixte ont aussi été simulés avec le modèle Champaney-Valoroso. Les
dimensions utilisées sont celles déjà montrées dans la figure 4.1. Les modèles adoptés pour ces deux types
d’essais sont similaires à celui utilisé pour l’essai en mode II. Pour passer d’un type d’essai à l’autre il
suffit de changer les points d’application de la force et/ou les points d’appui.

Pour un essai DCB, ayant comme référence la Figure 4.2, on considère le côté opposé à la fissure
initiale comme étant encastré. Les déplacements des lignes P6-P1 et P1-P9 sont donc bloqués dans
toutes les directions. Deux forces de même amplitude et dans le sens opposé sont appliquées aux points
P7 et P8 pour ouvrir la fissure en mode I.

La Figure 4.6 montre le résultat numérique de l’essai DCB. Le graphique présente la force appliquée en
fonction du déplacement total, soit de l’ouverture totale correspondant. L’endommagement initial a été
pris comme étant égal à zéro et l’énergie GoI correspond à 60% de l’énergie GcI utilisée (GoI = 0.6GcI).

La Figure 4.7 montre que la simulation est en accord avec ce que l’on pouvait attendre en regardant
la courbe de propagation à énergie constante pour la valeur d’énergie utilisée. A la différence de l’essai
ENF, il n’y a pas de discontinuité de la force au moment de l’avancée de la fissure. Cela était attendu
et reste en accord avec ce qui a été démontré au chapitre 2, quand on a observé qu’il n’y a pas de point
d’instabilité en déplacement dans les courbes de propagation pour l’essai DCB.

Pour les essais MMF, toujours ayant comme référence la Figure 4.2, le seul changement par rapport
à l’essai ENF est le point d’appui du côté de la fissure. Pour simuler un essai en mode mixte, il suffit de
laisser libres les déplacements du point P7 et de considérer comme point d’appui le point P4. De cette
manière, au moment de l’application de la force sur le point P5, la fissure ira se propager à la fois en
mode I dû à l’ouverture entre les plaques, et à la fois en mode II dû au cisaillement causé par la flexion
des plaques.
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Fig. 4.5 – Comparaison avec la courbe de propagation
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Fig. 4.6 – Essais DCB
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Fig. 4.7 – Comparaison avec la courbe de propagation

Au deuxième chapitre, les courbes de propagation ont été tracées à partir d’une valeur d’énergie
critique totale GTc. Alors que la simulation numérique d’un essai MMF utilise les valeurs des énergies
critiques en mode pur, GcI et GcII . Afin de pouvoir comparer les courbes de propagation et le résultat
de la simulation, l’énergie critique totale a été calculée selon le critère présenté au chapitre 3.

GTc =

(

1 + β2
)

GcIGcII
[

(GcII)
β1 + (β2GcI)

β1

]1/β1

(4.1)

Pour GcI = 0.02 N/mm ; GcII = 0.4 N/mm, la mixité β est calculée :

GcII

GcI
=

0.4

0.02
= β2

β =
√

20

Pour une valeur classique β1 = 2, l’énergie critique totale est calculée avec l’équation 4.1 :

GTc = 0.29698 N/mm

La Figure 4.8 montre le résultat de la simulation de cet essai et la courbe de propagation. L’endom-
magement initial a été pris comme étant égal à zéro et les énergies GoI et GoII correspondent à 60% des
énergies GcI et GcII , respectivement (GoI = 0.6GcI et GoII = 0.6GcII). Encore une fois, la comparasion
démontre que les résultats sont compatibles.

Pour cet essai il y a aussi une discontinuité par rapport à la force au moment de l’avancée de la fissure.
L’existence de cette discontinuité suggère que, pour la géometrie adoptée, les effets de cisaillement (mode
II) sont assez importants.

Le maillage utilisé pour simuler l’essai MMF est présenté dans la Figure 4.9, avec les configurations
avant l’essai et après la déformation superposées. Ce maillage est composé de 1920 éléments quadratiques
à huit noeuds et de 250 éléments d’interface.
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Fig. 4.8 – Comparaison avec la courbe de propagation

Fig. 4.9 – Maillage MMF
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4.3 Influence des paramètres du modèle

Dans le chapitre 3, l’influence de l’exposant N dans le comportement de l’interface a déjà été montrée.
A présent, les effets de la variation d’autres paramètres sur le résultat des simulations des essais de flexion
seront étudiés. Les paramètres étudiés ici seront les énergies critiques GcI et GcII ; les énergies d’activation
de l’endommagement GoI et GoII ; les paramètres qui régissent les rapports entre les énergies lorsqu’on
travaille en mode mixte α1, α2, β1 et β2 ; et l’endommagement initial Do.

4.3.1 Energies critiques

Les simulations présentées ici montrent l’influence des énergies critiques GcI et GcII dans le com-
portement de l’assemblage. Les résultats ont été obtenus en modifiant uniquement la variable qui est
observée. Cette procédure est adoptée jusqu’à la fin de ce chapitre pour étudier l’influence des autres
variables.

L’essai DCB, étant un essai en mode I pur, est utilisé pour observer l’influence de GcI . La Figure
4.10 montre que la fissure se propage plus tôt lorsque la valeur de l’énergie critique est réduite, comme
il était attendu.

Fig. 4.10 – Influence de GcI

Les simulations de l’essai ENF sont utilisées afin d’observer l’influence de l’énergie critique en mode
II, GcII . La Figure 4.11 montre que la rédution de la valeur de l’énergie critique en cisaillement amène
bien à une propagation plus rapide de la fissure initiale.

4.3.2 Energies d’activation de l’endommagement

Le même principe adopté pour montrer l’influence des énergies critiques est utilisé ici. L’influence
des énergies d’activation GoI et GoII dans le comportement général de l’assemblage est montrée ici en
utilisant les résultats des essais DCB et ENF.

Les trois courbes dans la Figure 4.12 montrent bien que la valeur de l’énergie GoI a une très faible
influence dans la réponse globale du modèle. Afin de faciliter l’appréciation des résultats, les valeurs de
GoI sont notées en fonction de l’énergie critique GcI utilisée dans les simulations.
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Fig. 4.11 – Influence de GcII
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Fig. 4.12 – Influence de GoI
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En ce qui concerne l’énergie GoII , les résultats des essais ENF présentés dans la Figure 4.13 confirment
que cette variable n’as pas une influence significative sur la réponse globale du modèle.

Fig. 4.13 – Influence de GoII

4.3.3 Critère de rupture en mode mixte

Dans le chapitre 3, le paramètre de mixité β a été défini et le rapport entre les énergies en mode pur
a été écrit :

YII

YI
=

GII

GI
= β2

La mixité β caractérise le type de chargement en mode mixte. La Figure 4.14 présente les rapports
entre les énergies en mode pur pour quelques valeurs différentes de la mixité.

Le critère adopté pour l’activation de l’endommagement dépend des variables α1 et α2 :

(

YI

GoI

)α1

+

(

YII

GoII

)α2

= 1

Le critère adopté pour la propagation du décollement dépend encore des variables β1 et β2 :

(

GI

GcI

)β1

+

(

GII

GcII

)β2

= 1

Le développement du modèle utilise α1 = α2 et β1 = β2. Pour les essais mécaniques en mode mixte
représentés ici, il est encore convenable d’utiliser α1 = α2 = β1 = β2, ce qui est tout à fait raisonnable
si on prend en compte les similitudes qui unissent ces paramètres. La Figure 4.15 présente les rapports
entre les énergies en mode pur qui correspondent au critère de propagation pour quelques valeurs de la
variable α1

Pour une valeur de mixité donnée, les énergies en mode pur qui amènent à la propagation de la
décohésion dépendent énormément du paramètre α1. La Figure 4.16 montre clairement cette dépendance.
Les points 1, 2, 3 et 4 représentent 4 niveaux d’énergie possibles pour faire propager la fissure selon la
valeur α1 adoptée.
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Fig. 4.14 – Influence de la mixité β

Fig. 4.15 – Critères de propagation
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Fig. 4.16 – Critères de propagation et mixité

La valeur de la mixité β, dans la Figure 4.16, a été choisie pour rester cohérente avec les valeurs
d’énergies critiques utilisées jusqu’ici. Les énergies d’activation de l’endommagement suivent les mêmes
critères et sont donc aussi dépendantes du paramètre α1.

Les essais MMF sont utilisés pour montrer l’influence des paramètres en mode mixte. Les résul-
tats des simulations (Figure 4.17) montrent que ces paramètres jouent un rôle très important dans le
comportement du modèle.

4.3.4 Endommagement initial

Des simulations des essais ENF ont été faites pour étudier l’influence de l’endommagement initial. Le
modèle en éléments finis utilisé est celui montré dans la Figure 4.2. Des conditions initiales différentes
ont été adoptées pour les lignes P1-P2 et P2-P3. Une valeur constante d’endommagement D0 est utilisée
dans toute la ligne P1-P2 alors que pour la ligne P2-P3 l’endommagement varie entre la valeur D0 au
point P2 et la valeur 1 au point numéro P3.

La Figure 4.18 montre le profil d’endommagement sur les lignes qui représentent l’interface collée à
l’instant initial, pour D0 = 0.2. La simulation ici a été faite avec une longueur a2 = 20mm entre les points
P2 et P3. A partir de maintenant on appelera «endommagement initial» la valeur d’endommagement
dans la ligne P1-P2 à l’instant initial D0. Il est sous-entendu que l’endommagement dans la ligne P2-P3
est tousjours variable entre D0 et 1.

L’évolution d’endommagement au cours du temps est montrée dans la Figure 4.19 pour un endomma-
gement initial Do = 0.2. Les courbes d’évolution d’endommagement ont été tracées à chaque déplacement
de 0.1mm du point P5. Le saut d’endommagement observé représente l’avancée brutale de la fissure au
voisinage du point d’application de la force, endroit où la longueur de la fissure est proche de la moitié
de la distance entre les appuis (a ≃ l/2) .

Le modèle numérique a été testé pour plusieurs valeurs d’endommagement initial. Le graphique de la
Figure 4.20 montre les résultats obtenus pour quelques valeurs d’endommagement.

L’influence de l’endommagement initial dans le comportement du modèle est visible. A mesure qu’on
augmente la valeur de l’endommagement initial, l’énergie nécessaire pour faire propager la fissure diminue.
L’influence de l’endommagement initial sur la raideur d’interface est mieux vue dans la Figure 4.21 qui
montre les mêmes courbes en zoom.
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Fig. 4.18 – Profil d’endommagement
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Fig. 4.19 – L’évolution de l’endommagement

Fig. 4.20 – L’influence de l’endommagement
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Fig. 4.21 – L’influence de l’endommagement

La longueur de la zone de transition représentée par la ligne P2-P3, notée a2, est aussi un paramètre
qui détermine la forme de la courbe résultante de la simulation d’un essai. Le graphique de la Figure
4.22 présente les courbes obtenues pour trois longueurs différentes a2. La différence entre les courbes
est visible à partir d’une valeur assez grande de a2. Pour les dimensions des essais simulés une zone de
transition de 35mm est déjà trop importante. Pour des valeurs raisonnables (a2 < 10mm), ce paramètre
a donc une faible influence dans la réponse globale du modèle.

Fig. 4.22 – L’influence de la longueur de la zone de transition
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4.4 Conclusion

Ce chapitre a été consacré aux premières simulations numériques des essais mécaniques avec l’utilisa-
tion du modèle Champaney-Valoroso. L’interface a été modélisée avec un profil d’endommagement initial
créé pour reproduire les conditions rencontrées dans les essais de propagation d’une fissure initiale. Les
essais du type ENF, DCB et MMF ont été simulés et les résultats ont été compatibles avec les courbes
de propagation obtenues au deuxième chapitre.

L’influence des paramètres du modèle sur les résultas des simulations a été étudiée. Les premiers
paramètres étudiés furent les énergies critiques en mode pur. Les résultats ont confirmé que la fissure se
propage plus tôt lorsque la valeur de l’énergie critique est réduite.

Pour les énergies d’activation de l’endommagement, les résultats des simulations des essais DCB et
ENF ont montré une faible influence de GoI et GoII dans le comportement global du modèle.

Les critères de rupture en mode mixte adoptés dans le modèle Champaney-Valoroso ont été également
étudiés. L’influence de la forme du critère par rapport à la mixité β a été explicitée dans les graphiques
présentés. Les résultats des simulations des essais MMF ont confirmé l’importance de cette forme dans
la réponse globale du modèle.

Pour conclure le chapitre, l’influence de l’endommagement initial Do a été montrée dans les résultats
des simulations des essais ENF. En revanche, l’influence de la taille de la zone de transition a été très
faible, pour des valeurs raisonnables de a2.

Ces premières simulations ont aussi révelé une certaine difficulté pour obtenir la convergence dans les
simulations d’essais du type ENF et MMF. Dans ce chapitre cette difficulté a été surmontée à la fois par
la réduction des pas de calcul et par le raffinement du maillage. Le prochain chapitre sera donc consacré
à l’étude d’une méthode de pilotage qui permet d’obtenir plus facilement la convergence dans les cas où
il existe une grande discontinuité de la force lorsqu’il y a instabilité en déplacement.
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Chapitre 5

Pilotage de l’algorithme

Au deuxième chapitre il a été montré que la propagation de la fissure lors d’un essai de flexion peut
se passer de façon instable par rapport à la force ou au déplacement, en fonction du type d’essais et de
la longueur de fissure initiale a. La Figure 5.1 rappelle les zones de stabilité d’un essai ENF par rapport
à la force ( 0.5l < a < l ) et au déplacement ( 0.347l < a < l ).

Fig. 5.1 – Zones de stabilité

Les simulations présentées dans le chapitre précédent utilisent un algorithme incrémental avec pilotage
en déplacement disponible dans CAST3M. Les essais DCB sont toujours stables en déplacement, quelque
soit la longueur de la fissure initiale. En revanche, pour les essais du type ENF ou MMF, la longeur initiale
de la fissure est un facteur déterminant de la stabilité de la propagation de cette fissure. Pour un essai
ENF par exemple, le stabilité en déplacement est obtenue lorsque la fissure initiale est plus grande que
0.347l.

La Figure 5.2 présente deux simulations des essais ENF avec une longueur entre les appuis l = 160mm.
Deux longueurs de fissure initiale ont été utilisées : a = 35mm (a < 0.347l) et a = 60mm (a > 0.347l).
L’observation de ces deux résultats numériques, placés sur la courbe de propagation à énergie constante,
confirme que l’éprouvette où a < 0.347l est dans la zone d’instabilité en déplacement. Cette instabilité
est traduite par une discontinuité de la force au moment de la propagation de la fissure. D’autre part,
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sur l’éprouvette où a > 0.347l, la fissure se propage de manière stable, sans présenter de discontinuité de
la force et en parfaite concordance avec la courbe de propagation.

Fig. 5.2 – Stabilité d’un essai ENF

Pour les éprouvettes avec une fissure initiale dans la zone d’instabilité, il est parfois difficile ou
même impossible d’obtenir la convergence avec un pilotage en déplacement du type pas-a-pas. Le schéma
présenté dans la Figure 5.3 montre ce qui se passe lors d’une simulation d’un essai ENF avec ce type de
pilotage. Lorsque la force au point 1 est beaucoup plus grande que celle au point 2, obtenir ce dernier
numériquement peut devenir très dificile (“chemin A”). L’obtention du point 2 de cette manière exige à
la fois l’utilisation d’un maillage très raffiné et d’un pas d’évolution du point d’application de la force
très petit.

Pour obtenir des résultats d’une façon plus convenable, il est nécessaire d’utiliser une autre technique
de pilotage. La méthode de contrôle local “longueur d’arc” [29, 48, 19] permet d’avoir un pilotage sur
l’avancée de la fissure au lieu d’imposer les déplacements du point d’application de la force. De cette façon
il est possible de parcourir le “chemin” naturel de propagation de la fissure. Ce chemin est déterminé par
la courbe de propagation à énergie constante (“chemin B”), également montrée dans la Figure 5.3.

La forme de la courbe de propagation fait apparâıtre le phénomène du snap-back, caractéristique de
ces types d’essais, qui se traduit par la baisse d’effort et de déplacement dans la recherce de l’équilibre. Ce
phénomène est difficilement observable dans les vrais essais mécaniques car dans ces essais, le déplacement
du point d’application de la force est imposé.

Une méthode de contrôle local a été étudiée avec l’aide de l’ingénieur Giulio Alfano pendant un
séjour à l’Université de Naples dans le cadre du programme européen Galilée. Cette méthode, proposée
par Alfano et Crisfield [5], a été implantée dans CAST3M. Des simulations d’essais de flexion on été
faites et les résultats sont comparés avec ceux obtenus avec un pilotage classique.

5.1 Méthode de contrôle local

Avec une approximation standard basée sur le déplacement des éléments finis, l’état d’une structure
dépend d’un vecteur de déplacement p de dimension N , avec N étant le nombre de degrés de liberté
et des variables internes, kmax, aux points d’intégration des éléments d’interface. L’ensemble des forces
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Fig. 5.3 – Schéma Force-déplacement

et/ou des déplacements auxquels la structure est soumise est sensé être appliqué quasi-statiquement et
dépend d’un facteur de charge λ.

Le traitement d’un problème non-linéaire de manière incrémentale consiste à suivre la réponse struc-
turale pour λ variant dans une certaine gamme, généralement à partir d’une valeur initiale nulle et
évoluant, au moins au début, dans la direction λ > 0. La présence des points critiques est typique de
la réponse d’une structure adoucissante et les algorithmes conventionnels qui maintiennent le facteur de
charge fixé à chaque incrément échouent pour passer de tels points.

Par conséquent, des techniques de contrôle, dans lesquelles le facteur de charge, λ, est ajouté à
l’ensemble des inconnues, sont nécessaires. Le processus est donc divisé en un nombre fini d’incréments.
Pour le neme incrément les valeurs initiales, pn−1 et λn−1, sont celles obtenues après la convergence
dans l’incrément précédent, n−1, et sont donc connues, ainsi que les valeurs convergées précédentes. Les
valeurs finales des déplacements et du facteur de charge, pn et λn, sont des inconnues. En conséquence
le nombre d’inconnues est N + 1 et est lié à N équations d’équilibre plus une contrainte additionnelle
qui pilote l’augmentation du facteur de charge.

La méthode “longueur d’arc” ici considérée est basée sur l’introduction d’une fonction de contrôle, an,
pour chaque incrément n, qui dépend seulement des déplacements, p, et donne une mesure de l’évolution
de la structure. L’équation de contrainte s’écrit :

∆an (∆pn) = an (pn) − an (pn−1) = ∆ln (5.1)

où

∆pn = pn − pn−1 (5.2)

La taille de l’incrément, ∆ln, est calculée par l’intermédiaire d’un procédé automatique d’incrémen-
tation. En particulier, la fonction de contrôle est indépendante du facteur de charge λ [20].

L’équation 5.1 et les équations d’équilibre mènent au système non linéaire suivant :

{

g (pn, λn) = qi (pn, λn) − qext (λn) = 0
∆an (∆pn) − ∆ln = 0

(5.3)

où qi et qext sont les vecteurs des forces internes et externes, respectivement, et g est le vecteur de
force résiduelle. Lorsque des déplacements sont imposés, qi dépend de λ .

Les équations 5.3 sont typiquement résolues par un algorithme itératif. A chaque itération, pour la
simplicité de la notation, aucun index lié au nombre d’itération ne sera employé. Au lieu de cela, la valeur
des déplacements et du facteur de charge calculé à la fin de l’itération précédente est notée p0 et λ0. p
et λ sont les nouvelles valeurs calculées à la fin de l’itération et δp et δλ les incréments :
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{

p = p0 + δp
λ = λ0 + δλ

(5.4)

Les incréments à la fin de l’itération sont notés ∆p et ∆λ, avec

{

∆p = p + pn−1

∆λ = λ + λn−1
(5.5)

La convergence arrive lorsque :

‖g (p, λ)‖
‖f (p, λ)‖ < γ (5.6)

où f est le vecteur de toutes les forces externes, y compris les réactions, et γ est une tolérance
numérique. Lorsque la convergence arrive, pn = p et λn = λ et on passe au prochain incrément, n + 1,
autrement, p0 = p et λ0 = λ et on recommence. À la première itération (prédiction) p0 = pn−1 et
λ0 = λn−1.

La méthode de Newton est employée ici et les équations d’équilibre sont linéarisées autour de (p0, λ0).
Le système linéaire de N équations et N + 1 inconnues est obtenu :

Kt0δp = −g0 + δλq
′

0 (5.7)

où



























Kt0 =
∂qi

∂p

∣

∣

∣

∣

(p0, λ0)

q
′

0 =
∂qext

∂λ

∣

∣

∣

∣

λ0

− ∂qi

∂λ

∣

∣

∣

∣

(p0, λ0)
g0 = qi (p0, λ0) − qext (λ0)

(5.8)

δp s’écrit :

δp = δp + δλδpt (5.9)

où

{

δp = −K−1
t0 g0

δpt = K−1
t0 q

′

0

(5.10)

En remplaçant ∆pn dans l’équation 5.3(2) avec l’incrément,

∆p = p0 + δp + δλδpt − pn−1 (5.11)

L’équation avec l’inconnue δλ est obtenue :

∆an (∆p0 + δp + δλδpt) = ∆ln (5.12)

et le vecteur

∆p = p0 + pn−1 (5.13)

est l’incrément de déplacement au début de l’itération. La solution de l’équation 5.12, avec les ex-
pressions 5.9 et 5.10, donne les incréments, δp et δλ.
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5.2 Contrôle sur l’avancée de la fissure

Cette méthode de controle local a été implantée dans le code CAST3M. Les résultats numériques
montrés jusqu’ici ont été calculés en utlisant une pilotage sur le déplacement du point d’application de
la force. Pour un pilotage classique comme celui-là il suffit d’utiliser la procédure pas-a-pas disponible
dans CAST3M. Pour utiliser le contrôle local la procédure pas-b-pas a été crée.

Dans les problèmes avec endommagement, les phénomènes de snap-back sont typiquement liés à la
localisation des contraintes et à l’augmentation de l’endommagement. Le nombre de degrés de liberté
liés à ces phénomènes est comparativement petit.

Des fonctions de contrôle basées sur des normes globales de déplacements peuvent être trop peu
sensibles et, en conséquence, les fonctions de contrôle local, qui dépendent seulement d’un ensemble
localisé de degrés de liberté, ont été employées [14].

Une fonction de contrôle local linéaire, an, est choisie à chaque incrément n. Bien que an dépende
d’un ensemble localisé de degrés de liberté, il est commode de la faire dépendre de tous les déplacements,
p. L’équation de contrainte 5.12 peut alors être écrite de la forme suivante :

∆an (∆p) = an · (∆p0 + δp + δλδpt) = ∆ln (5.14)

avec an étant un vecteur de dimension N .
Pour la première itération (prédiction) ∆p0 = 0, car p0 = pn−1 ; et δp = −K−1

t0 g0
∼= 0, car g0 =

g (pn−1, λn−1) ∼= 0. Dans l’itération suivante (correction) on peut supposer que l’équation 5.14 a été
exactement satisfaite à la fin de l’itération précédente, de sorte que ∆ln = an · ∆p0. Alors, l’équation
5.14 a une solution donnée pour :

δλ ∼= ∆ln
an · δpt

(prediction)

et

δλ = − an · δp
an · δpt

(correction)

Dans la simulation des essais de flexion sur les plaques collées, le vecteur an est choisi en fonction
des valeurs d’endommagement de l’interface calculés à chaque pas d’iteraction. Dans la procédure pas-

b-pas, les déplacements p pris en compte dans le calcul de l’incrément ∆ln sont ceux des points où
l’endommagement est encore inférieur à 1. Cette procédure assure donc le contrôle sur l’avancée de la
fissure.

5.3 Résultats avec contrôle local

La procédure pas-b-pas a été implantée dans le CAST3M. Le résultat de la simulation d’un essai du
type ENF (Figure 5.4) permet de constater que le phénomène de snap-back peut être parfaitement pris
en compte lorsqu’on utilise le contrôle local sur l’avancée de la fissure.

La Figure 5.5 montre la comparaison entre les résultats obtenus avec contrôle local et ceux obtenus
avec le pilotage sur le déplacement du point d’application de la force. En dehors de la zone de snap-back

les deux courbes suivent pratiquement le même chemin. Les essais em mode mixte présentent eux aussi
du snap-back et peuvent être mieux simulés avec un pilotage sur l’avancée de la fissure (Figure 5.6).

Une comparaison entre les courbes obtenues avec contrôle local et les courbes de propagation obtenues
au chapitre 2 est montrée dans la Figure 5.7. Le contrôle local permet de suivre exactement le chemin de
propagation de la fissure. La Figure 5.8 montre les courbes obtenues pour différentes valeurs de GcII . Ces
résultats sont aussi en accord avec les courbes de propagation pour différentes valeurs d’énergie critique
qui ont été présentées au deuxième chapitre.

5.4 Conclusion

La méthode de pilotage avec contrôle local de type “longueur d’arc” a été étudiée dans ce chapitre.
Cette méthode facilite la simulation de essais du type ENF et MMF qui présentent le phénomène de
snap-back.
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Fig. 5.4 – Résultat avec contrôle local
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Fig. 5.5 – Comparaison entre les résultats
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Fig. 5.7 – Comparaison avec la courbe de propagation
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Fig. 5.8 – Résultats avec contrôle local

La méthode “longueur d’arc” a été implantée dans CAST3M et la procédure pas-b-pas a été créée. Le
nom de cette nouvelle procédure a été choisi pour faire référence à la procédure pas-a-pas déjà existante
dans le logiciel. Les simulations avec les deux procédures ont été comparées et ont démontré un bon
accord.

Les simulations avec la procédure pas-b-pas ont aussi été comparées avec les courbes de propagation.
Les résultats confirment que la procédure créée permet l’accompagnement de la courbe de propagation
en évitant les discontinuités de la force.

Le pilotage sur l’avancée de la fissure est particulièrement applicable à la simulation des essais de
propagation d’une seule fissure. En revanche, pour des simulations sur des éprouvettes avec plus d’une
fissure, l’utilisation de cette méthode devient plus compliquée. Le problème dans ce cas est de choisir
quelle fissure doit être contrôlée. Pour résoudre des problèmes de cette nature, une combinaison de la
méthode “longueur d’arc” et de la méthode “line searches” a été proposée par Alfano-Crisfield [5, 19].

Les simulations présentées dans ce travail de thèse ont toujours une seule fissure à contrôler. L’uti-
lisation de la méthode “longueur d’arc” est donc suffisante pour résoudre les problèmes de convergence,
lorsqu’ils existent.

Avec l’implémentation de la procédure pas-b-pas, l’outil de calcul numérique a été mis au point. Le
prochain pas devrait être l’identification des paramètres du modèle. Toutefois, avant de commencer cette
identification, il est convenable de comparer les résultats obtenus avec le modèle Champaney-Valoroso
et avec ceux d’autres modèles d’endommagement déjà proposés dans la litterature. Le prochain chapitre
présente deux autres modèles d’interface endommageable. La comparaison des résultats va permettre de
vérifier la pertinence du modèle adopté et de le valider.
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Chapitre 6

Comparaison avec d’autres modèles

d’interface endommageable

Le modèle Champaney-Valoroso a été présenté au troisième chapitre. Dans le chapitre suivant le
modèle a été implanté dans le CAST3M et les premières simulations numériques ont été faites. Les
problèmes de convergences pour la simulation des essais du type ENF et MMF ont été traités dans le
chapitre précédent. L’outil de calcul numérique a donc été mis au point. Les résultats des simulations
des essais en utilisant le modèle proposé sont compatibles avec les courbes de propagation de la fissure
à énergie constante obtenues au deuxième chapitre. Pour être sûr de la pertinence du modèle il reste
encore à valider ces résultats avec ceux obtenus avec d’autres modèles et d’autres codes de calcul.

Deux autres modèles d’interface endommageable seront donc présentés dans ce chapitre. Le premier,
présenté dans la section 6.1, a été proposé par Crisfield [42] et modifié plus tard par Alfano [4]. Le
deuxième, section 6.2, a été d’abord employé dans l’étude de la dégradation entre les différentes couches
des matériaux composites [9]. Ce deuxième modèle est celui qui a inspiré le développement du modèle
Champaney-Valoroso.

Dans les deux premières sections du présent chapitre, les deux modèles seront brièvement présentés
d’une façon similaire à celle utilisée par les auteurs dans les publications prises comme référence. Après ce
premier aperçu des modèles, la section 6.3 developpe la comparaison entre ces deux modèles et celui pro-
posé par Champaney-Valoroso. Le but de cette section est de vérifier si le modèle Champaney-Valoroso,
tel qu’il a été proposé, est aussi capable de représenter à la fois le comportement bilinéaire du modèle
Crisfield-Alfano et le comportement du modèle Allix-Ladevèze.

Des simulations d’essais de propagation de la fissure avec les trois modèles seront présentées ensuite,
section 6.4. Les résultats seront donc comparés afin d’observer les possibles différences entre les modèles.

6.1 Modèle Crisfield-Alfano

Ce modèle a été proposé par Crisfield [42] et il a été modifié par Alfano [4]. Le modèle définit de
manière explicite le rapport non-linéaire entre le déplacement [u] et la traction dans l’interface t. Pour
cela, le paramètre γ̃ est introduit :

γ̃ =

[(

YI

GoI

)µ

+

(

YII

GoII

)µ]

1

µ

− 1 (6.1)

où le scalaire µ est un paramètre du matériau et YI et YII sont définis exactement de la même façon
que dans le modèle Champaney-Valoroso :

{

YI = 1
2k+

n 〈[un]〉2+
YII = 1

2ks [us]
2 (6.2)

L’existence de deux énergies d’activation de l’endommagement GoI et GoII est aussi présumée. Le
rapport entre ces deux paramètres et les énergies critiques en mode pur GcI et GcII est écrit à l’aide du
paramètre η introduit dans le modèle :
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Fig. 6.1 – Loi de comportement biliniaire : mode I (a) et mode II (b)

GoI

GcI
=

GoII

GcII
= 1 − η (6.3)

On appelle γ la plus grande valeur de γ̃ obtenue au cours du chargement :

γ = max
τ≤t

γ̃ (6.4)

La traction dans l’interface est donc écrite :

t =

{

K [u] si γ ≤ 0
(I−DC)K [u] si γ > 0

(6.5)

où K = diag [kn, ks] et C = diag [h ([un]) , 1], avec la fonction de Heaviside h (x) :

{

h (x) = 1 si x ≥ 0
h (x) = 0 si x < 0

(6.6)

I est le tenseur identité et le paramètre d’endommagement D est défini comme :

D = min

{

1,
1

η

(

γ

1 + γ

)}

(6.7)

La matrice C joue un rôle quand il y a compression de l’interface ([un] < 0), dans ce cas là, le mode
I n’interagit pas avec le mode II.

Le critère de propagation adopté par Champaney-Valoroso :

(

GI

GcI

)β1

+

(

GII

GcII

)β2

= 1 (6.8)

est simplifié ici, par un rapport fixe entre les modes de sollicitation, en prenant β1 = β2 = µ/2.
Les énergies dissipées en mode I et mode II sont données pour :

{

GI =
∫ +∞

0
tn ˙[un]dt

GII =
∫ +∞

0
ts ˙[us]dt

(6.9)

L’ensemble des paramètres d’entrée du modèle, décrit dans les équations précédentes, est représenté
par les énergies critiques GcI et GcII , les énergies d’activation de l’endommagement GoI et GoII , et les
raideurs kn et ks. Ces paramètres sont illustrés dans la Figure 6.1, pour les chargements en mode pur.

D’après la Figure 6.1, GoI et GoII représentent les énergies d’activation en mode I et II correnspondant
respectivement aux déplacements relatifs [uno] et [uso], alors que tno et tso sont les valeurs de la traction
correspondant à ces déplacements. Les rapports suivants sont facilement déduits :

GoI =
1

2
tno [uno] ; GoII =

1

2
tso [uso] ; kn =

tno

[uno]
; ks =

tso

[uso]
; (6.10)
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Fig. 6.2 – Comportement du modèle en mode pur

De cette façon, le modèle peut aussi être décrit par un nouvel ensemble de paramètres d’entrée : GcI ,
GcII , tno, tso, [uno] et [uso].

Dans la Figure 6.1, les composants du déplacement relatif correspondant aux endommagements com-
plets en mode pur ont été notés comme [unc] et [usc]. Par rapport aux paramètres d’entrée, ces déplace-
ments peuvent être écrits :











[unc] =
2GcI

tno

[usc] =
2GcII

tso

(6.11)

On remarque que l’équation 6.3 peut être écrite en fonction des composants de déplacement relatif :

[uno]

[unc]
=

[uso]

[usc]
= 1 − η (6.12)

L’expression pour la variable γ̃ peut également être ré-écrite :

γ̃ =

[( 〈[un]〉+
[uno]

)µ

+

( |[us]|
[uso]

)µ]

1

µ

− 1 (6.13)

Le modèle Crisfield a été brièvement décrit jusqu’ici en utilisant une approche explicite analogue à celle
proposée dans [42]. Ce modèle a été reformulé par Alfano [4] dans un cadre plus général d’endommagement
mécanique. Alfano propose l’expression suivante pour l’energie surfacique :

ψ ([u] , Dn, Ds) =
1

2
(1 − Dn) kn 〈[un]〉2+ +

1

2
(1 − Ds) ks [us]

2
+

1

2
kn 〈[un]〉2− (6.14)

A partir de l’introduction de deux variables d’endommagement Dn et Ds, il est nécessaire de travailler
avec les deux forces thermodynamiques YI et YII , respectivement. La force thermodynamique en mode
mixte Ym n’est pas définie ici, comme le fait le modèle Champaney-Valoroso.

La Figure 6.2 montre le comportement du modèle pour un chargement en mode pur.
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6.2 Modèle Allix-Ladevèze

Ce modèle a d’abord été proposé pour étudier la délaminage entre les plis d’un composite [9]. Le
modèle a été ensuite utilisé pour étudier la dégradation d’une couche de colle [38].

L’énergie surfacique est ici décrite de la façon suivante :

ψ ([u] , Dn, Ds1, Ds2) =
1

2
(1 − Dn) kn 〈[un]〉2+ +

1

2
(1 − Ds1) ks1 [us1]

2

+
1

2
(1 − Ds2) ks2 [us2]

2
+

1

2
kn 〈[un]〉2−

(6.15)

On dénote par s1 et s2 les variables relatives aux deux directions possibles pour le cisaillement en
mode pur.

Les forces thermodynamiques qui pilotent les lois d’évolution s’écrivent de la façon suivante :























Yn =
1

2
k+

n 〈[un]〉2+
Ys1 =

1

2
ks1 [us1]

2

Ys2 =
1

2
ks2 [us2]

2

(6.16)

L’endommagement étant le seul phénomène dissipatif, l’énergie dissipée s’écrit :

φ = YnḊn + Ys1Ḋs1 + Ys2Ḋs2 (6.17)

avec φ ≥ 0 , pour satisfaire le second principe de la thermodynamique.

Une loi d’évolution de l’endommagement isotrope est utilisée en supposant toujours les différents
endommagements très fortement couplés et gouvernés par un taux de restitution d’énergie unique qui
s’écrit :

Y (t) = sup|τ<t

[

(Y α
n + (γ1Ys1)

α
+ (γ2Ys2)

α
)

1

α

∣

∣

∣

τ

]

(6.18)

où γ1 et γ2 sont des paramètres de couplage énergies de cisaillement/énergie transverse et α est un
autre paramètre permettant de décrire le lieu de rupture en mode mixte vis-à-vis de la mécanique de la
rupture.

De la même façon que dans la modèle Champaney-Valoroso, on considère ici que l’interface rom-
pue dans un mode de sollicitation donné l’est aussi pour tous les autres modes. La loi d’évolution de
l’endommagement est alors définie par le choix d’une fonction matériau ω telle que :

Dn = Ds1 = Ds2 = ω (Y ) si D < 1
Dn = Ds1 = Ds2 = 1 sinon

avec :

ω (Y ) =

[

n

n + 1

〈Y − Go〉+
(Gc − Go)

]n

(6.19)

Le paramètre n caractérise la plus ou moins grande fragilité de l’interface. Plus n est grand, plus
l’interface est fragile (Figure 6.3).

La Figure 6.4 montre le comportement du modèle pour un chargement en mode pur.

6.3 Comparaison avec le modèle Champaney-Valoroso

Dans cette section les trois modèles seront présentés d’une façon similaire. Les modèles Crisfield-
Alfano et Allix-Ladevèze sont vus comme une forme simplifiée du modèle Champaney-Valoroso [3].
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Fig. 6.3 – Evolution de l’endommagement pour différentes valeurs de n

Fig. 6.4 – Comportement du modèle en mode pur
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6.3.1 Chargement en mode pur

L’idée de zone cohésive a été présentée, au chapitre 3, de la façon suivante :







Y ∗ = Go ⇒ D = 0

Y ∗ =
∫ t

0
Ẏ ∗dt = F (D) ⇒ D ∈ ]0, 1[

Y ∗ = maxτ∈[0,T ] Y (τ) ⇒ D = 1

(6.20)

Les différents modèles cohésifs existant, ainsi que les trois ici étudiés, se différencient surtout par
rapport à la forme de la fonction F adoptée et par les paramètres considérés. Une condition basique qui
doit être respectée est le critère d’énergie de la Mécanique de la Fracture :

∫ +∞

0

Y Ḋdt = Gc (6.21)

L’énergie dissipée pendant le processus de décohésion doit être égale à l’énergie critique Gc.
Le modèle exponentiel d’endommagement proposé par Champaney-Valoroso [54] décrit l’énergie cri-

tique Y ∗comme :







Y ∗ = Go ⇒ D = 0

Y ∗ = Go + (Yf − Go) [− log (1 − D)]
N ⇒ D ∈ ]0, 1[

Y ∗ = maxτ∈[0,T ] Y (τ) ⇒ D = 1

(6.22)

Lors de la présentation de ce modèle il a été montré que la valeur caractéristique Yf de la force
thermodynamique est calculée en imposant la condition décrite dans l’équation 6.21.

De la même façon, un modèle comme celui de Crisfield-Alfano peut être obtenu en utilisant :



















Y ∗ = Go ⇒ D = 0

Y ∗ =
Y 2

f Go

[GoD + Yf (1 − D)]
2 ⇒ D ∈ ]0, 1[

Y ∗ = max
τ∈[0,T ]

Y (τ) ⇒ D = 1

(6.23)

D’après l’équation 6.21 :

Yf = Gc

La fonction F peut aussi être écrite en utilisant le paramètre η défini par Crisfield-Alfano dans
l’équation 6.3 :

FCA =
(1 − η)Gc

(1 − ηD)
2

Un modèle du type Allix-Ladèveze peut également être représenté de cette façon :











Y ∗ = Go ⇒ D = 0

Y ∗ = Go + (Yf − Go) D1/N ⇒ D ∈ ]0, 1[
Y ∗ = max

τ∈[0,T ]
Y (τ) ⇒ D = 1

(6.24)

Le paramètre N > 0 est donc introduit pour avoir un modèle plus élaboré. Ce modèle est capable
de représenter des situations d’endomagement plus diverses, par rapport au modèle bilinéaire, comme le
montre la Figure 6.5.

La valeur caractéristique Yf est calculée à partir de l’équation 6.21 :

∫ t

0

Y ∗ (D) dD = Go +
N

N + 1
(Yf − Go) = Gc

En utilisant ces mêmes paramètres (équation 6.22), le modèle Champaney-Valoroso permet de repré-
senter des situations encore plus spécifiques. La comparaison entre la Figure 6.5 et la Figure 6.6, déjà
présentée au troisième chapitre, montre bien que la différence entre les deux modèles est particulièrement
remarquable à la fin du processus d’endommagement.
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Fig. 6.5 – Comportement du modèle Allix-Ladevèze en fonction de N

Fig. 6.6 – Comportement du modèle Champaney-Valoroso en fonction de N
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6.3.2 Chargement en mode mixte

Au chapitre 3, le modèle d’endommagement en mode mixte a été caractérisé par le rapport entre
cette énergie critique Y ∗

m et l’endommagement D :











Y ∗
m = Ymo ⇒ D = 0

Y ∗
m = Fm (D) ⇒ D ∈ ]0, 1[

Y ∗
m = max

τ≤t
Ym (τ) ⇒ D = 1

(6.25)

L’énergie total GT dissipée pendant la décohesion est définie comme :

GT = GI + GII (6.26)

De façon similaire à celle utilisée dans le cas du chargement en mode pur, l’énergie critique totale est
calculée :

GTc =

∫ +∞

0

Y ∗
mḊdt (6.27)

En utilisant les mêmes notations présentées dans le chapitre 3, les expressions pour Fm pour les trois
modèles peuvent être écrites :

Fm (D) =



















Y 2
mfYmo

[YmoD + Ymf (1 − D)]
2

Ymo + (Ymf − Ymo)D1/N

Ymo + (Ymf − Ymo) [− log (1 − D)]
N

(6.28)

La valeur caractéristique Ymf est calculée à partir de l’équation 6.27 :

Ymf =



















GTc
1

N
[(N + 1) GTc − Ymo]

Ymo +
1

Γ (N + 1)
[GTc − Ymo]

(6.29)

Les modèles Crisfield-Alfano, Allix-Ladèveze et Champaney-Valoroso sont respectivement représentés
par les équations 6.28(1) et 6.29(1), 6.28(2) et 6.29(2), 6.28(3) et 6.29(3).

Les Figures 6.7, 6.8 et 6.9 montrent le rapport entre la traction équivalente tδ, définie au chapitre
3, et les composants du déplacement en mode pur [un] et [us], pour les trois modèles. Les surfaces sont
construites en faisant varier l’angle de chargement ϕ entre 0 et +π/ 2 . Les paramètres utilisés sont :
k+

n = ks = 10000, GcI = 0.125, GcII = 0.5, α1 = α2 = β1 = β2 = 2. Pour le modèle Crisfield-Alfano
GoI = 0.01125 et GoII = 0.045. Pour le modèle Allix-Ladèveze GoI = GoII = 0 et N = 0.2. Pour le
modèle Champaney-Valoroso GoI = GoII = 0 et N = 1.7.

6.4 Résultats des simulations

Quatre situations différentes ont été simulées avec les trois modèles présentés afin de comparer les
résultats [3]. Les simulations avec le modèle Crisfield-Alfano ont été réalisées par G. Alfano dans le logiciel
LUSAS. Les simulations avec le modèle Allix-Ladèveze ont été faites dans CAST3M. Ce modèle a été
implanté dans CAST3M par L. Gornet [25, 37].

Pour pouvoir comparer les différents modèles, on considère la même raideur initiale d’interface dans
les trois types de simulation. Les autres paramètres sont fixés de façon à obtenir les mêmes valeurs pour
l’énergie de fracture et la contrainte maximale locale. Le concept de contrainte maximale n’est pas défini
de façon directe dans les modèles Allix-Ladevèze et Champaney-Valoroso. Dans les simulations avec ces
deux modèles, l’exposant N est donc ajusté pour obtenir la valeur maximale de la traction qui correspond
à la contrainte maximale locale du modèle bilinéaire.
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Fig. 6.7 – Rapport traction-séparation en mode mixte - Crisfield-Alfano. Profil (a) et haut (b)

Fig. 6.8 – Rapport traction-séparation en mode mixte - Allix-Ladèveze. Profil (a) et haut (b)
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Fig. 6.9 – Rapport traction-séparation en mode mixte - Champaney-Valoroso. Profil (a) et haut (b)

6.4.1 Essai DCB

Pour un premier exemple, on considère l’essai DCB représenté dans la Figure 6.10. Les paramètres
de l’interface sont montrés dans la Table 6.1. Pour le matériau E = 70 GPa et ν = 0.3.

Paramètres d’interface kn

(

N/mm3
)

Go (N/mm) Gc (N/mm) to
(

N/mm3
)

N

Allix-Ladevèze 1.000E+04 1.125E-02 5.000E-01 3.002E+01 1.980E-01
Champaney-Valoroso 1.000E+04 1.125E-02 5.000E-01 3.004E+01 1.720E+00

Crisfield-Alfano 1.000E+04 4.500E-02 5.000E-01 3.000E+01 -

Tab. 6.1 – Paramètres d’interface

Les résultats obtenus avec les trois modèles (Figure 6.11) n’ont pas de différences significatives. Ils sont
pratiquement coincidents, compte tenu du raffinement du maillage utilisé (284×4 éléments quadratiques
à huit noeuds continus et 280 éléments d’interface) et la faible rigidité de l’éprouvette.

6.4.2 Essai DCB compact

Le deuxième exemple simulé reproduit les mêmes conditions de chargement que l’essai précédent,
mais dans le cas présent, la rigidité des plaques est considérablement augmentée. Les simulations ont été
faites avec des plaques de 50 mm d’épaisseur au lieu des 1.5 mm utilisés dans l’essais DCB classique.

Les paramètres de l’interface sont ceux qui ont déjà été montrés dans la Table 6.1. Le module de
Young et le coefficient de Poisson du matériau sont respectivement E = 210GPa et ν = 0.2. Le maillage
a été cronstuit avec 78 × 16 éléments continus et 70 éléments d’interface.

L’augmentation de la rigidité des plaques permet de voir un écart plus important entre les résultats
obtenus avec les trois modèles (Figure 6.12). Pour cette configuration en particulier, le modèle Allix-
Ladevèze amène à un résultat avec une force maximale environ 20% plus importante que les modèles
exponentiel et bilinéaire.

Ce résultat montre que pour des éprouvettes trés épaisses la forme de la loi d’évolution peut avoir
une influence significative sur la taille de la process zone. Ce qui a déjà été démontré par Alfano [2].

80



Fig. 6.10 – Essai DCB

Fig. 6.11 – Simulations d’essai DCB

81



Fig. 6.12 – Simulations d’essai DCB compact

6.4.3 Essai MMF

L’essai MMF représenté dans la Figure 6.13 à été simulé avec les paramètres d’interface présentés
dans la Table 6.2. Pour le matériau des plaques, le module de Young et le coefficient de Poisson sont
respectivement E = 70 GPa et ν = 0.3.

Paramètres d’interface kn

(

N/mm3
)

GoI (N/mm) GcI (N/mm) tno

(

N/mm3
)

N

Allix-Ladevèze 1.000E+04 2.813E-03 1.250E-01 1.501E+01 1.975E-01
Champaney-Valoroso 1.000E+04 2.813E-03 1.250E-01 1.502E+01 1.696E+00

Crisfield-Alfano 1.000E+04 1.125E-02 1.250E-01 1.500E+01 -

ks

(

N/mm3
)

GoII (N/mm) GcII (N/mm) tso

(

N/mm3
)

α1, β1

Allix-Ladevèze 1.000E+04 1.125E-02 5.000E-01 3.002E+01 2.000E+00
Champaney-Valoroso 1.000E+04 1.125E-02 5.000E-01 3.004E+01 2.000E+00

Crisfield-Alfano 1.000E+04 4.500E-02 5.000E-01 3.000E+01 2.000E+00

Tab. 6.2 – Paramètres d’interface

Les simulations avec les trois modèles ont été faites avec le maillage présenté dans la Figure 6.14. Les
trois résultats ont une très bonne concordance (Figure 6.15).

Ces résultats confirment ce qui a été trouvé pour les essais DCB. Les simulations avec des éprouvettes
relativement flexibles, en utilisant un maillage suffisamment raffiné, sont peu sensibles aux différentes
lois de comportement. Dans ces conditions, quelque soit le modèle utilisé, les résultats seront toujours
très proches les uns des autres.

6.4.4 Essai MMT

Le quatrième type d’essais est le mixed-mode thick specimen test (MMT). La Figure 6.16 montre le
schéma de cet essai en mode mixte avec une éprouvette plus rigide que celle utilisée dans un essai MMF
classique. Ici, le chargement se fait avec une force horizontale appliquée au point supérieur droit de la
plaque supérieure. La force appliquée de cette façon transmet des efforts de traction normal (mode I) et
cisaillant (mode II) au long de l’interface.
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Fig. 6.13 – Essai MMF

Fig. 6.14 – Maillage d’essai MMF

Fig. 6.15 – Simulations d’essai MMF

83



Fig. 6.16 – Essai MMT
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Fig. 6.17 – Maillage d’essai MMT

Les simulations ont été faites avec un maillage construit avec 78×16 éléments continus et 70 éléments
d’interface (Figure 6.17). Les trois résultats présentés dans la Figure 6.18 ont été obtenus avec les mêmes
paramètres d’interface et les mêmes caractéristiques de matériau utilisées dans l’exemple precédent.

Le résultat obtenu avec le modèle Allix-Ladevèze présente encore une fois une force maximale plus
importante que les autres. La différence ici est toutefois moins importante que celle observée pour l’essai
DCB compact. Les résultats montrent aussi un comportement légèrement moins rigide lorsqu’on utilise
le modèle Crisfield-Alfano.

6.5 Conclusion

Dans ce chapitre, les modèles Crisfield-Alfano et Allix-Ladevèze ont été brièvement présentés. Ensuite,
il a été démontré que ces modèles peuvent être aperçus comme étant une simplification du modèle
Champaney-Valoroso.

Des simulations d’essais de propagation de la fissure avec les trois modèles ont été présentées. Les
chargement en mode I et en mode mixte on été étudiés. Pour pouvoir comparer les résultats obtenus
avec les trois modèles, les paramètres d’interface ont été choisis de façon à avoir les mêmes valeurs pour
l’énergie de fracture et la contrainte maximale locale. Les paramètres en mode mixte ont été choisis en
utilisant un critère elliptique pour établir les rapports entre les énergies critiques en mode pur.

Les résultats montrent que la forme de la loi de comportement de l’interface peut avoir une influence
sur la réponse globale dans certains cas. L’augmentation de la rigidité des éprouvettes a été identifiée
comme responsable des différences observées dans les simulations présentées avec les trois modèles. En
revanche, pour les simulations des essais classiques (DCB et MMF) où les l’éprouvettes ne sont pas très
rigides, les trois modèles présentent pratiquement les mêmes résultats.

Ces résultats valident le modèle développé et son implantation dans CAST3M par comparaison avec
deux autres modèles dans deux autres codes. Il ne reste qu’à procéder à l’identification des paramètres du
modèle. Le chapitre 7 montre donc l’identification de quelques paramètres à l’aide des essais mécaniques.
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Fig. 6.18 – Simulations d’essai MMT
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Chapitre 7

Identification et validation

Le travail réalisé jusqu’ici a permis d’avoir un outil capable de simuler des essais mécaniques de
propagation d’une fissure. Les résultats de ces simulations ont d’abord été comparés avec les courbes de
propagation obtenues au deuxième chapitre, ensuite avec les résultats obtenus par deux autres modèles.
Pour valider d’une façon définitive le modèle adopté, il ne manque que la comparaison entre les simulations
et les résultats pratiques.

Les essais mécaniques rendent possible, dans un premier temps, l’identification de certains paramètres
du modèle d’interface. Les essais acoustiques réalisés par V. Vlasie [57] complètent cette étape d’iden-
tification (Annexe A). Une fois que tous les paramètres ont été identifiés, les résultats d’autres essais
mécaniques sont utilisés pour valider les simulations.

La première section de ce chapitre explique comment ont été faites les éprouvettes collées. Quelques
traitements de surface trouvés dans la littérature [16, 21, 49] sont brièvement présentés. Les résultats des
essais, présentés dans la section 7.2, montrent l’efficacité des traitements utilisés.

La section 7.3 compare les résultats des essais et les résultats des simulations numériques. Cette
comparaison permet d’identifier les paramètres du modèle. Finalement, dans la section 7.4, on vérifie si
le modèle est capable de reproduire d’autres résultats expérimentaux avec les mêmes valeurs identifiées
pour les paramètres.

7.1 Préparation des éprouvettes

Les éprouvettes utilisées sont du type aluminium/epoxy/aluminium. La résine epoxy a été préparée à
l’Ecole Supérieure de Physique et Chimie Industrielles de Paris (ESPCI) et est composée d’une mole de
diglycidylether de bisphenole A (DGEBA) et de deux moles de diamino méthane diphénylique (DDM).
Ces deux solides sont mélangés et fondus ensemble. Avant d’être utilisée, la colle est dégazée afin d’éli-
miner toutes les bulles formées pendant la préparation. La présence de bulles dans la couche de colle
pourrait affecter la qualité du collage.

Pour améliorer le collage des plaques d’aluminium, la littérature propose quelques traitements de
surface [16, 21, 49]. Afin de vérifier leur efficacité, trois types de traitements ont été mis en oeuvre.

– Traitement acide - Une solution de 250 g d’acide sulfurique et 50 g d’acide chromique dans 1 litre
d’eau distillée est utilisée dans ce traitement. Les plaques sont d’abord dégraissées avant d’être
immergées dans la solution acide pendant 20 minutes. Elles sont donc lavées à l’eau courante et
restent encore 5 minutes trempées dans l’eau désionisée.

– Traitement basique - La procédure est identique à celle du traitement acide sauf qu’ici les plaques
restent dans une solution basique. Une solution avec une lessive ordinaire a été utilisée.

– Traitement thermique - C’est le traitement le plus simple à réaliser. Les plaques doivent seulement
rester au four à 300◦C pendant une heure.

Pour les trois types de traitement des surfaces, le collage doit être fait dans l’heure qui suit le traite-
ment. Après la première heure les effets du traitement sur les conditions de la surface commencent à
diminuer. Pour le traitement thermique, par exemple, la couche d’oxyde évaporée pendant le traitement
sera reformée au bout de la première heure.

Les plaques utilisées ont 3 mm d’épaisseur, 200mm de longueur et 200mm de largeur. Les deux
plaques à coller sont maintenues écartées de 0.5 mm l’une de l’autre à l’aide des cales de Tefflon (Figure
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7.1). La colle est versée à l’intérieur de cet ensemble jusqu’à qu’il soit complètement rémpli. L’ensemble
est donc mis au four à 80◦C pendant 12 heures.

Fig. 7.1 – Préparation des collages

Quatre types d’éprouvettes collées ont été préparés : plaques avec traitement acide (A) ; plaques avec
traitement basique (B) ; plaques avec traitement thermique (T) ; et plaques sans aucun traitement (ST)
(Figure 7.2).

Au deuxième chapitre il a été montré que pour identifier la raideur de l’interface les essais acoustiques
sont plus indiqués que les essais mécaniques de flexion. Dans les essais acoustiques, il est nécessaire d’avoir
une surface assez large pour placer l’emetteur d’ondes (Annexe A). Les plaques d’aluminium, de 200mm
de longueur et 200mm de largeur, collées sont d’abord inspectées dans un essai acoustique. Les raideurs
de l’interface sont identifiées. Ensuite, les plaques sont découpées en éprouvettes de 20mm de largeur,
utilisées dans les essais mécaniques.

7.2 Essais réalisés

Les éprouvettes ont été testées à l’ESPCI avec une machine de traction/compression MTS 816 avec
une capacité de charge de 7500 Kgf . Les caractéristiques de l’aluminium sont E = 75000 MPa et ν = 0.3.

Des essais du type ENF (Figure 7.3) on été faits pour vérifier le succès des traitements de surface
effectués. La qualité des différents collages réalisés est plus facilement démontrée dans un essai ENF car
la résistance à un chargement en mode II est toujours plus élevée que celle à un chargement en mode I.

La Figure 7.4 montre les résultats de ces premiers essais ENF pour les différents traitements de
surface. Afin de pouvoir comparer les résultats, des éprouvettes sans aucun traitement ont aussi été
préparées.

L’éprouvette ST1 a juste été nettoyée avant le collage, sans avoir eu de traitement spécifique. L’essai
avec cette éprouvette est le seul sur lequel est constaté une propagation de fissure avant la plastification
des plaques. Les essais sur les épouvettes traitées avec solution acide (A1), solution basique (B1) et
traitement thermique (T1) n’ont pas présenté de propagation de la fissure. Ces éprouvettes ont subi des
déformations plastiques et la fissure initiale ne s’est pas propagée.
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Fig. 7.2 – Eprouvettes

Fig. 7.3 – Essai ENF
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Fig. 7.4 – Résultats des essais ENF

Ces résultats démontrent l’augmentation de la qualité du collage due aux traitements des surfaces. Il
est possible que pour des éprouvettes plus rigides, les mêmes essais puissent présenter une propagation de
la fissure. En revanche, le fait d’avoir observé la propagation de la fissure en cisaillement dans l’éprouvette
sans traitement suffit pour démontrer l’avantage d’utiliser les traitements.

Des essais du type MMF ont été faits avec le même type d’éprouvette. L’expectative était d’observer
la propagation de la fissure y compris sur les éprouvettes traitées. Le fait d’avoir une sollicitation en
mode I combinée avec un chargement en mode II facilite beaucoup la propagation de la fissure.

Les similitudes entre les essais ENF et MMF rendent possible une adaptation rapide des éprouvettes
pour passer d’un essai à l’autre. La Figure 7.5, montre un des essais MMF réalisés. La différence par
rapport aux essais ENF est que seule la plaque supérieure est appuyée du côté de la fissure initiale.

Comme prévu, les résultats des essais MMF ont démontré que la fissure se propage en mode mixte,
même dans les éprouvettes traitées. La Figure 7.6 compare les résultats obtenus avec les quatre types
d’éprouvettes différentes. Le traitement acide présente une meilleure qualité d’adhésion, avec un effort
plus important pour faire propager la fissure. En revanche, les traitements basique et thermique présentent
des résultats équivalents. La Figure 7.7 présente les résultats avec des éprouvettes traitées en solution
basique. Les trois courbes correspondent à des longueurs différentes de la fissure initiale a. Ces résultats
confirment ce qui a été montré au deuxième chapitre par rapport à l’influence de la longueur de la fissure
initiale sur la rigidité globale.

Une série complète d’essais avec le même type d’éprouvettes, toutes préparées de la même façon serait
souhaitable pour bien identifier les paramètres du modèle. Par contre, les essais du type DCB sont plus
compliqués à réaliser et il est plus difficile d’avoir de bons résultats. Plusieurs tentatives ont été faites de
dépasser les barrières techniques, mais les résultats obtenus pendant ce travail n’ont pas été satisfaisants.

En outre, les résultats présentés dans la Figure 7.4 ont déjà démontré qu’avec les éprouvettes traitées,
il n’y a pas de propagation de la fissure dans les essais ENF. Ce qui n’est pas intéressant pour l’iden-
tificaton des paramètres d’un modèle d’endommagement qui a été conçu pour prévoir la propagation
du décollement. Pour cette raison, les simulations présentées ensuite prennent uniquement en compte
les essais ENF et MMF sur les éprouvettes sans traitement. Les Figures 7.8 et 7.9 montrent quelques
résultats utilisés dans la section suivante.
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Fig. 7.5 – Essai MMF

Fig. 7.6 – Résultats des essais MMF
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Fig. 7.7 – Résultats des essais MMF avec traitement basique

Fig. 7.8 – Résultats ENF sans traitement

92



Fig. 7.9 – Résultats MMF sans traitement

7.3 Identification de paramètres

La réalisation d’essais mécaniques a permis l’identification de quelques paramètres qui caractérisent
l’interface dans le modèle Champaney-Valoroso. Les paramètres du modèle étudié sont les raideurs de
l’interface (knet ks), les énergies d’activation pour chaque mode pur (GoI et GoII), les énergies critiques
(GcI et GcII), et les exposants du critère en mode mixte pour l’activation (α1 et α2) et pour la propagation
(β1 et β2). Dans le critère elliptique, il est classique d’adopter une même valeur pour ces exposants : α1

= α2= β1 = β2= 2.
Dans le chapitre 4, il a été démontré que les énergies d’activation de l’endommagement (GoI et GoII)

ont une très faible influence dans le comportement global de la struture, pour les géométries d’essais
ici réalisées. Dans les simulation suivantes, ces énergies ont été fixées à 40% des respectives énergies
critiques.

Les raideurs de l’interface ne peuvent pas être calculées directement à partir des proprietés élastiques
de l’adhésif [53]. Elles ne peuvent pas être identifiées à partir d’essais mécaniques sur l’assemblage collé,
non plus. Dans le chapitre 2, il été démontré que ces raideurs non pas d’influence dans la réponse globale
de la structure lors d’un essai classique de propagation de fissure. Ces paramètres sont identifiés dans
des essais acoustiques brièvement abordés dans l’annexe A. [58, 12].

Les essais de propagation de fissure ont été utilisés pour obtenir les énergies critiques en mode I et
mode II. La simulation numérique avec les paramètres ainsi identifiés permet d’évaluer la capacité du
modèle à reproduire le résultats des essais mécaniques.

Le maillage utilisé pour simuler un essais ENF est composé de 528 éléments quadratiques à huit
noeuds et de 74 éléments d’interface (Figure 7.10).

La Figure 7.11 montre la comparaison entre la courbe expérimentale et le résultat de la simulation
numérique, une fois que l’énergie GcII a été identifiée. L’identification est faite sur la force au moment de
la propagation de la fissure. Il y a un bon accord entre les deux courbes, surtout dans la première partie
qui va jusqu’au point de propagation de la fissure. Les effets de la dynamique de la propagation, qui ne
sont pas prévus dans le modèle, ne permettent pas une reprodution plus précise du résultat de l’essai.
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Fig. 7.10 – Essai ENF

Fig. 7.11 – Essai ENF - comparaison de résultats
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Pour simuler un essai MMF, un maillage composé de 504 éléments quadratiques à huit noeuds et de
77 éléments d’interface a été utilisé (Figure 7.12).

Fig. 7.12 – Essai MMF

La Figure 7.13 montre la comparaison entre la courbe expérimentale et le résultat de la simulation,
une fois que l’énergie GcI a été identifiée. L’identification est faite aussi sur la force au moment de la
propagation de la fissure. La valeur de GcII identifiée dans l’essai ENF est utilisée ici. La valeur de
GcI peut donc être identifiée de cette façon. Le bon accord entre les deux courbes jusqu’au point de
propagation de la fissure est encore une fois vérifié.

Dans ce type d’essai le déplacement de la plaque inférieure est plus important. Le modèle, qui travaille
avec des petits déplacements, n’est pas capable de reproduire de façon précise ce que se passe pour de
grandes déplacements. Ceci est à l’origine de l’écart observé entre les deux courbes après la propagations
de la fissure.

Fig. 7.13 – Essai MMF - comparaison de résultats
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Les valeurs des paramètres d’interface identifiées pour les collages sans traitement surfacique et uti-
lisées dans toutes les simulations présentées sont :

α1 = α2 = 2 β1 = β2 = 2
kn = 810 N/mm3 ks = 760 N/mm3

GcI = 0.02 N/mm3 GoI = 0.4 × GcI

GcII = 0.09 N/mm3 GoII = 0.4 × GcII

7.4 Validation du modèle

Les paramètres du modèles ont été identifiés pour les collages sans traitement surfaciques. Ces para-
mètres doivent êtres les mêmes pour tous les éprouvettes sans traitement qui ont été préparées.

Pour valider le modèle d’interface proposé, il est nécessaire de vérifier s’il est capable de reproduire
d’autres essais faits sur des plaques sans traitement. Dans la Figure 7.8, deux résultats d’essais de type
ENF sont montrés. Celui avec une longueur de la fissure initiale a = 20 mm a été utilisé pour identifier
les paramètres du modèle. Le deuxième avec une longueur de fissure différente est utilisé pour valider le
modèle.

La simulation de ce deuxième essai ENF faite avec les mêmes valeurs des paramètres d’interface est
montrée dans la Figure 7.14. Le bon accord entre les courbes est vérifié pour cette nouvelle longueur de
fissure intiale a = 25 mm, ce qui confirme que les paramètres d’interface ont été correctement indentifiés.

Fig. 7.14 – Essai ENF - comparaison de résultats

Pour les essais MMF, la figure 7.9 présentait trois résultats différents. Celui avec une longueur de
fissure initiale a = 23 mm a été utilisé pour identifier les paramètres. Les deux autres essais ont été
simulés avec les valeurs de paramètres identifiées et les résultats sont montrés dans les Figures 7.15 et
7.16. Le bon accord entre les courbes obtenues dans les essais et celles obtenues dans les simulations est
vérifié pour toutes les différentes longueurs de fissure intiale a. Ce qui confirme la capacité du modèle à
reproduire différentes conditions d’essais.
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Fig. 7.15 – Essai MMF - comparaison de résultats
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Fig. 7.16 – Essai MMF - comparaison de résultats
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7.5 Conclusion

Dans ce chapitre les résultats des essais mécaniques ont été utilisés pour valider le modèle d’interface.
Trois types de traitements de surface ont été testés afin de vérifier leur influence sur la qualité du

collage. Les trois traitements se sont montrés efficaces et l’augmentation de la résistance du collage a été
montrée dans les résultats des essais ENF et MMF.

L’identification des paramètres du modèle Champaney-Valoroso a été faite avec les résultats des essais
sur des éprouvettes sans traitement. Les raideurs de l’interface (knet ks) utilisée dans les simulations ont
été identifiées dans des essais acoustiques réalisés par V. Vlasie au Laboratoire d’Acoustique Ultrasonore
et d’Electronique de l’Université du Havre (LAUE).

Les paramètres ainsi idéntifiés ont été utilisés pour simuler d’autres essais avec différentes longueurs
de fissure intiale a. Les résultats des simulations comparés avec les résultats des essais valident l’utilisation
du modèle Champaney-Valoroso.
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Conclusions et perspectives

L’objetif de ce travail de thèse était d’avoir un outil numérique capable de représenter le comportement
des assemblages collés.

Parmis les multiples façons de représenter la couche de colle, un modèle d’interface unique a été choisi.
Ce choix a permis d’avoir un outil simple de calcul numérique.

Le comportement des plaques collées pendant les essais mécaniques de propagation d’une fissure a
été étudié tout au long de ce travail.

Afin d’avoir un premier aperçu sur la réponse structurale au fur et à mesure que la fissure initiale
avance, des méthodes basées sur la mécanique linéaire de la rupture ont été utilisées. Les courbes de pro-
pagation obtenues de cette façon ont servi de base pour vérifier l’efficacité du modèle d’endommagement
dans la prévision de la tenue des assemblages.

Le modèle d’endommagement proposé par Champaney-Valoroso a été adopté. Le critère d’endom-
magement a été défini ainsi que les variables du modèle. Le concept d’endommagement initial a été
également présenté. Quelques exemples de profils d’endommagement ont été donnés. Finalement, le pro-
fil pour simuler les essais mécaniques a été défini. Les essais du type ENF, DCB et MMF ont été simulés
et les résultats ont été compatibles avec les courbes de propagation obtenues selon les principes de la
mécanique de la rupture. Le modèle Champaney-Valoroso a donc été validé une première fois.

L’étude du comportement du modèle par rapport à la variation des ces différens paramètres a été
fait. Les premières simulations ont révelé une certaine difficulté à obtenir la convergence dans les ENF
et MMF. Afin de résoudre ces problémes de convergence liés au phénomène de snap-back, une méthode
de pilotage avec controle local “longueur d’arc” a été implantée dans CAST3M.

Deux autres modèles d’endommagement proposés dans la littérature ont été comparés avec le mo-
dèle Champaney-Valoroso. Il a été démontré que ces deux modèles peuvent être considérés comme des
simplifications du modèle Champaney-Valoroso. Les résultats des comparaisons on validé une deuxième
fois le modèle proposé.

Pour finir, l’identification des quelques paramètres du modèle a été faite à l’aide des essais mécaniques.
Les raideurs de l’interface (kn et ks) ont été identifiées dans des essais acoustiques.

Des simulations avec les valeurs de paramètres ainsi identifiés ont été faites. Les résultats de ces simu-
lations ont démontré une bonne concordance avec les essais mécaniques. Le bon accord a aussi été vérifié
pour d’autres essais différents de ceux utilisés pour identifier les paramètres. Le modèle Champaney-
Valoroso a donc été validé de façon définitive.

Afin de donner une continuité à ce travail, il serait important de réaliser une nouvelle campagne
d’essais pour identifier les paramètres du modèle avec plus de précision. L’obtention de bons résultats
d’essais du type DCB est souhaitable, ainsi que la réalisation d’essais en mode mixte capables de donner
plus d’informations sur l’influence des paramètres de mixité.

La perspective majeure de ce travail consiste à utiliser l’outil numérique développé ici pour simuler
des situations réelles présentant des géometries et des chargements complexes. Pour de telles études, une
extension du modèle aux cas 3D est à réaliser. Cette extension ne présente pas de difficultés théoriques.

Dans ce travail, le parti a délibérément été pris de modèliser le collage par une simple interface.
La question peut se poser de savoir si le modèle peut différencier une rupture adhésive d’une rupture
cohésive. Cette question devra faire l’objet d’une étude aussi bien numérique qu’experimentale. Une telle
étude peut amener à redéfinir le modèle.

Par ailleurs, les mécanismes dissipatifs du modèle sont purement de type ”endommagement”. Des
études ont montré la possibilité de dissipation par des phénomènes de plasticité et/ou de viscosité [34].
Cela peut être pris en compte dans un modèle d’interface mais l’identification des paramètres de ces
phénomènes n’est pas aisée [15]. Elle doit faire l’objet de la mise au point d’essais adaptés.
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Annexe A

Essais acoustiques sur plaques collées

L’utilisation d’essais acoustiques pour vérifier les conditions du collage a été largement étudiée dans
la littérature [43, 33, 41, 35, 46, 50]. Un modèle rhéologique similaire à celui utilisé pour traiter de
l’endommagement a déjà été utilisé dans l’acoustique [32, 58, 12]. Dans ce modèle, les raideurs d’interface
sont aussi des paramètres importants pour déterminer les conditions du collage.

Le modèle rhéologique permet d’obtenir les fréquences des ondes sur les plaques collées. Ces fréquences
sont calculées en fonction des raideurs de l’interface et sont présentées dans des courbes de dispersion.

Des essais acoustiques ont étés réalisés au“Laboratoire d’Acoustique Ultrasonore et d’Electronique de
l’Université” du Havre (LAUE) par Valentina Vlasie [55]. Les résultats des ces essais, comparés avec les
courbes de dispersion obtenues dans le modèle rhéologique, permettent d’évaluer les raideurs d’interface
des assemblages essayés.

A.1 Modèle rhèologique

Les concepts basiques de propagation des ondes sur une plaque simple sont déjà traités dans la
littérature [1, 26]. La Figure A.1 représente deux plaques collées et la propagation des ondes transversales
et longitudinales, dans le plan xoz, sera brièvement étudiée ici.

Les vecteurs d’onde kL = ω/cL et kT = ω/cT sont définis, où cL et cT sont les vitesses de propagation
des ondes longitudinales et transversales et ω est la fréquence angulaire. Les vecteurs d’onde s’écrivent en
fonction de leur composante kx, dans la direction x, et des composantes longitudinales et transversales
kLz et kTz, dans la direction z :

k2
L = k2

x + k2
Lz

k2
T = k2

x + k2
Tz

Les déplacements sont écrits en utilisant la décomposition de Helmholtz :

u = ∇ϕ + ∇∧ ψ (A.1)

où ϕ est le pontentiel scalaire et ψ est le potentiel vecteur, avec les conditions de Jauge ∇ · ψ = 0.

Pour les déformations planes, les potentiels ϕ et ψ peuvent être écrits en fonction des composantes
symétriques et anti-symétriques comme :

ϕ = [SL cos (kLzz) + AL sin (kLzz)] ei(kxx−ωt)

ψy = [AT cos (kTzz) + ST sin (kTzz)] ei(kxx−ωt)

ψx = ψz = 0
(A.2)

S et A réprésentent les composantes symétriques et anti-symétriques. L et T se réfèrent aux compo-
santes longitudinales et tranversales de l’onde.
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Fig. A.1 – Interface collée

Fig. A.2 – Forces et déplacements.

Les composantes du vecteur déplacement u peuvent être déterminées en utilisant les équations A.2
et A.1 :

ux = [ikxSL cos (kLzz) + ikxAL sin (kLzz)+
+kTzAT sin (kTzz) − kTzST cos (kTzz)] ei(kxx−ωt)

uz = [−kLzSL sin (kLzz) + kLzAL cos (kLzz)+
+ikxAT cos (kTzz) + ikxST sin (kTzz)] ei(kxx−ωt)

(A.3)

La loi de Hooke permet d’écrire les contraintes :

σxz = µ
[

−2ikLzkxSL sin (kLzz) + ST

(

k2
T − 2k2

x

)

sin (kTzz)+
+2ikLzkxAL cos (kLzz) + AT

(

k2
T − 2k2

x

)

cos (kTzz)
]

ei(kxx−ωt)

σzz = µ
[

−SL

(

k2
T − 2k2

x

)

cos (kLzz) + 2ikTzkxST cos (kTzz)+
−AL

(

k2
T − 2k2

x

)

sin (kLzz) − 2ikTzkxAT sin (kTzz)
]

ei(kxx−ωt)

(A.4)

Dans les équations suivantes, les variables qui se réfèrent à la plaque I sont notées (∗)(I)
et les variables

qui se réfèrent à la plaque II sont notées (∗)(II)
, ayant comme référence la Figure A.2.

Les conditions aux limites pour les surfaces libres des plaques I et II appliquées aux équations A.4
donnent :
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σ
(I)
xz = 0 en z = −h1 ∀ x, t

2ikLzkx sin (kLzh1) S
(I)
L −

(

k2
T − 2k2

x

)

sin (kTzh1)S
(I)
T +

+2ikLzkx cos (kLzh1)A
(I)
L +

(

k2
T − 2k2

x

)

cos (kTzh1)A
(I)
T = 0

(A.5)

σ
(I)
zz = 0 en z = −h1 ∀ x, t

−
(

k2
T − 2k2

x

)

cos (kLzh1) S
(I)
L + 2ikTzkx cos (kTzh1) S

(I)
T +

+
(

k2
T − 2k2

x

)

sin (kLzh1)A
(I)
L + 2ikTzkx sin (kTzh1)A

(I)
T = 0

(A.6)

σ
(II)
xz = 0 en z = h2 ∀ x, t

−2ikLzkx sin (kLzh2)S
(II)
L +

(

k2
T − 2k2

x

)

sin (kTzh2)S
(II)
T +

+2ikLzkx cos (kLzh2)A
(II)
L +

(

k2
T − 2k2

x

)

cos (kTzh2)A
(II)
T = 0

(A.7)

σ
(II)
zz = 0 en z = h2 ∀ x, t

−
(

k2
T − 2k2

x

)

cos (kLzh2)S
(II)
L + 2ikTzkx cos (kTzh2) S

(II)
T +

−
(

k2
T − 2k2

x

)

sin (kLzh2)A
(II)
L − 2ikTzkx sin (kTzh2)A

(II)
T = 0

(A.8)

A l’interface z = 0, les conditions de continuité sont écrites :

σ(I)
xz = Rx

(

u(II)
x − u(I)

x

)

(A.9)

σ(I)
zz = Rz

(

u(II)
z − u(I)

z

)

(A.10)

σ(II)
xz = σ(I)

xz (A.11)

σ(II)
zz = σ(I)

zz (A.12)

où Rx et Rz sont les raideurs de l’interface.
Avec les équations A.3 et A.4, pour z = 0, les déplacements et les contraintes à l’interface s’écrivent :

u(I)
x =

[

iS
(I)
L kx − S

(I)
T kTz

]

ei(kxx−ωt) (A.13)

u(I)
z =

[

A
(I)
L kLz + iA

(I)
T kx

]

ei(kxx−ωt) (A.14)

u(II)
x =

[

iS
(II)
L kx − S

(II)
T kTz

]

ei(kxx−ωt) (A.15)

u(II)
z =

[

A
(II)
L kLz + iA

(II)
T kx

]

ei(kxx−ωt) (A.16)

σ(I)
xz = µ

[

2iA
(I)
L kLzkx + A

(I)
T

(

k2
T − 2k2

x

)

]

ei(kxx−ωt) (A.17)

σ(I)
zz = µ

[

2iS
(I)
T kTzkx − S

(I)
L

(

k2
T − 2k2

x

)

]

ei(kxx−ωt) (A.18)

σ(II)
xz = µ

[

2iA
(II)
L kLzkx + A

(II)
T

(

k2
T − 2k2

x

)

]

ei(kxx−ωt) (A.19)

σ(II)
zz = µ

[

2iS
(II)
T kTzkx − S

(II)
L

(

k2
T − 2k2

x

)

]

ei(kxx−ωt) (A.20)

En utilisant les équations de A.13 à A.20 dans les équations de A.9 à A.12, on obtient :
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Fig. A.3 – Courbes de dispersion : (◦) Rx = 1017N/m3 and Rz = 1017N/m3 ; (•) Rx = 1015N/m3 and
Rz = 1017N/m3 .

ikxS
(I)
L − kTzS

(I)
T − ikxS

(II)
L + kTzS

(II)
T +

+
µ

Rx
2ikLzkxA

(II)
L +

µ

Rx

(

k2
T − 2k2

x

)

A
(II)
T = 0

(A.21)

kLzA
(I)
L + ikxA

(I)
T − µ

Rz

(

k2
T − 2k2

x

)

S
(II)
L +

+
µ

Rz
2ikTzkxS

(II)
T − kLzA

(II)
L − ikxA

(II)
T = 0

(A.22)

2ikLzkxA
(I)
L +

(

k2
T − 2k2

x

)

A
(I)
T − 2ikLzkxA

(II)
L −

(

k2
T − 2k2

x

)

A
(II)
T = 0 (A.23)

−
(

k2
T − 2k2

x

)

S
(I)
L + 2ikTzkxS

(I)
T +

(

k2
T − 2k2

x

)

S
(II)
L + 2ikTzkxS

(II)
T = 0 (A.24)

Les solutions du système formé par les équations A.5 à A.8 et A.21 à A.24 sont les courbes de
dispersion pour la propagation d’ondes dans les deux plaques collées. Ces solutions sont calculées à
l’aide du logiciel MATLAB et quelques courbes sont présentées ici pour montrer l’influence des raideurs
d’interface.

A.2 Courbes de dispersion

Une des façons de présenter ces courbes est de tracer les vitesses de phase cf en fonction de la
fréquence.

cf =
ω

kx

Les Figures A.3 et A.4 montrent les variations des courbes de dispersion en fonction des raideurs Rx

et Rz. Dans la Figure A.3, les courbes sont tracées pour deux valeurs différentes de la raideur Rx et la
raideur Rz est maintenue constante. Les différences entre les courbes montrent l’influence de la raideur
Rx sur le comportement des courbes. Dans la Figure A.4, la situation est inversée et l’influence de la
raideur Rz est vérifiée. Dans les deux figures les comparaisons ont été faites avec les courbes obtenues
pour les raideurs Rx = Rz = 1017N/m3, qui correspondent à un collage parfait [12].
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Fig. A.4 – Courbes de dispersion : (◦) Rx = 1017N/m3 and Rz = 1017N/m3 ; (•) Rx = 1017N/m3 and
Rz = 1015N/m3.

A.3 Essais acoustiques

Les essais acoustiques ont été développés par Valentina Vlasie dans le cadre de sa thèse intitulée
“Modélisation mécanique et caractérisation ultrasonore de structures collées” qui a été soutenue en 2003
au “Laboratoire de Modélisation en Mécanique” de l’Université Paris VI (LMM) [55, 56, 57, 58]. Les
essais ont été réalisées au “Laboratoire d’Acoustique Ultrasonore et d’Electronique” de l’Université du
Havre (LAUE). Les Figures A.5 et A.6 montrent le dispositif expérimental pour les tests ultrasonores en
contact et pour l’interférométrie laser.

Les expériences ultrasonores permettent de mesures les fréquences de coupure des modes guidés de
la strucutre collée. Ces mêmes fréquences de coupure peuvent être calculées en faisant kx = 0 dans les
équations A.5 à A.8 et A.21 à A.24. De plus, à partir des fréquences de coupure, on peut déduire les
raideurs d’interface Rx et Rz.

Les valeurs des raideurs ainsi identifiées sont :

Rx = 760N/mm3

Rz = 810N/mm3

Etant donné que le modèle d’endommagement utilisé est basé sur le même modèle rhéologique, ces
valeurs peuvent aussi être utilisées pour les paramètres qui répresentent les raideurs d’interface du modèle
Champaney-Valoroso :

ks = 760N/mm3

kn = 810N/mm3
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Fig. A.5 – Dispositif expérimental pour les tests ultrasonores en contact.

Fig. A.6 – Dispositif expérimental pour l’interférométrie laser.
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Résumé

Les collages sont de plus en plus employés dans l’industrie. Le manque d’outils numériques fiables et
efficaces pour la prédiction de la capacité de charge de ce type d’assemblage limite encore leur application.
La rupture d’un joint collé est le résultat de l’évolution et de l’interaction de plusieurs process complexes
de dégradation dans la couche de colle. Le modèle d’interface endommageable proposé dans cette thèse
permet la modélisation de la dégradation du collage pendant toute la phase de chargement. Ce modèle,
issu de ceux employés pour la modélisation de la dégradation interlaminaire dans les composites, a été
implanté dans le code de calcul industriel CAST3M. Cette implantation a été validée par comparaison
avec des approches de type Mécanique Linéaire de la Rupture et avec d’autres types de modèles d’interface
endommageable. La difficulté, en utilisant ce type de modèle, est justement l’identification des paramètres
mécanique de l’interface. Ces paramètres sont valables uniquement pour la colle, le matériau des substrats
et les traitements de surface pour lesquels ils ont été identifiés. Les essais sur les structures collées sont
donc pour l’instant indispensables. L’un des objectifs du travail réalisé est l’identification des paramètres.
Cette identification est basée sur des mesures acoustiques non destructives des caractéristiques initiales
du collage (raideurs) et sur des mesures mécaniques destructives (énergies critiques). L’objectif final de
cette étude est d’avoir un outil numérique capable d’apporter la fiabilité et l’efficacité dont l’industrie a
besoin pour développer davantage l’utilisation du collage comme méthode d’assemblage structural.

Mots-clés: collage, interface, endommagement, identification

Abstract

The use of adhesive in composite and metalic components has become increasingly popular. How-
ever, the lack of reliable and effient computational tools for the prediction of the load-carrying capacity
of such type of junctions have severely limited their range of application. Failure of adhesively bonded
joints is the result of the evolution and interaction of several complex degradation processes in the ad-
hesive layer. The damage interface model proposed in this study allows modelling the joints degradation
during all the loading phase. This model, which originates from those employed for the analysis of de-
lamination in composites laminates, has been implemented as a part of the finite element code CAST3M.
Its implementation was validate by comparison with Linear Fracture Mechanics models and with other
damaging interface models. The difficulty, by using this type of model, is precisely the identification of
the interface mechanical parameters. These parameters are valid only for the adhesive, material and the
surface treatments for which they were identified. The tests on the bonded structures are thus essential.
In this work, the identification of the interface parameters is based on nondestructive acoustic measures
(stiffnesses) and on destructive mechanical measures (critical energies). The identification procedure is
validated by the study of other geommetric configurations of a bonded joint. The aim of this work is to
have a numerical tool able to bring the reliability and the effectiveness that the industry needs to develop
the use of adhesive joints as a method of structural assembly.

Keywords: adhesive, interface, damage, identification




