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sieur le Professeur Khemais Saanouni de l’Université de Troyes, ont accepté la charge
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qui m’ont aidée à la réalisation de ce travail, plus particulièrement aux équipes PPB
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iv



Table des matières

Table des matières v

Table des figures ix

Introduction 1

I Étude bibliographique et analyse du problème 7
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2.1.3 Essais de ténacité en mode I, mode II . . . . . . . . . . . . . . 38
2.1.4 Résultats . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 39

2.2 Essais d’impact . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 41



vi

2.2.1 Description des moyens d’essais . . . . . . . . . . . . . . . . . 43
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1.2 Impact à 0̊ . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 14
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3.6 Évolution de la contrainte à rupture en fonction du temps pour différentes
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B.5 Courbes contraintes(déformations) pour la direction 2. . . . . . . . . 146
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Introduction

Une volonté de plus en plus forte particulièrement dans le domaine de l’aéronauti-
que est de minimiser le recours aux essais dans le processus de conception industrielle
et de les remplacer par des simulations, ou essais virtuels (Virtual Testing en anglais).
Un des enjeux associés au ”virtual testing”, en mécanique des matériaux et des
structures, est la prévision de l’endommagement et de la rupture, à la fois en statique
et en dynamique. Ceci est d’autant plus vrai pour les matériaux composites qui
possèdent une diversité d’architectures structurales et une multiplicité de matériaux
de base qui rendent la réalisation de campagnes d’essais très lourde et très coûteuse
([5]). La gamme des essais à réaliser au cours de ces campagnes est, de plus, très
large ; elle comprend aussi bien des essais de base que des essais sur structure,
en passant par différents niveaux d’éprouvettes technologiques. Notons que dans
le domaine des applications militaires, dans lequel se situe ce travail, le recours
à la simulation est souvent indispensable, vue la difficulté de réalisation d’essais
représentatifs.

Un logiciel comme PLEIADES, développé au Centre d’Études de Gramat (CEG)
dans les années 90, a pour objectif d’estimer la vulnérabilité d’un aéronef aux ef-
fets des armes conventionnelles. Ce code de vulnérabilité permet de déterminer la
probabilité de destruction d’un appareil en vol face à un système d’arme agresseur
et pour un scénario d’interception donné. Ce logiciel a initialement été conçu pour
traiter la vulnérabilité d’avions de combat, d’hélicoptères, de drones, etc. en alliage
d’aluminium. Les structures composites sont maintenant de plus en plus présentes
et les données de vulnérabilité pour de telles structures en composite ne sont pas
encore connues. Le principe de fonctionnement de PLEAIDES est brièvement décrit
figure 1.

L’objectif du programme est d’acquérir des données relatives au comportement
de panneaux composites impactés par des projectiles animés d’une vitesse comprise
entre 1000 m/s et 3500 m/s, afin de nourrir l’étape perforation du calcul PLEIADES.
Ces vitesses représentent assez bien l’étendue de la menace pour les charges à éclats
actuelles et pour les charges futures.

Il s’agit de déterminer :
– le ralentissement du projectile après perforation du panneau,
– la déviation de la trajectoire du projectile dans le cas de tirs sous incidence,
– l’endommagement induit sur le panneau en terme d’étendue de la surface en-

dommagée (zones avec rupture des fibres, avec rupture de la matrice et avec
délaminage),

– les propriétés de tenue résiduelle du panneau.
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Fig. 1: Étapes d’un calcul PLEIADES
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Les principaux paramètres à faire varier sont la vitesse des éclats (de 1000 à 3500
m/s), la masse des éclats (forme sphérique (1 à 10 g)), l’angle d’incidence (0̊ , 25̊ ,
50̊ , 70̊ ) et le drapage du matériau (fortement orienté, quasi-isotrope).

L’acquisition de ces données passe par le développement d’outils à caractère
amont pour la prévision de la tenue mécanique de structures en matériau com-
posite aux effets des impacts. L’objectif de ce travail est donc de développer un
modèle numérique adapté au matériau étudié et aux sollicitations rencontrées. Ce
modèle sera évalué sur la base de données expérimentales obtenues au CEG. Pour
cela, il est indispensable de prendre en compte les principaux mécanismes d’en-
dommagement constatés expérimentalement (rupture des fibres, microfissuration de
la matrice et délaminage), mécanismes identiques à ceux observés en statique. Se
pose alors comme toujours dans les questions de modélisation, en particulier des
composites, la question du choix de l’échelle de travail. L’utilisation de l’échelle mi-
croscopique présente l’inconvénient en plus des difficultés numériques de mise en
oeuvre, d’un coût de calcul prohibitif. L’échelle macroscopique ne permet pas de
représenter proprement les mécanismes d’endommagement d’un stratifié en parti-
culier le délaminage, dont l’extension dépend totalement de la structure considérée
([6]). Dans ce contexte, de nombreux auteurs ([7], [8], [9]) s’appuient sur le méso-
modèle de Ladevèze ([10]) qui décrit le stratifié comme un empilement de plis ho-
mogènes élasto-plastiques endommageables orthotropes séparés par des interfaces
endommageables. Cette approche, qui a démontré sa capacité à représenter l’en-
dommagement créé par des impacts basse vitesse ([11]), a aussi été validé pour des
impacts à plus haute vitesse par le Centre Aérospatial Allemand (DLR)([9]) et est
proposé par D. Coutellier pour le dimensionnement en dynamique rapide pour les
matériaux utilisés en aéronautique ([12]). Le concept de mésomodélisation couplé à la
mécanique de l’endommagement, est à l’origine de nombreuses études. Dans [13], le
cadre est étendu aux grandes déformations et des simulations y sont réalisées avec un
modèle non-linéaire implanté dans SAMCEF. Les développements pour la construc-
tion d’un élément multi-couches et multi-matériaux, susceptible de représenter ce
type de modèle sont décrits dans [14]. Pour les composites, la difficulté associé à
cette échelle réside dans l’homogénéisation du pli dans une séquence d’empilement.
Un pont entre les différentes échelles apparâıt nécessaire. Une démarche aboutie est
proposée dans [15]. De plus, de récents développements ont montré la compatibilité
entre la micro et la méso-modélisation de l’endommagement plan et hors plan des
stratifiés ([16, 17]). Il apparâıt alors pertinent de choisir un modèle méso comme
base de travail, d’autant que l’échelle mésoscopique est tout à fait compatible, en
terme de pas de temps avec les gradients induits par des chargements dynamiques
sévères.

La compréhension du comportement de structures stratifiées soumises à un im-
pact localisé est un problème dont la complexité augmente avec la vitesse d’impact
([18]). Ceci est principalement dû à l’interdépendance de nombreux facteurs tels le
comportement matériau, les mécanismes de rupture, de transfert de chargement ...
En conséquence, la prédiction du processus d’impact demeure un problème ouvert
dont les voies d’études peuvent prendre diverses directions, du simple modèle empi-
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rique à un modèle numérique extrêmement sophistiqué selon la violence de l’impact.
Actuellement, la majorité des études dédiées à cette problématique s’intéresse à
des impacts basse vitesse ([19], [20], [9], [21], [22], [23], [24], [25] et [26]). Dans le
contexte aéronautique ce type d’impact est principalement provoqué par des chutes
d’outils ou d’impact de débris sur la piste de décollage. Quelques études concernent
les hautes vitesses et des modèles d’impact perforant sur des composites tissés uti-
lisant la méthode SPH (Smooth Particle Hydrodynamics) sont proposés dans [27],
[28] et [29]. Aujourd’hui, ce type d’approche, malgré son attrait numérique, n’est pas
encore adapté à une représentation précise de comportements complexes des compo-
sites. Sheikh propose dans [30] l’utilisation d’un modèle de comportement de coque.
Ce modèle est basé sur la mécanique continue de l’endommagement utilisant les
lois de propagation de Matzenmiller et al. ([31]) pour prédire l’absorption d’énergie.
D’autres études se concentrent sur la prévision de la profondeur de pénétration dans
des stratifiés épais ([32]).

Les premiers résultats d’une pré-campagne expérimentale conduite au CEG con-
firment que la zone de la structure partiellement détériorée présente les mêmes
mécanismes d’endommagement qu’en statique, i.e. rupture transverse de la matrice,
rupture des fibres et délaminage, auxquels s’ajoutent le phénomène de perforation
et celui d’arrachement des fibres faces avant et faces arrières. L’un des objectifs
principaux de cette thèse est d’adapter un modèle de comportement développé en
statique pour permettre la simulation numérique de la perforation. Une difficulté
bien connue avec l’utilisation de modèles d’endommagement est la possibilité de
localisation d’endommagement pathologique sous forme de surface. Une voie très
explorée pour remédier à ce problème correspond à toute la famille des modèles
non locaux (Intégral : Bazant-Pijaudier [33], Bazant-Jirasek [34], Jirasek-Rolshoven
[35] ; Gradient explicite : Aifantis [36], Lasry-Belytchko [37], Mühlhaus-Aifantis [38],
DeBorst-Mühlhaus [39] ; Gradient implicite : Engelen et al. [40], Peerlings et al. [41],
Peerlings et al. [42]). Dans le méso-modèle utilisé, la seule dimension caractéristique
explicitement introduite est l’épaisseur du pli, les variables d’endommagement sont
en effet supposées uniformes dans l’épaisseur de chaque pli. Pour obtenir une prédic-
tion objective de la rupture le modèle est complété en introduisant des limiteurs
temporels de localisation sous la forme de modèle d’endommagement à taux limité,
dont l’efficacité a été montré par J.F. Deü ([43]). Des aspects beaucoup moins étudiés
dans la littérature, au moins pour les composites, sont ceux relatifs aux problèmes
éventuels liés à l’érosion.

Cette question de la robustesse et de la représentativité physique des mécanismes
d’érosion est au cœur de notre travail. De façon plus précise, les difficultés rencontrées
dans ce domaine sont :

– la dépendance au maillage
– la libération d’énergie lors de l’érosion entrâınant parfois l’arrêt des calculs.

Le problème est rendu plus complexe encore en raison des multiples mécanismes
d’endommagement pouvant entrâıner la dégradation du matériau et, dans un stade
ultime, sa ruine.

L’étude détaillée de ces différents problèmes nous a conduit à proposer un critère



5

d’érosion basé sur l’annulation de l’énergie de déformation du fait des variables
d’endommagement et une simplification du modèle d’endommagement lui-même,
afin que la complexité de la mise en œuvre numérique du modèle soit acceptable.
Le modèle tel quel étant encore gourmand en temps de calcul, nous avons travaillé
sur l’optimisation du nombre d’opérations liées au calcul du tenseur de contraintes
et la maximisation du pas temps.

En fonction de ces objectifs, la rédaction de ce document est structurée en deux
grandes parties. La première partie fait le point sur les outils disponibles et les
hypothèses nécessaires à la réalisation de l’étude. Ainsi un premier chapitre de nature
bibliographique donne l’état de l’art sur les effets des impacts sur composite autant
d’un point de vue expérimental que numérique et permet de dégager les points clefs
de l’étude, d’aborder les difficultés connues liées à la modélisation de la rupture et les
solutions proposées par la littérature et de poser les hypothèses de travail initiales.
Il décrit aussi les outils numériques nécessaires à l’étude, ici le méso-modèle cité
précédemment.

La deuxième partie s’attaque au cœur du travail. Les essais réalisés au CEG dans
le cadre de cette étude sont décrits dans un premier chapitre et un second chapitre
détaille les modifications à apporter pour, après avoir poussé dans ses retranchements
le modèle issu de la littérature, obtenir un modèle robuste et sain. Un dernier chapitre
revient à l’objectif ultime d’inscrire le modèle dans le cadre du ”Virtual Testing”.
Avec cet objectif, un travail d’optimisation du temps de calcul est présenté et le
modèle est ensuite validé par une comparaison essais/calculs.
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Ce chapitre est de nature bibliographique, il fait le point sur les travaux existants
sur les impacts sur les composites et les méthodes numériques développées pour leur
modélisation.

1.1 Problématique de l’impact sur matériaux com-

posites

1.1.1 Description

Avant de travailler sur les outils à développer pour modéliser des impacts haute
vitesse sur des matériaux composites, une étude bibliographique sur les résultats
expérimentaux disponibles dans la littérature a été réalisée afin de dégager les prin-
cipaux phénomènes mécaniques liés à ce type de sollicitations. La gamme de vitesse
intéressant notre étude (1000 à 3500m/s) n’est pas disponible dans la littérature.
Généralement, les impacts étudiés sont non perforants. Pour trouver des résultats
d’essais perforants, il faut rechercher les études concernant les impacts de débris
spatiaux, dont la vitesse d’impact est généralement supérieure à 4000m/s, que nous
étudierons à défaut de pouvoir étudier directement la gamme de vitesse optimale
afin d’évaluer les effets de vitesse sur le comportement des stratifiés et statuer sur le
type de loi numérique nécessaire pour transcrire au mieux ce comportement. Pour
cela nous nous intéresserons aux essais décrits par R. C. Tennyson, C. Lamontagne,
G.N. Manuelpillai, J.H. Kerr, E. A. Taylor, R.C. Tennyson, M. J. Burchell, V. V.
Silvestrov, A.V. Plastinin et N. N. Gorshkov dans les références [1], [44], [2] et [3].
Plusieurs séries d’essais ont été réalisées afin de caractériser des relations entre di-
vers paramètres d’entrée et certains types de dégâts. Les paramètres d’entrée choisis
sont l’épaisseur de la plaque, la séquence d’empilement, le diamètre du projectile,
l’incidence de l’impact et la vitesse du projectile. Les valeurs choisies pour ces pa-
ramètres sont disponibles dans le tableau 1.1

Les dommages sur les composites soumis à un impact hypervéloce apparaissent
sous différentes formes : la matrice et les fibres cassent sous des sollicitations en
compression et le délaminage en surface apparâıt sous des efforts en cisaillement.
Des impacts à vitesse réduite sont associés aux dommages de décollement, provoqués
particulièrement par des projectiles à tête émoussée. A mesure que l’énergie d’impact
augmente, un phénomène de décollement couplé à de l’écaillage de la surface peut
se produire, suivi de la pénétration du stratifié [1](Fig. 1.1). Les dommages relevés
sur les composites sont caractérisés par un écaillage de la face avant, un décollement
localisé au-dessous de la surface, un cratère ou un trou d’impact, un écaillage de
la face arrière et des éjections de débris émanant des deux côtés du stratifié. Yew
et Kendrick [44] ont prouvé que près de la face d’impact d’un composite en fibres
de graphite, la rupture des fibres et de la matrice est provoquée par le passage du
projectile. Ce secteur de dommages est beaucoup plus grand que celui du cratère
ou du trou, et est dû à la structure stratifiée des composés. Pour des plaques de 16
et 32 plis de CFRP, les décollements entre les plis couvrent des domaines de l’ordre
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Tab. 1.1: Caractéristiques des essais

de cent fois la section touchée par le projectile (cela dépend des propriétés et de
l’énergie du projectile autant que de l’empilement), alors que le secteur du cratère
est moins de neuf fois plus grand. Les dommages extérieurs typiques sont l’écaillage
de une ou deux des premières couches du composite sous l’action des efforts de
pénétration. La direction d’écaillage s’est avérée identique à l’orientation des fibres
dans la couche extérieure pour des matériaux avec des couches unidirectionnelles
[44]. Pour des matériaux renforcés par un tissu bidirectionnel, d’autres types de
dommages ont lieu. Silvestrov, Plastinin et Gorshkov [2] ont étudié le cratère et les
écaillages de la surface sur des cibles en fibres d’aramide et de carbone époxy. La
direction d’écaillage est dans ce cas identique à la direction des fibres dans le stratifié
supérieur et l’épaisseur d’épluchage est égale à l’épaisseur du stratifié du haut. Pour
les composites en fibres de verre étudiés, l’écaillage s’étend sur une longueur de 6
à 8 centimètres, avec une largeur 5 à 10 centimètres. Les décollements observés sur
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les composites sont liés aux forces intra laminaires et de peau (ou cisaillement) qui
n’influencent pas la formation du cratère lui-même. Le secteur des dommages sur la

Fig. 1.1: Photographie d’une surface délaminée après impact, face frontale [1]

face arrière s’avère plus grand que celui observé sur la face frontale. Cette différence
dans les secteurs endommagés suggère fortement que l’écaillage provoqué par la
réaction à l’onde de chargement de la frontière libre, peut être la cause principale
des dommages à l’arrière de la plaque. L’écaillage se produit principalement pour
des plaques d’épaisseur moyenne [44]. Pour ces plaques d’épaisseur moyenne,
un cratère est formé par l’impact. Il y a le temps suffisant, pour que les ondes de
choc produites par l’impact se réfléchissent sur la surface arrière. On observe que
ces ondes arrachent un morceau de l’arrière de la plaque et qu’une zone d’écaillage
apparâıt ainsi à l’arrière.

Pour une plaque très épaisse, l’impact provoque la formation d’un cratère
sur la surface d’impact mais a un effet négligeable sur les surfaces libres. En fait,
la distance à parcourir étant plus longue, la force de l’onde de choc compressive
produite par l’impact devient faible en atteignant la surface arrière de la plaque. Si
l’amplitude de l’onde est inférieure à la force de résistance de la plaque, il n’y aura
aucun écaillage à l’arrière de la plaque et les dommages subis seront ainsi limités à
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ceux dus au décollement. On s’attend donc à une petite zone de dommages internes
et une vitesse élevée d’éjection de débris pour un panneau mince. Pour une plaque
épaisse, la majeure partie de l’énergie du projectile est transférée à la plaque, ce qui
crée une extension des dommages internes [44]. Silvestrov, Plastinin et Gorshkov [2]
ont également prouvé que les caractéristiques des dommages de la cible dépendent
fortement de la résistance du matériau. Christianen [45] ajoute que l’analyse des
données des essais d’impacts hypervéloces sur des éprouvettes de graphite époxy
montre que l’importance des dommages est plus liée au module des fibres qu’à
l’orientation des plis ou de l’empilement. Sur des tubes en fibre de bas module (234
GPa) et des plaques planes, on relève sur les plis extérieurs des zones d’écaillage
près du point d’impact. Les spécimens de haut module (517 GPa) ne se sont pas
écaillés. De plus grands trous sont apparus dans les cibles de haut module que dans
des cibles de bas module pour des impacts semblables. En revanche, quelque soit
le module, les cibles présentent généralement les mêmes surfaces de décollements
internes et de dommages autour du point d’impact. A l’inverse, les différences dans
l’orientation des plis n’ont pas eu d’influence notable au niveau des trous et cratères.
Pour tous les composites en fibres de carbone ou de verre étudiés par Silvestrov,
Plastinin et Gorshkov [2], les couches en dessous du cratère n’ont presque pas été
déformées pour des cibles épaisses. Ceci indique l’absence de plastification pendant
le processus d’impact sur des composites. Les sollicitations de la cible s’arrêtent
juste après la consommation ou l’arrêt du projectile. Le secteur global de dommages
(rupture multiple et décollement) augmente avec la vitesse d’impact et l’épaisseur du
panneau (pour un même projectile) : plus l’épaisseur du panneau est faible, moins
l’énergie du projectile est transférée au panneau.

Pour les plaques très minces, le cratère dans la plaque est produit par l’im-
pact et le premier passage des ondes chocs. Comme l’intervalle de temps pour que
les ondes se réverbèrent dans l’épaisseur de la plaque est court, les ondes de chocs
se convertissent rapidement en ondes compressives rayonnant à l’extérieur du point
d’impact ; ce sont ces ondes qui créent une région uniformément endommagée dans
toute l’épaisseur de la plaque. Pour les cibles minces, une fois que le projectile a
impacté et a pénétré le stratifié, deux nuages de débris sont formés. Ces nuages
formés principalement par la désintégration de la cible mais également par celle
du projectile [44] émanent des surfaces avant et arrière du stratifié. Pour des im-
pacts à vitesse élevée, il a été trouvé par Tennyson et Lamontagne [1] que la vitesse
d’éjection est comparable à celle du projectile dans les conditions étudiées. Selon
les distances et l’angle du cône d’éjection, des zones de dommages beaucoup plus
grandes que le cratère peuvent apparâıtre. Des résultats semblables ont été trouvés
pour des plaques planes en graphite/PEEK et pour des cylindres du même matériau.

Des analyses du nuage de débris effectuées sur des plaques témoins en aluminium
ont prouvé qu’il y a deux classes des dommages [3] : une zone primaire de dommages
présentant de grands cratères liés aux fragments du projectile et un deuxième sec-
teur contenant un plus grand nombre de plus petits cratères et des fibres de carbone
incrustées dans la plaque d’aluminium. Pour des impacts obliques, le nuage de débris
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Fig. 1.2: Impact à 0̊

sortant de la face arrière du stratifié ne suit pas la direction de vol du projectile.
Ainsi, un angle de déviation (Fig. 1.2 et 1.3) a été défini comme angle entre le vec-
teur initial de la vitesse du projectile et le centre de masse de la zone primaire de
dommages. En outre, on a également observé que les angles primaires et secondaires
du cône d’éjection pour les essais avec incidence n’étaient pas colinéaires à la di-
rection de vol du projectile. De plus l’angle d’éjection apparâıt comme indépendant
de l’épaisseur du pli et de la cible d’après les résultats disponibles. Bien que faible,
l’angle d’éjection peut s’avérer important dans la prévision des dommages d’impact
principaux.

1.1.2 Prédiction des endommagements causés par les im-
pacts : modèles numériques simples

Le comportement d’un stratifié composite soumis à un impact a un degré de com-
plexité qui augmente avec la vitesse d’impact ([18]).La prédiction du processus d’im-
pact reste aujourd’hui un problème ouvert. Différentes investigations ont été menées
selon différentes approches allant du modèle semi-empirique, au modèle numérique
extrêmement complexe dépendant du type d’impact. Les essais présentés ci-dessus
ont permis l’élaboration de modèles empiriques. Ainsi, le diamètre du cratère ou
du trou d’entrée produit par l’impact d’une particule avec un stratifié de fibres de
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Fig. 1.3: Impact à 30̊

carbone peut être estimé comme suggéré par Christianen [45] :

Dc = [Etρt/Dp ρp]
1/3

où E est l’énergie de projectile (Joules), t est l’épaisseur de cible (millimètres), DP

est le diamètre de projectile (millimètres), et ρt et ρp sont les masses volumiques de
la cible et du projectile.

Le cratère d’entrée (Dc) est défini par le diamètre équivalent d’un cercle qui
entoure le même secteur que le trou formé (irrégulier). L’énergie du projectile est
notée E et la vitesse du projectile V . Cette relation semble ne pas dépendre de
l’empilement et elle est vraie pour des matériaux en graphite/PEEK. D’un point de
vue structural, les dommages d’entrée sur la face avant sont également un paramètre
important pour évaluer la réduction globale de la rigidité, de la durée de vie en
fatigue due à la propagation de fissures dans cette région endommagée. La zone
de dommages sur la face avant inclut le trou de cratère et la zone de délaminage.
Comme dans le cas du calcul du diamètre du trou, cette région peut également être
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définie par un cercle équivalent. Le diamètre de la zone de dommages d’entrée pour
des composites en fibres de carbone [1] s’écrit :

Dentreedommages = 3.74.3
√

(E.t/Dp)

Tennyson et Lamontagne [1] ont également noté que pour des composites en
fibres de carbone/PEEK, bien que le décollement se fasse en dessous de la surface,
la surface touchée est environ 20 % plus grande que la surface visible.

Jusqu’ici, aucune formule de ce type n’a été trouvée pour d’autres genres de
composites. Seules des observations qualitatives ont été faites sur des composites
en fibres de verre sur les dimensions de cratère ou de trou. Pour les cibles minces
et épaisses en fibres de verre (perforées ou non perforées), il y a une zone quasi
cylindrique au centre de la structure du cratère [2]. En fait, la forme du cratère n’est
pas exactement à symétrie cylindrique, il y a une rupture directionnelle. Dans cette
zone la cible est complètement détruite et les débris sont éjectés. La surface latérale
intérieure du trou dans les composites est accidentée, puisqu’elle est touchée par de
multiples ruptures de la matrice et du décollement des renforts. Pour ces raisons,
il n’est pas possible de mesurer précisément le diamètre du trou, on ne peut que
l’estimer. Ces évaluations donnent un diamètre qui n’excède pas 1,5 à 2 fois le
diamètre du projectile pour des composites en fibres de verre, tandis que la taille du
cratère ou du trou est 7 à 9 fois celle du projectile pour des composites en fibres de
carbone [44]. Pour les panneaux composites en fibres de verre épais, la profondeur
du cratère est approximativement égale à son rayon. Pour les composites en fibres
de verre étudiés par Silvestrov, Plastinin et Gorshkov [2], on peut observer plusieurs
zones endommagées sur la section du cratère (Fig. 1.4).

Fig. 1.4: Schéma d’un cratère après impact perforant (a) ou non (b) sur une plaque
en composite verre [2]

Autour du trou, il y a deux autres zones endommagées. Dans la première, la
matrice est percée par un réseau de fissures et elle est partiellement endommagée.



17

Son diamètre est 2 à 4 fois plus grand que le diamètre du trou et sa forme est sem-
blable à la forme de cratère des matériaux élastiques. Ceci reflète la symétrie quasi
sphérique du processus d’écoulement de l’onde de choc. Cette zone nâıt de la perte
d’énergie du projectile quand il pénètre dans la cible jusqu’à sa consommation to-
tale ou son arrêt complet. La seconde zone est limitée par un contour blanchi sur la
surface de la cible. En règle générale cette région est de forme elliptique. Sa surface
caractéristique est 20 à 220 (selon l’épaisseur de la cible) fois plus grande que celle
du trou. Quand l’épaisseur de la cible augmente, le diamètre équivalent des zones
blanchies augmente et atteint son maximum à la limite de perforation, puis diminue
jusqu’à une valeur constante. La croissance de ce diamètre est due à l’augmentation
de la quantité d’énergie du projectile absorbée par la cible, alors que sa diminution
peut être expliquée par la réduction d’intensité de l’onde de choc quand elle a atteint
la face arrière. Pour les plaques épaisses de composites en fibres de verre, le blan-
chiment apparâıt seulement sur la face avant. Silvestrov, Plastinin et Gorshkov [2]
ont également étudié l’influence des caractéristiques de différents matériaux. Ils ont
constaté qu’il y a une différence significative dans la taille et la forme des cratères
pour des cibles faites en alliage d’aluminium, en composite en fibres de verre/époxy,
d’aramide/époxy et de carbone/époxy, et en époxy. La gamme de vitesses explorée
est comprise entre 4 et 8 Km/s. Dans des cibles élastique/plastique, leur forme est
pratiquement hémisphérique. Dans les cibles en époxy, on observe un trou ovale à
symétrie circulaire avec le rapport profondeur de pénétration sur diamètre de zone
dommages égal à 2. Pour les composites, les trous sont ovales sans symétrie circu-
laire, et le rapport précédent varie entre 2 et 4. La forme du trou d’entrée dans la
plaque est circulaire pour l’aramide/époxy et elle est plus cruciforme que circulaire
pour le verre et le carbone/époxy. Ceci est dû à l’anisotropie des propriétés des
matériaux dans les directions de renforts en verre ou en carbone. Le diamètre du
trou est égal à 1 à 2 fois le diamètre du projectile pour les fibres de verre et les cibles
d’aramide/époxy (Fig. 1.5). Le diamètre de cratère d’entrée pour un composite en
fibres de carbone/PEEK ne varie pas sensiblement avec le nombre de plis dans le
stratifié (i.e. l’épaisseur de la cible) ou l’angle d’impact, pour des angles allant de
0˚ à 45˚[3].

1.1.3 Prédiction des endommagements causés par les im-
pacts : modèles numériques élaborés

De nombreuse études ont été réalisées dans ce sens, traitant principalement des
impacts basse vitesse ([19], [20], [9], [21], [22], [23], [24], [25], [26], [46], [47] et [48]). Le
type d’impact basse vitesse étudié correspond principalement aux chutes d’outils, et
aux impact de débris présents sur les piste de décollage. Pour les hautes vitesses, peu
d’études numériques sont disponibles et concernent, encore une fois, principalement
l’impact des débris spatiaux.

Quelques modèles sur la perforation de composites utilisant la méthode SPH
(Smooth Particle hydrodynamics) sont disponibles. En outre, Sheikh ([30]), a pro-
posé un modèle de stratifié utilisant une formulation coque, basé sur la mécanique
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Fig. 1.5: Photographies d’une plaque composite de 24 plis après impact d’un pro-
jectile en aluminium de 2mm[3]

de l’endommagement. La loi de propagation d’endommagement qu’il utilise est celle
initialement proposée par Matzenmiller dans [31] adaptée à la prédiction d’absorp-
tion d’énergie. D’autres études sur la profondeur de pénétration des stratifiés épais
sont disponibles ([32]). Le nombre de propositions de modèles numériques adaptés
à notre problème est donc très limité. Restent alors les modèles développé en dyna-
mique, on citera alors les travaux de Z. Jendli sur la modélisation du comportement
dynamique de composite, mais la discontinuité des fibres des matériaux étudiés ne
permet pas de les utiliser. L’étude bibliographique précédente a montré, que lors des
essais d’impacts, les types de mécanismes d’endommagement avant la détérioration
totale du matériau, tels que la rupture des fibres, la fissuration de la matrice et le
délaminage, observés sont les mêmes qu’en statique. De plus, la faible vitesse d’ar-
rachement des fibres et l’absence d’effet de vitesse sur le comportement du carbone
laissent penser que le méso-modèle élasto-plastique endommageable de Ladevèze
([49], [16]) validé en statique et pour des petits chocs ([11]), peut être pris comme
comme base de travail.
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1.2 Description du méso-modèle utilisé

1.2.1 Modèle du pli

1.2.1.1 La loi de comportement

Pour des contraintes importantes, le pli se détériore de manière irréversible :
il y a apparition de micro fissures dans la matrice et décohésion des fibres et de
la matrice. Ces endommagements se traduisent par une dégradation des modules
d’Young du matériau, selon les équations suivantes où d′ et d sont les variables
d’endommagement.

Eendo
2 = E2(1− d′)

Gendo
12 = G12(1− d) (1.1)

Les variables d’endommagement sont nulles au début de la simulation quand
le matériau est intact. Elles atteignent une valeur unitaire quand le matériau est
rompu. En tenant compte des variables d’endommagement, la loi élastique est la
suivante :

σ = Kεe avec K−1 =









1
E1

−ν12

E1
0

−ν12

E1

<σ22>+

E2(1−d′)σ22
+ <σ22>−

E2σ22
0

0 0 1
G12(1−d)









(1.2)

Le comportement du matériau reste linéaire et élastique suivant l’axe 1. La
présence de la variable d′ permet de prendre en compte les micro fissurations qui
apparaissent suivant l’axe 2. La présence de la variable d permet de prendre en
compte la décohésion entre la matrice et les fibres lorsqu’il y a un cisaillement dans
le plan (1,2). On note que l’apparition de micro fissures présente un caractère uni-
latéral. En effet, quand on charge suivant la direction perpendiculaire aux fibres, le
comportement du pli change suivant le sens du chargement :

– en tension : des micro fissures se forment dans la matrice donc l’endommage-
ment augmente et par conséquence le module diminue,

– en compression : après une extension préalable, les micro fissures se referment
et n’ont alors pas d’influence sur le comportement du pli. Le module retrouve
alors sa valeur initiale.

On note que l’apparition de la décohésion entre la matrice et les fibres ne présente
pas de caractère unilatéral. En effet, une contrainte en cisaillement entrâıne une
décohésion quelque soit son sens.

Note : On utilisera dans la suite la notion de contrainte équivalente σ̃ avec :

(σ̃) =





σ11
<σ22>+

(1−d′)
+ < σ22 >−

σ12

(1−d)



 (1.3)
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1.2.1.2 Loi d’évolution des endommagements

On pose comme loi d’évolution des endommagements :

Y (t) = supτ<t(
√

Yd(τ) + bY − d′(τ))

Y ′(t) = supτ<t(
√

Y ′
d′(τ))

avec

Yd =
1

2

σ2
12

G12(1− d)2

Yd′ =
1

2

σ2
22

E2(1− d′)2

On a donc :

d =
< Y − Y0 >+

Yc

d′ =
< Y ′ − Y ′

0 >+

Y ′
c

La constante Y ′
0 représente le seuil d’endommagement suivant la direction per-

pendiculaire aux fibres. La constante Y0 représente le seuil d’endommagement en
cisaillement. Les constantes Yc et Y ′

c contrôlent la rapidité de l’évolution des endom-
magements. La constante b est un coefficient de couplage.

1.2.1.3 Prise en compte des effets inélastiques

Pour tenir compte des déformations irréversibles dues aux déformations résiduelles
liées à la fermeture partielle des micro-fissures, le formalisme de l’écoulement plas-
tique est utilisé. Les déformations totales sont égales la somme des déformations
élastiques et des déformations irréversibles :

ε11 = εe
11

ε22 = εe
22 + εir

22

ε12 = εe
12 + εir

12

Il n’y a aucune déformation irréversible suivant la direction des fibres, car dans
cette direction le comportement du matériau est totalement élastique jusqu’à la
rupture. Le domaine élastique est défini par une fonction F :
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F =
√

σ̃2
12 + a2

irσ̃
2
22 −R(p)−R0 (1.4)

avec :

R est une fonction caractéristique du matériau de la forme : R(p) = βpα.
air un coefficient de couplage.
R0 le seuil d’irréversibilité.

La variable p (analogue à l’écrouissage d’un matériau plastique) augmente pour
satisfaire l’équation F = 0, ce qui induit une modification des déformations inélastiques
selon les équations suivantes :

ε̇in
11 = 0

ε̇in
22 = a2

p

σ̃22

R + R0

ṗ

ε̇in
12 =

σ̃12

R + R0

ṗ

Bien que le gonflement du domaine élastique soit défini par une seule variable,
le modèle demeure anisotrope par l’intermédiaire du coefficient de couplage.

1.2.2 Modèle d’interface

1.2.2.1 Présentation du modèle

La modélisation du délaminage est traitée dans la littérature selon plusieurs ap-
proches. On citera par exemple celle d’un critère en post processing proposé dans
[50]. Une autre approche est de modéliser l’interface par une loi de comportement
endommageable. Elle peut être basée sur l’utilisation soit d’une loi de contact parti-
culière, soit d’éléments cohésifs. Le chapitre 4 montrera que le temps de calcul associé
à l’implémentation de l’interface sous forme de contact est plus faible que sous forme
d’éléments cohésifs. La loi de contact sera donc retenue, et c’est pourquoi elle sera
plus particulièrement présentée. Signalons tout de même que la programmation sous
forme d’éléments cohésifs est presque identique.

Dans ce programme, on utilise le modèle d’endommagement proposé par Allix et
Guinard dans [51] et [52] pour décrire l’évolution de la détérioration de l’interface. Le
tenseur des contraintes à l’interface se calcule à partir du vecteur des déplacements
relatifs ainsi :

σn = Kn[(1− di)(U
r
n)+ + (U r

n)−]

σcis1 = Kcis1(1− di)U
r
cis1

σcis2 = Kcis2(1− di)U
r
cis2
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avec :
σn la contrainte dans la direction normale,
σcis1, σcis2 les contraintes en mode II,
U r le déplacement relatif dans la direction considérée,
K la raideur dans la direction considérée et
di l’endommagement.

La première équation traduit un endommagement unilatéral dans la direction
normale au plan du stratifié (mode I). Les deux suivantes décrivent un endomma-
gement bilatéral pour les déplacements contenus dans le plan du stratifié (mode II)
(fig. 1.6).

Fig. 1.6: Comportement de l’interface

Les variables d’endommagement se calculent comme suit :

di =
Y

Yc

Y = Sup|t
√

(Yn)2 + γ1(Ycis1)2 + γ2(Ycis2)2

Yn =
σn)2

2Kn(1− di)2

Ycis1 =
σcis1)

2

2Kcis1(1− di)2

Ycis2 =
σcis2)

2

2Kcis2(1− di)2

où Yc est le taux de restitution d’endommagement critique
Pour visualiser les délaminages, le terme Yc doit être recalé de façon analogue

à celle pratiquée dans [53]. Le recalage de ce terme a été poussé très loin dans
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la littérature afin de tester l’idée que pour des vitesses élevées de propagation du
délaminage, les taux de restitution d’énergie peuvent fortement chuter. Dans [54], Gc

passe de 90-200 à 2-13 J.m2 (pour des vitesses de délaminage allant de quasi-statique
à 1000-2000 m/s).

On peut noter un couplage entre les endommagements, l’endommagement sui-
vant un mode se répercute sur l’autre mode.

Lorsque la variation de distance qui sépare deux nœuds en contact, de part et
d’autre de la surface, est inférieure à δ1, alors la contrainte à l’interface est pro-
portionnelle au déplacement. On est ici en présence d’un comportement élastique
linéaire (quand 0 < δ < δ1). Pour des déplacements maximum compris entre δ1 et
δ4, alors la contrainte à l’interface chute de σmax (pour δ = δ1) à 0 (pour δ = δ4).
On se trouve ici en présence d’un comportement élastique endommageable avec une
progression irréversible de l’endommagement entre 0 et 1. La variable D d’endom-
magement est contrôlée par l’évolution du déplacement relatif maximum. Pendant
cette phase, la liaison (l’interface) se dégrade progressivement jusqu’à ce qu’elle at-
teigne, au dernier chargement, la rupture totale (en δ4, di=1, les efforts sont nuls).
Au delà, la contrainte reste nulle. La rupture se fait en mode I et en mode II.

Ce modèle devra alors être étendu afin de gérer la rupture en dynamique.

1.3 Modélisation de la rupture et de l’endomma-

gement en dynamique

1.3.1 Choix du type de code numérique

Deux grandes familles de codes sont utilisées pour modéliser des phénomènes
d’impacts, chacune s’appuyant sur un type de maillage différent : un maillage eulérien
fixe dans l’espace ou un maillage lagrangien pour lequel le maillage est solidaire
du matériau. Dans le cas des maillages eulériens, le principal avantage est que le
matériau peut s’écouler au travers du maillage ce qui ne pose aucun problème en
cas de grandes déformations. En revanche, les problèmes d’interface sont plus com-
plexes à modéliser et sont très coûteux en termes de temps de calcul. Peu de codes
permettent l’utilisation de matériau anisotrope. Les méthodes lagrangiennes per-
mettent de mieux décrire les petits déplacements et les problèmes d’interface entre
deux matériaux. En revanche, des déformations importantes provoquent une grande
déformation des mailles et par conséquent peuvent présenter des difficultés de cal-
culs. Enfin, on notera qu’il existe dans certains logiciels un mode couplé lagran-
gien/eulérien mais leur application est limitée à certains types de problèmes. Les
équations de conservation pour les descriptions eulériennes et lagrangiennes sont
rappelées dans le tableau 1.2.

Dans une description eulérienne, l’espace est discrétisé par un maillage fixe
à travers lequel la matière se déplace. Les intégrations spatiales et temporelles
se font généralement par des schémas de semi-discrétisation aux différences finis.
Numériquement, la programmation des équations se décompose en une phase d’ad-
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Euler Lagrange

Conservation de la masse ∂ρ
∂t

= ∂
∂xi

(ρvi) = 0 Dρ
Dt

+ ρ ∂vi

∂xi
= 0

Conservation du moment ∂vi

∂t
+ vj

∂vi

∂xj
= fi + 1

ρ

∂σji

∂xj

Dvi

Dt
= fi + 1

ρ

∂σji

∂xj

Conservation de l’énergie ∂e
∂t

+ vi
∂e
∂xi

= fivi + 1
ρ

∂
∂xj

(σjivj)
De
Dt

= fivi + 1
ρ

∂
∂xj

(σjivj)

Tab. 1.2: Équations de conservation pour les descriptions eulériennes et lagran-
giennes

vection, et une phase de projection, où la matière advectée est projetée sur la
grille fixe (fig. 1.7). La méthode eulérienne s’accommode parfaitement des grandes

Fig. 1.7: Maillage Eulérien [4]

déformations qui n’induisent aucune dégradation du pas de temps. Toutefois, le choix
d’un maillage fixe a un prix, celui de la gestion des mailles contenant simultanément
plusieurs matériaux (mailles mixtes) d’une part, et celui de la gestion des mailles
vides d’autres part. Le suivi des frontières matérielles et plus particulièrement, la
gestion des problèmes de contact ne peut se faire de façon aussi rigoureuse que dans
le cas d’une approche lagrangienne.

Dans une description lagrangienne, l’espace initialement occupé par les matériaux
est discrétisé en élément de volume. Les nœuds du maillage se déplacent à chaque
cycle d’intégration temporelle à la vitesse matérielle, de sorte qu’aucun flux ne peut
se développer d’une maille à l’autre. Les déformations du maillage constituent alors
une représentation semi-directe des déformations matérielles (fig. 1.8). Le schéma
d’intégration spatiale utilisé est de type éléments finis et celui d’intégration tempo-
relle est généralement un schéma de semi-discrétisation de type Newmark explicite.
Les simulations de forts écoulements de fluide se traduisent invariablement par de
fortes distorsions des maillages. Ces dernières induisent conjointement une diminu-
tion du pas de temps et une dégradation de la précision du schéma d’intégration
spatiale. L’approche lagrangienne est tout de même généralement moins coûteuse
en termes de temps de calcul que l’approche eulérienne.

Compte tenu du caractère plutôt fragile et de l’anisotropie d’un stratifié com-
posite, l’approche lagrangienne sera préconisée pour la modélisation d’impact sur
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Fig. 1.8: Maillage Lagrangien [4]

composite.

1.3.2 Méthodes de modélisation de la perforation

1.3.2.1 Perforation

Pour modéliser la perforation, différentes techniques peuvent être envisagées.
Quatre seront présentées ici : le tunneling, la méthode de plan de symétrie avec
rupture, la fragmentation et l’érosion.

La technique du tunneling consiste à créer initialement un trou au centre de la
cible pour permettre au projectile de pénétrer. Ce tunnel guide le nez du projectile
pendant toute la perforation. Cette technique fait l’hypothèse que la majeure partie
de l’énergie dissipée est utilisée pour l’expansion radiale du tunnel. Elle n’est en
conséquence applicable qu’à des projectiles pointus. La méthode est très stable par
rapport au diamètre du tunnel, ce dernier peut atteindre jusqu’à 20% du diamètre
du projectile. Par ailleurs, la nécessité d’une connaissance a priori de la trajectoire
du projectile limite fortement le champ d’application de cette méthode. Pour cette
raison, elle n’est généralement utilisée que pour les simulations d’impact à incidence
normale.

Pour des configurations d’impact possédant un plan de symétrie, la technique
du plan de symétrie avec rupture consiste à définir des conditions limites parti-
culières pour les nœuds appartenant à ce plan, quelque soit le matériau. Ces nœuds
bloqués à l’origine dans la direction perpendiculaire au plan de symétrie, peuvent
être libérés lorsque la contrainte qui leur est appliquée dépasse une limite définie
par l’utilisateur. Au cours de la perforation, ces nœuds peuvent s’écarter de ce plan
de symétrie et laisser ainsi un passage pour le projectile. Cette méthode permet
d’obtenir des informations sur la trajectoire du projectile avec un temps de calcul
très nettement inférieur à ceux requis pour les autres techniques.
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Une autre technique est la fragmentation. Les travaux dans ce domaine ont
principalement impliqué le développement de techniques discrètes pour traiter du
problème de la rupture. Plus spécifiquement, il a été développé une catégorie parti-
culière d’éléments finis, dits éléments cohésifs. Les éléments cohésifs représentent ex-
plicitement les fissures et sont particulièrement efficaces pour modéliser les problèmes
de bifurcation et de fragmentation. L’approche continue, qui consiste à faire va-
rier un paramètre représentant l’endommagement, est délicate à mener dans le cas
de fissures multiples. Les éléments cohésifs qui permettent en revanche de propa-
ger des fissures à la frontière de chaque élément du maillage, prennent naturelle-
ment en compte les interactions entre de multiples fissures. L’origine des éléments
cohésifs peut être trouvée dans le concept de zone cohésive en tête de fissure, qui
fut introduit par Dugdale [55] et Barrenblatt [56]. L’introduction de ce concept
dans une méthode par éléments finis conduit à l’élaboration d’éléments cohésifs, qui
décrivent explicitement le phénomène de la rupture. Les travaux de Xu et Need-
leman [57],[58] et [59] ont permis de démontrer l’utilité de cette approche dans
les applications à deux dimensions. Le processus de rupture est décrit par une loi
cohésive qui relie les tractions supportées par l’élément à son ouverture. Xu et Need-
leman ont utilisé dans leurs travaux une loi cohésive dite exponentielle (ou loi de
Smith-Ferrante). L’avantage de cette loi est sa simplicité d’utilisation car elle ne
nécessite pas l’implémentation d’un algorithme d’insertion dynamique d’éléments
cohésifs. En revanche, l’inconvénient majeur de l’approche est la modification des
propriétés élastiques de la structure étudiée. En effet, la pente initiale des lois de
type exponentiel introduit dans le maillage éléments finis une élasticité artificielle
qui génère parfois une anisotropie élastique. Afin de remédier à ce problème, Ca-
macho et Ortiz ont développé en deux dimensions un élément cohésif initialement
rigide. Cet élément nécessite un algorithme d’insertion plus sophistiqué mais permet
de préserver l’intégrité des propriétés structurelles du maillage [60, 61]. Pandolfi et.al
[62, 63], puis Ruiz et.al [64][65] ont poursuivi le développement de cet élément dans
un cadre tridimensionnel. D’autres exemples d’études ayant recours aux éléments
cohésifs peuvent être trouvés dans [66, 67]. Malgré le succès grandissant de cette
approche, de nombreuses questions sur son bien-fondé restent posées. Trois types de
questions alimentent les critiques sur l’approche cohésive :

– dépendance du chemin de fissure par rapport au maillage,
– convergence de l’énergie cohésive avec la taille du maillage,
– développement de lois cohésives en relation avec les propriétés microstructu-

relles d’un matériau.

La technique de l’érosion consiste à supprimer des éléments du maillage dans
lesquels un critère, généralement basé sur le’endommagement, atteint une limite
définie par l’utilisateur. La surface de contact entre le nez du projectile et la cible
étant généralement le siège des distorsions les plus importantes, le projectile traverse
alors la cible par érosion de cette dernière. Cette méthode nécessite une redéfinition
permanente des surfaces de contact potentielles qui est automatiquement gérée par
l’algorithme de contact mais qui induit une nette augmentation du coût CPU. Par
ailleurs, le seuil d’érosion retenu ainsi que la taille de maille ont un effet sur les
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résultats difficiles à mâıtriser. L’érosion est en générale bâtie sur un critère en
déformation ou en contrainte ([68]).

1.3.3 La rupture avec les modèles d’endommagement

Cette partie fait le point sur les méthodes permettant de modéliser l’endomma-
gement et d’aboutir à la perforation.

Il est aujourd’hui admis que les modèles classiques d’endommagement (c’est-à-
dire locaux et indépendants du temps) ne sont pas adaptés à la prévision de la
rupture car ils ne permettent pas de décrire de façon objective la phase post-pic du
comportement. En effet, lorsque la matrice de rigidité tangente du matériau n’est
plus définie positive, on voit apparâıtre des zones dans lesquelles les déformations
se concentrent brutalement. Ce phénomène de localisation, précurseur de la ruine
du matériau, existe en statique comme en dynamique. Les difficultés qui lui sont as-
sociées peuvent être abordées sous différents angles. D’un point de vue mathématique,
ce phénomène correspond à un changement de nature des équations aux dérivées
partielles associées à l’équilibre de la structure. Pour les problèmes statiques, la lo-
calisation est caractérisée par une perte d’ellipticité des équations d’équilibre. La
vitesse de propagation des ondes est alors imaginaire. Les informations ne pouvant
plus se propager à l’intérieur du solide, la déformation tend à s’accumuler dans une
partie arbitrairement petite ([69]), ce qui n’est pas réaliste. En ce qui concerne le
traitement numérique des modèles de comportement adoucissants, les difficultés se
traduisent par une forte dépendance des résultats au maillage. En effet la taille de la
zone de localisation devient proportionnelle à la taille de l’élément fini où se produit
le phénomène. On arrive alors au paradoxe suivant : plus le maillage est raffiné,
plus l’énergie dissipée lors de la rupture diminue jusqu’à tendre vers zéro. Cette
non objectivité des résultats vis-à-vis de la discrétisation spatiale représente encore
un des principaux obstacles au développement des simulations éléments finis pour
la prévision de la rupture. Pour éviter de telles difficultés, un première démarche
consiste à déterminer les conditions pour lesquelles il peut y avoir localisation des
déformations. Il s’agit en fait de définir le domaine d’utilisation des lois de com-
portement avec adoucissement. En statique et pour les modèles de comportement
locaux et indépendants du temps, les critères de localisation sont associés à la perte
d’unicité de solution du problème en vitesse. Ils caractérisent donc la possibilité de
bifurcation de la solution en mode localisé. Ces critères se traduisent en fait par les
conditions nécessaires et suffisantes de création d’une surface de discontinuité de la
vitesse de déformation à l’intérieur d’un solide. Pour des modèles de comportement
élastoplastique, l’élaboration d’un critère de localisation est proposé dans [70]. Il est
utilisé pour prévoir l’apparition et l’orientation des bandes de cisaillement dans un
massif homogène et infini. A l’heure actuelle, les critères de localisation sont utilisés
dans la littérature comme des critères de rupture par de nombreux auteurs. Dans
le cadre de la mécanique de l’endommagement, ils permettent de prédire l’initiation
d’une macro-fissure ainsi que son orientation qui est définie par la normale à la sur-
face de discontinuité. Des exemples d’utilisation de tels critères pour des matériaux
composites sont proposés dans [71].
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Ce type d’approche permet de détecter le point à partir duquel l’endommage-
ment et la déformation peuvent se localiser. Cependant, les modèles classiques d’en-
dommagement restent inadaptés lorsque l’on souhaite suivre l’évolution des bandes
de localisation et donc prévoir la propagation de fissures. Lors d’une simulation
numérique, le calcul doit être interrompu dès que le critère est atteint en un point.
Il n’est donc en général pas possible de simuler la rupture complète d’une structure,
c’est-à-dire son instabilité globale, qui se produit la plupart du temps après l’appari-
tion du phénomène de localisation. En résumé, les différents critères développés dans
la littérature permettent uniquement de prédire la phase d’initiation de la rupture,
et non sa propagation.

1.3.3.1 Limiteurs de localisation

Pour remédier aux difficultés qui viennent d’être présentées, différentes méthodes
de régularisation, habituellement regroupées sous le terme de ”limiteurs de locali-
sation” [37], sont proposées dans la littérature. Il s’agit en fait d’introduire une
longueur caractéristique dans le modèle afin de suivre la solution post-pic. On peut
ainsi contrôler le phénomène de localisation des déformations, c’est-à-dire l’appari-
tion du développement de zones de petite taille dans lesquelles la déformation reste
continue mais se concentre.

Un première approche consiste à choisir la taille des éléments finis comme pa-
ramètre du problème. Dans ce cas, la longueur interne n’est pas introduite dans la
loi de comportement mais dans la méthode de résolution numérique. Une démarche
analogue consiste à supposer que la densité d’énergie dissipée lors de la rupture
dépend de la taille des éléments du maillage. Cette taille étant variable a priori, la
partie adoucissante de la loi de comportement du matériau est ajustée de manière à
ce que l’aire sous la courbe de comportement reste constante. Ce type de méthode
a initialement été utilisé pour modéliser la rupture en traction du béton lorsqu’une
seule fissure apparâıt. On peut également citer les modèles avec gradient d’ordre
supérieur. Cette méthode, basée sur la prise en compte des gradients de déformation
du second ordre, a initialement été appliquée à des modèle élastoplastiques afin de
préciser l’épaisseur et la forme des bandes de cisaillement en régime adoucissant.
L’ajout de ces termes complémentaires peut intervenir dans les équations d’équilibre
lors de la phase post-pic du comportement ou bien encore dans l’expression de la
déformation plastique équivalente apparaissant dans la fonction seuil de plasticité.
Cette technique, qui nécessite la présence de conditions aux limites supplémentaires,
correspond à une modélisation non locale dans laquelle la déformation moyenne est
déterminée par un développement en série de Taylor. Ce type de modèle a également
été employé pour une loi de comportement élastique-endommageable isotrope où
les gradients de déplacement d’ordre supérieur interviennent dans l’expression du
seuil d’endommagement ([72]). En ce qui concerne les modèles d’endommagements
non locaux, la longueur interne est introduite directement en supposant que la va-
riable contrôlant l’évolution de l’endommagement n’est plus définie de manière lo-
cale. C’est une moyenne pondérée des valeurs locales dans un voisinage du point
où la loi de comportement est calculée ([33]). Dans les deux types de modèles non
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locaux précédents, à formulation différentielle pour les premiers et intégrale pour
les seconds, la taille minimum de la zone de localisation dépend des paramètres ca-
ractérisant les termes supplémentaires introduits. Une des principales difficultés est
de relier cette longueur à des propriétés micro-mécaniques, c’est-à-dire de lui donner
une interprétation physique.

Une approche différente consiste à utiliser des modèles de comportement avec des
effets de vitesse. En effet, bien que la relation de comportement ne contienne pas ex-
plicitement de paramètres ayant la dimension d’une longueur, celle-ci est introduite
de manière indirecte par l’intermédiaire de la viscosité. Cette méthode, utilisée en
élasto-plasticité, permet de régulariser le problème dynamique dans le cas instable
([73]). La taille de la zone localisée est alors associée à la longueur caractéristique
Cη ou C est la vitesse de propagation de l’onde élastique et η est le paramètre
de viscosité. Plus qu’un simple paramètre de régularisation, η peut être considéré
comme un coefficient matériau relié, par exemple, à la largeur des bandes de cisaille-
ment observées expérimentalement. Une analyse unidimensionnelle de ce type de
procédure est effectuée dans [74]. Le modèle de comportement proposé, dans lequel
la contrainte post-pic est fonction de la vitesse de déformation plastique, représente
une démarche simple et efficace pour simuler de façon objective la rupture du béton
en dynamique. Cette analyse unidimensionnelle permet également, de par sa sim-
plicité, de déterminer de façon analytique la longueur interne introduite dans le
modèle. De plus, elle illustre le caractère dispersif de la propagation d’onde lors de
la rupture.

1.3.3.2 Loi d’évolution d’endommagement avec effet retard

Pour les composites stratifiés, une démarche particulière est proposée dans [49].
Elle est basée sur le choix d’une échelle intermédiaire appropriée pour décrire les
phénomènes d’endommagement (échelle mésoscopique). La méso-modélisation est
une modélisation semi-discrète dans laquelle l’endommagement est imposé uniforme
dans l’épaisseur des méso-constituants (couches élémentaires et interfaces interla-
minaires). Ainsi, une longueur caractéristique est directement introduite dans le
modèle ce qui permet d’obtenir une taille minimum de rupture dans l’épaisseur du
stratifié. En complément à ce côté spatial de la modélisation, un aspect temporel est
également pris en compte. En effet il est nécessaire d’apporter des modifications au
modèle classique d’endommagement afin de contrôler le phénomène de localisation
dans le plan du stratifié. L’idée de base consiste à modifier les lois d’évolution de
l’endommagement développées en statique pour prendre en compte le fait que les
variations d’endommagement dues aux variations de forces ne sont pas instantanées.
Pour cela, on utilise le concept d’endommagement retardé. Ce type de loi d’évolution
peut être utilisé pour modéliser le comportement endommageable de matériaux com-
posites sous sollicitations statiques et dynamiques. De plus, l’effet retard joue un rôle
régularisant vis-à-vis des difficultés habituellement rencontrées lors de la simulation
du phénomène de localisation. En effet, le temps caractéristique introduit dans ce
modèle permet, grâce aux effets dynamiques, d’obtenir une longueur minimum de
rupture. Cette longueur est en pratique associée à l’épaisseur d’un pli.
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1.3.3.3 Loi d’évolution à taux d’endommagement limité

Ce type de loi initialement développé par [43] pour les composites permet de
résoudre les phénomènes liés à la localisation pour tout type de matériau endomma-
geable comme l’ont montré A. Suffis et A. Combescure ([75]). Dans le cas d’endom-
magement dynamique sévère, les lois avec effet retard montrent des insuffisances.
Dans le cas d’un impact par exemple, les difficultés liées à la prévision objective
de la rupture réapparaissent car le phénomène de localisation se produit de façon
instantanée et donc dans une zone dont la taille dépend de la discrétisation spa-
tiale adoptée. En effet, avec l’écriture de la loi d’évolution précédente, la vitesse
d’endommagement peut crôıtre de façon illimitée avec la valeur des forces thermo-
dynamiques associées. Pour remédier à cela, il a été proposé de borner cette vitesse
d’endommagement selon la loi suivante :

ḋ =
k

a
[1− exp(−a < f(Y )− d >+)] si d < 1

d = 1 sinon

L’introduction de cette loi permet d’introduire une zone minimum de rupture
avec une vitesse de dégradation qui croit avec le temps. Un modèle dédié à l’élasto-
plasticité endommageable dans le cadre d’une formulation en grandes déformations
est proposé par G. Court dans [76]. L’identification des paramètres a et τc avec des
essais plaque/plaque est décrite par Sen Gupta dans [77].

RESUME

Le nombre d’études d’impact sur composite pour des vitesses comprises entre
1000 et 3500m/s est donc très limité aussi bien sur le plan expérimental que
sur le plan numérique. Tout de même, les résultats expérimentaux montrent la
présence d’une zone perforée et d’une zone de décollement de fibres. La zone
endommagée n’est donc pas limitée au cratère. De plus il apparâıt que les
phénomènes d’endommagement mécaniques du stratifié en dynamique sont com-
parables à ceux observés en statique. Les modèles d’endommagement développés
en statique doivent donc pouvoir servir de base pour le développement d’un
modèle dynamique. Le point clé sera de les adapter à la prévision de la rupture.
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Introduction

Avant d’entrer dans le cœur du sujet, une première analyse des principales diffi-
cultés liées à un impact balistique sur un stratifié carbone/époxy est réalisée. Ainsi,
les premiers essais montrent que la zone de dommages est différente de la zone per-
forée (Fig. 1.9) et surtout que les dommages visibles sont différents des dommages
réels observés par ultrasons (Fig. 1.10).

Fig. 1.9: Plaque composite face avant, 30g à 1400m/s sans incidence

D’autre part, on observe que le phénomène d’endommagement lors d’un impact
perforant comporte plusieurs phases mécaniques :

– une fortement dynamique localisée dans la zone d’impact aboutissant à la
perforation,

– une plus statique, qui correspond à la réaction du reste de la plaque à ce
chargement.

Ces deux phases sont illustrées par la figure 1.11. On y voit deux cônes d’éjectas,
un correspondant à la matière sous le projectile totalement pulvérisée et un autre,
plus large, correspondant à l’arrachement des fibres. La perforation est obtenue après
quelques microsecondes (4 à 25 suivant le diamètre et la vitesse du projectile), tandis
que l’arrachement des fibres se déroule sur pratiquement 1 milliseconde. Pour un im-
pact à 1200 m/s, le cratère se forme à la vitesse d’impact alors que l’arrachement des
fibres se fait à 250m/s (Fig. 1.12). Cette double chronologie serra confirmée dans le
chapitre suivant par les mesures en stéréo-corrélation qui montrent que la plaque ne
présente aucune déformation pendant la phase de perforation, c’est seulement après
que le chargement se transmet au reste de la plaque. Les premiers contrôles visuels
et non destructifs montrent en dehors du cratère un endommagement comparable à
celui d’impact basse vitesse : des ruptures de fibres, la fissuration de la matrice, des
décohésions fibre/matrice, du délaminage... Ces premiers essais confirment l’impres-
sion relevée par l’étude bibliographique sur l’existence dans notre cas d’un parallèle
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Fig. 1.10: Plaque composite face avant, 100g à 1600m/s sans incidence : image par
ultrasons et photographie

entre les mécanismes d’endommagement en dynamique et en statique, d’autant que
la phase la plus dynamique est pilotée par le comportement des fibres qui sont en
carbone, matériau connu pour ne pas être sensible aux effets de vitesse.

Le méso modèle de Cachan ayant fait ses preuves pour la modélisation d’impact
basse vitesse ([78]) ainsi que pour des essais DLR de tour de chute ([9]), et de récents
développements ayant montré la compatibilité entre la micro et la méso modélisation
de l’endommagement de stratifiés, autant pour des sollicitations planes que hors
planes ([16], [17], [79]), il est retenu comme base de travail.

Un premier chapitre décrira les essais réalisés au CEG dans le cadre de cette
étude, un second chapitre montrera comment ce méso modèle pourra être étendu
aux cas d’impact par la mise au point d’un critère d’érosion objectif et robuste, basé
sur l’annulation de l’énergie de déformation. Enfin une comparaison essais/calcul
sera présentée afin de valider le modèle proposé.
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Fig. 1.11: Cônes d’éjections (10g à 1200m/s)

Fig. 1.12: Arrachement des fibres (10g à 1200m/s)
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2.1 Essais de caractérisation statique . . . . . . . . . . . . . . . . 38

2.1.1 Essais de traction lisse . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 38

2.1.2 Essais de compression lisse . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 38
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L’objectif principal des campagnes d’essais est d’acquérir des données sur le
comportement de panneaux composites impactés par des projectiles animés d’une
vitesse comprise entre 1000 et 3500 m/s.

Ces expérimentations permettront de déterminer :

– le ralentissement du projectile après perforation,
– l’endommagement induit sur le panneau en termes d’étendue de la zone en-

dommagée (zone de rupture des fibres, de fissuration de la matrice et avec
délaminage),

– la chute des caractéristiques mécaniques (évolution des modules, des contraintes
de résistance ...),

– la déviation de la trajectoire du projectile dans le cas des tirs sous incidence,
– quelques données sur les fragments secondaires issus de la perforation.

2.1 Essais de caractérisation statique

Ces essais peuvent être classés en deux catégories, ceux destinés à connâıtre les
propriétés du pli et de drapages particuliers, et ceux permettant de caractériser l’in-
terface selon plusieurs modes de sollicitation. Le matériau choisi est le T800H/5245C
avec une masse surfacique de fibre de 200g/m2, soit une épaisseur par pli de 0,190mm.
Le protocole d’identification expérimental ([49]) mis au point pour le modèle statique
est utilisé.

Les éprouvettes équipées de talons d’introduction d’effort ont été fabriquées par
le CEAT.

2.1.1 Essais de traction lisse

Quatre drapages [0]4s, [0, 90]2s, [+/ − 45]2s, [+/ − 67, 5]2s ont été caractérisés,
la définition des éprouvettes est disponible en annexe A. Les éprouvettes ont été
équipées de jauges extensométriques doubles ou de rosettes à +/-45̊ selon les pro-
priétés élastiques à déterminer (E, ν et G). De plus, des essais de cycle charge/décharge
sur drapages [+/−45]2s ont été réalisé afin de caractériser la dégradation progressive
du matériau (fig. 2.1)

2.1.2 Essais de compression lisse

Quatre drapages [0]10s, [0, 90]5s, [+/ − 45]5s, [+/ − 67, 5]5s ont été caractérisés,
la définition des éprouvettes est disponible en annexe A.

2.1.3 Essais de ténacité en mode I, mode II

Deux drapages [0]10s, [+/−22, 5]4s ont été caractérisés, la définition des éprouvettes
est disponible en annexe A.
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Fig. 2.1: Contraintes (déformation) lors de cycle charge/décharge

2.1.4 Résultats

Les résultats bruts sont présentés en annexe A, ils ont permis de déterminer les
données d’entrées pour le modèle de l’interface (tab. 2.1), et du pli (tab. 2.2).

Paramètre Valeur
Yc 0.18E9 Pa
γ1 0.41
γ2 0.41

Tab. 2.1: Paramètres de l’interface
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Tab. 2.2: Paramètres du pli
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2.2 Essais d’impact

Quatre types d’essais ont été réalisés. Des essais dits ”simples” à basses vitesses
(1000 à 1800m/s) i.e. nécessitant l’utilisation d’un canon à poudre, des essais à
hautes vitesses (2000 à 3500m/s) i.e. nécessitant l’utilisation d’un lanceur double
étages et des essais dits ”complexes” à basses vitesses multi-impacts et sur plaques
précontraintes.

Deux drapages ont été étudiés, un quasi isotrope de 16 plis d’épaisseur 3 mm, et
un fortement orienté ([08, 454,−454, 903]) d’épaisseur 3,4 mm. Les plaques des essais
simples mesurent 400 par 500 mm. Les essais complexes sont réalisés sur des plaques
allongées par deux zones de serrage (fig. 2.2).

Fig. 2.2: Dimensions des panneaux impactés

Pour les tirs ”simples” la plaque est prises dans deux glissières (fig. 2.3). Pour
les tirs complexes les zones de serrages sont prises dans des mors (fig. 2.4)
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Fig. 2.3: Conditions limites essais simples

Fig. 2.4: Conditions limites essais complexes
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2.2.1 Description des moyens d’essais

Essais au Pôle Perforant Blindage (PPB) : Essais basses vitesses simples
et complexes Le PPB est aujourd’hui le site majeur de balistique terminale du
CEG. Les travaux expérimentaux qui y sont réalisés s’inscrivent essentiellement dans
les programmes d’étude de l’efficacité terminale des têtes militaires conventionnelles
anti-infrastructures ou anti-aériennes. Les expérimentations ont donc en général pour
objectif l’étude des mécanismes d’interactions rencontrés lors de l’impact d’un pro-
jectile sur une cible. Les projectiles peuvent être inertes ou actifs (avec explosif) et
sont lancés soit par des canons à poudre ou à gaz, soit par explosif sur des cibles
également inertes ou actives.

Les canons de 30 et 44mm sont utilisés suivant la vitesse désirée. Les caractéristi-
ques principales de ces canons sont présentées en annexe. La figure 2.5 montre un
schéma du dispositif expérimental utilisé pour les essais aux moyennes vitesses. Le
projectile est logé dans un sabot en polypropylène constitué en 3 parties. Après
une accélération dans le tube du canon due à la poussée des gaz de combustion de
la poudre, le projectile et le sabot sont éjectés du canon. Sous l’action des forces
aérodynamiques, le sabot s’ouvre et libère la bille. Les trois éléments du sabot sont
arrêtés par une plaque métallique (l’arrêtoir de sabot) munie d’un orifice central
permettant le passage de la bille. Celle-ci continue sa trajectoire et vient perforer
deux sondes à court circuit destinées à donner les temps de passage de la bille. Une
troisième sonde, au voisinage immédiat de la plaque composite à tester, permet le
déclenchement d’une caméra rapide à très haute vitesse (caméra Photron à 50000
images par seconde ou caméra Shimadzu à 1 million d’images par seconde). Un
interféromètre de vitesse mesure également la vitesse de la bille en sortie de la
plaque. La bille termine ensuite sa course dans un dispositif de récupération constitué
d’une succession de madriers en sapin. Dans certains essais, la plaque composite sera
équipée de jauges de déformation.

La figure 2.6 montre une vue d’ensemble de ce dispositif expérimental sur le site
d’expérimentation PPB du CEG.

Essais avec le lanceur ATHENA : Essais hautes vitesses simples Le lan-
ceur double étage ATHENA permet l’étude du comportement et de l’impact de billes
ou de barreaux à des vitesses comprises entre 2000 m/s et 4000 m/s. La méthode
de propulsion du projectile se décompose en deux phases distinctes. Une première
consiste à comprimer de l’hydrogène par l’intermédiaire d’un piston, lequel agit grâce
à la combustion d’une gargousse de poudre située dans la culasse. Une fois la pres-
sion d’hydrogène désirée atteinte, un diaphragme s’ouvre en sortie d’un convergent
libérant le gaz qui joue le rôle de propulseur du projectile situé derrière ce même
diaphragme.

La difficulté de mise en œuvre du moyen d’essais ATHENA et son coût ont
conduit à restreindre le nombre d’expérimentations.

La figure 2.7 montre le dispositif expérimental des essais avec le lanceur à double
étages ATHÉNA. Un premier tir de mise au point a permis de mettre en évidence le
rôle perturbateur de la sonde de déclenchement des radiographies éclaires collée au
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Fig. 2.5: Schéma du dispositif expérimental (tirs aux moyennes vitesses au PPB).

Fig. 2.6: Vue générale du dispositif expérimental (tirs aux moyennes vitesses au
PPB).

contact de la face avant du panneau à tester. La présence de cette sonde empêche
l’apparition du mécanisme d’arrachement des fibres du composite sur la première
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couche en face avant. Dans les essais suivants cette sonde sera remplacée par une
barrière laser qui remplit la même fonction.

Fig. 2.7: Vue générale du dispositif expérimental (tirs aux hautes vitesses à
ATHENA).
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2.2.2 Description des différents types d’essais

Essais simples basses vitesses Il s’agit d’étudier l’influence de l’impact d’une
bille en dénal dont la masse peut varier de 10 g à 100 g en prenant 5 valeurs, soumise
à une vitesse allant de 1000 m/s à 1800 m/s par pas de 200 m/s sous un angle
d’impact de 00, 250, 500 ou 700 (la figure 2.8 montre comment est mesuré l’angle)
sur un matériau composite présentant deux drapages différents (quasi-isotrope et
orienté) de 4 mm d’épaisseur et un drapage de 2 mm d’épaisseur avec mise sous
contrainte ou non.

Fig. 2.8: Mesure de l’angle d’incidence.

Ce problème consiste à traiter deux facteurs à 5 niveaux et deux à 4 niveaux.

L’utilisation d’une démarche classique, c’est-à-dire en fixant toutes les variables
sauf une aboutirait à la réalisation de 400 expériences pour étudier le problème en
totalité. L’utilisation de la méthode des plans d’expérience a permis de réduire ce
nombre à 25 (tab. 2.3). La méthode de Taguchi est mise en oeuvre ([80]).

Essais simples hautes vitesses La masse du projectile peut varier de 10 g à 100
g par pas de 20g. La vitesse varie entre 2000 m/s et 3500 m/s par pas de 500 m/s sous
un angle d’impact de 00, 250, 500 ou 700 sur un matériau composite quasi-isotrope
(tab. 2.4).
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ID Masse (g) Vitesse (m/s) Incidence Drapage
1 10 1000 0 quasi-isotrope
2 30 1200 25 quasi-isotrope
3 50 1400 50 quasi-isotrope
4 70 1600 70 quasi-isotrope
5 100 1800 0 quasi-isotrope
6 30 1400 0 orienté
7 50 1600 25 orienté
8 70 1800 50 orienté
9 100 1000 70 orienté
10 10 1200 0 orienté
11 50 1800 0 quasi-isotrope
12 70 1000 25 quasi-isotrope
13 100 1200 50 quasi-isotrope
14 10 1400 70 quasi-isotrope
15 30 1600 0 quasi-isotrope
16 70 1200 0 orienté
17 100 1400 25 orienté
18 10 1600 50 orienté
19 30 1800 70 orienté
20 50 1000 0 orienté
21 100 1600 0 quasi-isotrope
22 10 1800 25 quasi-isotrope
23 30 1000 50 quasi-isotrope
24 50 1200 70 quasi-isotrope
25 70 1400 0 quasi-isotrope

Tab. 2.3: Plan d’expérience :Impacts basses vitesses

ID Masse (g) Vitesse (m/s) Incidence
1 10 2000 0
2 10 2500 50
3 30 2000 70
4 30 3000 0
5 50 2000 50
6 50 2500 25
7 50 3000 70
8 50 3500 0
9 70 2500 0
10 70 3500 25
11 100 2000 0

Tab. 2.4: Plan d’expérience :Impact haute vitesse



48

Essais multi-billes Un sabot multi-billes a été réalisé par le CEG [81] afin d’ob-
server le comportement d’une cible lors d’une perforation simultanée de trois billes.
Le projectile est constitué de quatre sabots en aluminium, couvrant chacun un sec-
teur angulaire de 900. Les trois billes sont placées dans une encoche adaptée, derrière
la face avant profilée permettant l’ouverture synchrone des quatre sabots sous l’ac-
tion de la résistance aérodynamique lors de la première phase du vol aérien (fig. 2.9).
Ce sabot permet l’impact simultané des trois billes.

Fig. 2.9: Sabot multibilles

Quatre tirs ont été réalisés sur plaques quasi isotopes, leurs caractéristiques sont
présentées dans le tableau 2.5. Les cratères sont répartis sur un demi cercle de 6 cm
de diamètre (fig.2.10).

ID Masse (g) Vitesse (m/s) Incidence
1 3x10 1000 0
2 3x10 1200 0
3 3x10 1400 0
4 3x10 1600 0

Tab. 2.5: Essais multi-billes
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Fig. 2.10: Plaque après impact multi-billes
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Essais précontraints Dans un second temps des essais mono-bille ont été réalisés
sur une plaque quasi-isotope précontrainte. La précontrainte visée est de 50 tonnes.
Un portique a été mis au point avec la collaboration du CEAT afin d’appliquer cet
effort (fig.2.11). Les caractéristiques des tirs sont présentées tableau 2.6.

ID Masse (g) Vitesse (m/s) Incidence
1 50 1600 0
2 30 1200 0
3 10 1000 0
4 10 1300 0
5 10 1600 0
6 30 1600 0
7 50 1000 0
8 50 1400 0

Tab. 2.6: Essais précontraints

Un tir supplémentaire d’une bille de 30g à 1600m/s a été réalisé avec une
précontrainte de 75 tonnes.

Fig. 2.11: Portique de précontrainte
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2.2.3 Mesures pendant l’impact

Radiographie éclaire (RX) La densité du composite limite fortement l’utilisa-
tion de la radiographie éclaire. Une étude a été menée pour choisir au mieux les têtes
RX utilisables pour visualiser la gerbe d’éclats. Des tests statiques ont été réalisés sur
de la poussière de carbone avec des têtes 60kV Europulse et 150kV Scandiflash. Pour
les deux têtes les supports numériques et argentiques ont été testés. Malheureuse-
ment, ce type de matériel permet à peine de visualiser des débris de dimension égale
à ceux créés par la perforation en statique, il n’est donc pas envisageable d’utiliser
les têtes RX disponibles au CEG pour visualiser la gerbe d’éclat ou l’arrachement
des fibres.

Les RX ont tout de même été utilisés afin de mesurer la vitesse résiduelle du
projectile, et vérifier son intégrité.

Vidéo ultra rapide Seule la vidéo peut donc permettre la visualisation des
phénomènes pendant l’impact. Elle n’est cependant utilisable que pour les essais
basse vitesse. En effet les essais haute vitesse étant fait en intérieur avec des possibi-
lités réduite d’éclairage, la luminosité n’est pas suffisante pour une prise de vue aux
cadences qui nous permettraient d’observer les phénomènes. Deux types de caméras
sont disponibles au CEG. Le premier est une caméra Photron dont la cadence peut
aller jusqu’à 60 000 im/s avec une taille d’image de 128 par 128 pixels, le second
est une caméra Schimadzu dont la cadence peut aller jusqu’à 1 000 000 im/s avec
une taille d’image de 312 par 260 pixels et un maximum de 100 prises de vue. La
caméra Photron n’étant pas limitée en nombre de prises de vue, elle permet d’avoir
une chronologie de toutes les phases du phénomène, de la perforation à la relaxation
de la plaque (fig. 2.12).

Cette caméra a permis de mesurer l’ordre de grandeur de la vitesse d’arrachement
des fibres, environ 250m/s pour un impact à 1200m/s (fig. 2.13).

La caméra Schimadzu permet d’étudier la phase de perforation. Pour évaluer le
champs de déformation de la plaque lors de la perforation, la corrélation d’image en
stéréovision a été utilisé avec le concours de Gilles Besnard (Commissariat à l’énergie
atomique). Le principe de cette méthode est détaillé en annexe A.

La figure 2.14 montre un exemple d’images servant d’entrée au logiciel COR-
RELI. Alors que ces images apparaissent inexploitable à l’oeil nu, elles sont tout à
fait suffisantes pour réaliser un calcul de corrélation.

Une fois le calcul de corrélation réalisé, le logiciel a permis de démontrer qu’aucun
déplacement n’est observable pendant la phase de perforation. L’image 2.15 montre
les résultats du calcul. Dans le cadre ”component”, on peut choisir le déplacement,
la déformation ou l’erreur de corrélation que l’on visualise dans le cadre ”reference
image” en superposition avec l’image de référence. Dans le cadre du milieu, on
choisis le nombre de contours et l’amplitude entre la valeur maximale et minimale
de la quantité observée. L’image de droite correspond à l’image déformée avec dans
ce cas une superposition du maillage (en rouge). Cet exemple montre le déplacement
dans le sens transversal.
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Fig. 2.12: Impact à 1000m/s (caméra Photron 1 image toutes les 2E-5 s)

Fig. 2.13: Impact à 1200m/s (caméra Photron 1 image toutes les 2E-5 s)
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Fig. 2.14: Images servant d’entrée au calcul de stéréo-corrélation.

Fig. 2.15: Résultats du calcul de corrélation.
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Jauges de déformations Afin de mesurer les déformations de la plaque au mo-
ment de l’impact en complément de la corrélation en stéréovision, certains essais ont
été instrumentés au moyen de jauges extensiométriques. Dans le choix de ces jauges,
deux données sont à considérer. D’une part, sur des matériaux composites, on a ten-
dance à privilégier les jauges les plus longues possibles afin de palier au maximum à
l’hétérogénéité du matériau. D’autre part, le phénomène à observer pourra varier de
0,8 µs à 3 µs, il faut donc prendre les jauges les plus courtes possibles (afin d’assu-
rer à la jauge un temps de réponse suffisant). Les jauges choisies ont une résistance
nominale de 350 Ω, une grille en constantan encapsulée avec des cosses en cuivre
intégrées et un support de la jauge en polyimide. La longueur de la grille est de
2mm, sa largeur 2,8mm, la surface de la jauge 400 mm2. Le schéma d’implantation
des jauges est présenté figure 2.16.

Fig. 2.16: Schéma d’implantation des jauges.

Peu de résultats sont exploitables étant donné le nombre de ”mesures saturées”,
mais ils permettront tout de même de réaliser quelques comparaisons avec le calcul.
Le détail de ces résultats est présenté en annexe A.
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2.2.4 Mesures post mortem

Contrôles non destructifs Des essais de contrôles non destructifs (CND) par
ultra-sons ont été réalisés sur cinq plaques. Cette méthode consiste à effectuer un
sondage par un faisceau d’ultra-sons émis d’un palpeur en contact avec la pièce à
contrôler, qui, après réflexion sur les défauts rencontrés et les parois de la pièce,
est reçu par un palpeur de réception (le même palpeur peut servir en même temps
pour l’émission et la réception). La lecture se fait sur un écran oscillographique
permettant de suivre le parcours des ultra-sons dans la matière. L’interprétation de
l’oscillogramme distinguera les échos successifs, pour ne retenir que les défauts. Cette
méthode permet donc de détecter la présence ou non de dommages, et de localiser
le premier défaut rencontré par l’ultra-son dans l’épaisseur de la pièce contrôlée.

On a choisi de présenter les résultats selon deux formes. La première propose
une image de CND pli par pli (fig. 2.17). La zone rouge correspond à un dommage
de plus de 50%, la zone bleue entre 20 et 50%, la zone grise correspond à la zone
indemne. La zone noire indique qu’aucune information est disponible, car un défaut
a déjà été détecté entre l’émetteur et le pli considéré.

Une autre manière de présenter ces résultats, est de projeter tous les défauts
rencontrés dans l’épaisseur sur un plan. Le code couleur correspond à la position
dans l’épaisseur du dommage le plus important (fig. 2.18).
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Fig. 2.17: Résultats CND pli par pli.
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Fig. 2.18: Résultats CND par projection des dommages sur un plan.
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2.3 Synthèse des résultats

2.3.1 Tableau des résultats

Masse Incidence Drapage V V résiduelle Taille du cratère (mm)
(g) o (m/s) (m/s) av x av y ar x ar y

100 0 Orienté 2016 1990 23 23 25 25
10 0 Orienté 2043 1975 13 13 14 14
70 0 Orienté 2484 2450 24 24 23 23
30 0 Orienté 2974 2925 20 20 20 20
50 0 Orienté 3270 3200 22 28 22 22
10 0 Orienté 3298 3200 15 15 14 14
50 25 Orienté 2480 2410 23 25 25 26
70 25 Orienté 3300 3220 28 29 28 31

Tab. 2.7: Tableau Résultats (Haute Vitesse)
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Masse Incidence Drapage V V résiduelle Taille du cratère (mm)
(g) o (m/s) (m/s) av x av y ar x ar y

10 0 Orienté 1220 1185 12 12 12 12
30 0 Orienté 1425 1400 17 15 17 20
50 0 Orienté 1075 1055 17 18 17 19
70 0 Orienté 1298 1280 20 20 25 25
50 25 Orienté 1578 1554 17 18 22 20
50 25 Orienté 1560 1528 27 25 26 25
100 25 Orienté 1540 1518 25 22 25 23
10 50 Orienté 1490 1430 21 18 22 17
70 50 Orienté 1780 1744 35 23 32 21
30 70 Orienté 1620 1582 50 20 50 20
30 70 Orienté 1795 1755 47 19 52 18
100 70 Orienté - 1151 60 20 60 20
10 0 Quasi-iso 1030 1000 10 10 10 10
30 0 Quasi-iso 1600 1575 20 15 20 20
50 0 Quasi-iso 1800 1760 19 18 19 18
70 0 Quasi-iso 1445 1422 21 19 23 22
100 0 Quasi-iso 1593 1570 25 24 28 22
100 0 Quasi-iso 1620 1600 24 22 23 20
100 0 Quasi-iso 1750 1730 28 24 28 22
100 0 Quasi-iso 1770 1740 26 25 26 25
10 25 Quasi-iso 1700 1655 14 12 13 11
30 25 Quasi-iso 1350 1323 20 15 26 22
70 25 Quasi-iso 1325 1073 20 18 20 18
30 50 Quasi-iso 1050 25 15 28 15
50 50 Quasi-iso 1310 1285 25 18 33 18
100 50 Quasi-iso 1325 1303 30 18 40 30
10 70 Quasi-iso 1300 1224 35 10 35 10
50 70 Quasi-iso 1220 1191 60 19 60 16
70 70 Quasi-iso 1595 1562 62 20 63 20

Tab. 2.8: Tableau Résultats (Basse Vitesse)
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2.3.2 Le ralentissement du projectile

Le ralentissement mesuré lors des essais est très faible, en moyenne 3%. La
représentation de la vitesse résiduelle en fonction de la vitesse initiale met en exergue
le fait que tous les points expérimentaux sont le long d’une droite (fig. 2.19). La masse
du projectile (fig. 2.20) comme l’épaisseur apparante (fig. 2.21)(i.e. l’épaisseur tra-
versée effectivement par le projectile) ne semblent avoir aucune influence notable
sur la vitesse résiduelle ou sur le rapport vitesse résiduelle sur vitesse d’impact. Par
contre, la représentation du rapport vitesse résiduelle sur vitesse initiale en fonction
de l’angle d’incidence (fig. 2.22) montre que :

– globalement plus l’angle d’incidence est important, plus la perte de vitesse est
importante.

– la vitesse résiduelle est plus importante pour un angle de 25̊ que pour les
angles d’incidence nuls ou supérieur à 50̊

– la perte de vitesse est plus importante dans le cas des plaques à 19 plis que
pour celle comportant 16 plis.

Signalons tout de même que la décélération observée est de l’ordre de grandeur de
l’erreur de mesure lié aux RX, les conclusions proposées mériteraient donc d’être
vérifiées et une analyse plus fine semble délicate.

Fig. 2.19: Vitesse résiduelle du projectile en fonction de la vitesse d’impact.

Signalons que dans le cas d’un projectile de 10g à 3400m/s, on observe une
fragmentation du projectile. Ce tir a été réalisé deux fois et la fragmentation a eu
lieu les deux fois. Il semble donc que le régime hypervéloce soit approché, mais étant
donné que ce phénomène n’est observé que dans ce cas, il est difficile d’aller plus
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Fig. 2.20: Rapport de Vitesse résiduelle/impact et Vitesse résiduelle du projectile
en fonction de la masse du projectile.

loin dans l’analyse. Signalons tout de même que ce phénomène n’est pas étonnant
étant donné le caractère friable du dénal. Des essais réalisés au CEG ont montré
la fragmentation de ce type de projectile lors de l’impact de plaque en aluminium
de 20 mm d’épaisseur dès 1000 m/s. Bien que non mâıtrisée, la fragmentabilité du
dénal est connue.
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Fig. 2.21: Rapport de Vitesse résiduelle/impact et Vitesse résiduelle du projectile
en fonction de l’épaisseur apparante.
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Fig. 2.22: Rapport de Vitesse résiduelle/impact et Vitesse résiduelle du projectile
en fonction de l’angle d’impact.
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2.3.3 La déviation de la trajectoire du projectile

La déviation mesurée est pratiquement nulle, inférieure à 10. La déviation pou-
vant être mesurée est dans l’erreur de visée du canon, aucune valeur ne sera donc
présentée, on notera tout de même qu’aucune déviation notable n’est observée.

2.3.4 L’endommagement induit sur le panneau

Dimension du cratère La forme du cratère dépend de l’incidence du projectile.
Pour les tirs sans incidence le cratère est circulaire, avec une incidence il devient
elliptique. On choisit de noter x le grand axe et y le petit. Le même repère lié à la
plaque est utilisé pour les impact sans incidence (fig. 2.23).

Fig. 2.23: Règle de mesure des cratères.

Le graphique 2.24 montre que le diamètre du cratère selon x augmente avec
l’énergie cinétique ainsi qu’avec l’incidence.

Le diamètre de la bille étant un facteur d’influence évident, on choisit d’étudier le
rapport diamètre du cratère sur diamètre de la bille. Alors, le seul facteur d’influence
identifié dans la direction x est l’angle d’incidence (fig. 2.25, 2.26). Le diamètre du
cratère est de l’ordre de 1,2 fois le diamètre de la bille pour un impact normal et
augmente avec l’incidence pour valoir jusqu’à 4 fois ce diamètre. Plus précisément,
on mesure :

– pour une incidence nulle, le cratère valant entre 1 et 1.5 fois le diamètre de la
bille.

– pour une incidence à 250, entre 1 et 1.7
– pour une incidence à 500, entre 1.5 et 2.5
– pour une incidence à 700, entre 2.5 et 4.5
On constatera qu’il suffit de diviser l’intervalle de variation du cratère à incidence

nulle par les sinus de l’angle d’impact pour retrouver les intervalles de variation de
chaque angle.
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Fig. 2.24: Diamètre du cratère selon x en fonction de l’énergie cinétique du projec-
tile.

Pour les tirs à 700 d’incidence, le diamètre a plutôt tendance à diminuer avec
la vitesse et non à augmenter comme pour les autres incidences. On peut suppo-
ser s’approcher des phénomènes dits de ”rebond”. Pour les fortes incidences l’onde
choc peut créer des dommages dans le plan de la plaque plus importants que dans
l’épaisseur. Or si l’impact est suffisamment rapide, le dommage dans l’épaisseur est
suffisant pour permettre au projectile de perforer. Sinon, dans le cas de vitesses plus
faibles, le projectile continue à avancer latéralement selon les dommages plans créés
par l’onde de choc avant de sortir de la plaque.

La dimension du cratère dans la direction y présente moins de dispersion que
dans la direction x : de 0.9 à 1.7 fois le diamètre de la bille. Le seul facteur d’influence
identifié (fig. 2.27, 2.28) dans la direction y semble être la vitesse d’impact pour la
face arrière de la plaque. Plus la vitesse d’impact est importante, plus le diamètre
est important. Cela est moins probant face avant.
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Fig. 2.25: Diamètre du cratère en fonction de l’angle d’impact selon x

Fig. 2.26: Diamètre du cratère en fonction de la vitesse d’impact selon x
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Fig. 2.27: Diamètre du cratère en fonction de l’angle d’impact selon y

Fig. 2.28: Diamètre du cratère en fonction de la vitesse d’impact selon y
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Endommagement interne La zone de dommages internes, observée par ultra-
sons, ne dépasse pas en diamètre 5 fois celui du projectile. Le faible nombre de
plaques contrôlées ne permet pas une étude précise, mais la zone endommagée semble
varier dans le même sens que le cratère. Elle est pratiquement isotrope quelque soit
le type de plaque (quasi-isotrope ou fortement orientée).

Endommagement des faces extérieures L’endommagement des faces extérieu-
res est lié à l’orientation des fibres des plis extérieurs. On observe un endommage-
ment rectangulaire, dont la longueur, selon l’axe des fibres, varie et dont la largeur
dans le sens transverse est d’une taille de l’ordre de grandeur du diamètre du projec-
tile quel que soit le tir. La longueur d’arrachement augmente avec l’énergie cinétique,
mais dans de nombreux cas elle se propage sur toute la longueur de la plaque (fig.
2.29), il est difficile de les différencier.

Fig. 2.29: Endommagement de la face arrière d’une plaque après un impact d’une
bille de 50g à 1000m/s.

2.3.5 Influence des impacts multiples

En première approximation, aucune différence notable est observée avec les tirs
mono-bille. Les dimensions de cratères ainsi que celles des zones endommagées en
surface sont comparables. L’écartement entre les billes au moment de l’impact semble
trop grand pour que des interactions aient lieu. Le ralentissement du projectile
est aussi du même ordre de grandeur. Le résultat de contrôle non destructif d’une
plaque confirme ce constat, d’autant que comme le montre la figure 2.30, les zones
endommagées s’intersectent sans que cela n’empire ni ne réduise le dommage.
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Fig. 2.30: Photos et CND d’un plaque 19 plis après impact de trois billes de 10 g
à 1400m/s

2.3.6 Influence de la précontrainte

Dans ce cas aussi, on ne relève pas une forte influence. Le ralentissement du
projectile est comparable à celui des impacts simples. Le diamètre du cratère est lui
aussi comparable. On notera tout de même que l’arrachement des fibres face avant
et face arrière se propage plus loin. Ici encore l’étude poste-mortem de la plaque est
attendue au delà de ce travail afin de mieux étudier l’influence de cette précontrainte.

RESUME

Les travaux réalisés à partir des résultats expérimentaux ont permis de montrer
la très faible influence des différents facteurs d’entrée (hormis la vitesse d’impact)
sur la vitesse de sortie de la bille et sur sa déviation. Il faut cependant préciser
que les billes prises en compte expérimentalement présentaient une masse de 10
à 100g. Pour des masses inférieures, le comportement résiduel pourrait différer.
La mesure de cratère montre une corrélation entre l’angle d’impact et la taille du
cratère ainsi qu’entre le diamètre de la bille et la taille du cratère, ce qui peut se
résumer par une corrélation entre angle d’impact et rapport diamètre du cratère
sur diamètre de la bille. La vitesse d’impact semble avoir une petite influence sur
la taille du cratère. Les mêmes observations sont faites sur l’endommagement
interne. L’observation des plaques impactées montrent que le pelage est orienté
dans le sens des fibres des plis de surface.
Cette campagne expérimentale, dont le but principal est de valider le modèle
numérique développé dans ce travail, a été menée aussi afin de constituer une
base de données expérimentales la plus exhaustive possible.
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Le modèle développé pour les petits chocs présenté lors du chapitre bibliogra-
phique doit être étendu pour gérer la rupture en dynamique et la transition endom-
magement, érosion, fragmentation. Pour cela un critère d’érosion du pli doit être
défini. La question abordée dans cette partie est double, puisqu’il s’agit d’une part
d’étudier les problèmes numériques liés à l’érosion et d’autre part d’obtenir un critère
d’activation de l’érosion respectant la physique de la perforation. L’objectif de cette
partie est donc l’obtention d’un critère robuste et objectif appuyé sur la physique de
la dégradation. Dans le but de comprendre les problèmes potentiels liés à l’érosion et
de mieux en appréhender les difficultés, une succession d’exemples et d’hypothèses
sont examinés dans ce chapitre. Chaque exemple proposé aura pour but de clarifier
les problèmes liés à la mise au point d’un critère de perforation et ne tiendra donc
compte que d’une partie de ce problème. C’est à partir de la compréhension glo-
bale du phénomène que nous avons proposé la solution finalement adoptée dans ce
travail. Les étapes suivies pour cela ont été :

– l’examen des problèmes d’érosion dans le cas d’endommagement progressif lié
à la détérioration matricielle,

– l’examen des cas de rupture fragile des fibres,
– l’examen d’effets d’énergie stockée sous forme de précharge statique avant

impact et perforation,
– l’examen de stratifié où l’ensemble des phénomènes étaient finalement mis en

jeu.

3.1 Modèle initial du pli

Le problème impose l’utilisation d’un modèle 3D. La base de travail sera le
modèle développé par Guinard ([11]) pour les impacts à faible vitesse. Les lois
d’évolution des endommagements sont conservées mais reposent sur l’énergie de
déformation ci-dessous (eq. 3.1). Le repère adopté est présenté figure 3.1.

Fig. 3.1: Repère local utilisé.
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ED =
1

2
[
Φ < σ11 >2

−

E1

+
< σ11 >2

+

E1(1− d1)
+

< σ22 >2
+

E2(1− d2)
+

< σ22 >2
−

E2

+
σ2

33

E3

+
σ2
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G12(1− d12)
+

σ2
13

G13(1− d12)
+

σ2
23

G23

−2ν12σ11σ22

E1

− 2ν23σ22σ33

E2

− 2ν13σ11σ33

E3

]

(3.1)

avec :

Y2 =
∂ << ED >>

∂d2

|σ:cst =
1

2

< σ22 >2
+

E2(1− d2)2

d2 = f2

(√

Y2

)

if d2 < 1, d2 = 1 sinon

Y12 =
∂ << ED >>

∂d12

|σ:cst =
1

2

σ2
12

G12(1− d2)2
+

1

2

σ2
1

G13(1− d2)2

d12 = f12

(√

Y12 + bY2

)

if d12 < 1, d12 = 1 sinon

avec Y = Sup|t≤τY (3.2)

L’idée générale derrière ce type de modèle étant que les modules s’altèrent au fur
et à mesure de l’apparition de microfissures dans le pli. On peut donc sinon travailler
avec des modules apparents tels que :

Ei = E0
i (1− di) avec i la ditection considérée

Avec cette écriture, on voit que quand l’endommagement est ultime, le matériau
ne réponds plus dans la direction considérée.

Dans un premier temps le comportement hors plan est donc uniquement élastique.
Des tests élémentaires ont été réalisés afin de vérifier la bonne programmation du
modèle. Ils sont détaillés en annexe B. Les éléments utilisés sont de type ”C3D8R”
i.e. des éléments continus 3D à 8 nœuds et 1 point d’intégration.

Ce modèle doit maintenant être étendu pour gérer la rupture en dynamique et la
transition endommagement, érosion, fragmentation. Pour cela un critère d’érosion
du pli doit être défini.

3.2 Mise en évidence des problèmes liés à l’érosion

du pli

La technique de l’érosion a été choisie pour la formation du trou. Le modèle a
été initialement mis en oeuvre dans un essai d’impact d’une bille rigide de 10mm de
diamètre à une vitesse variant entre 1000 m/s et 2000m/s sur une plaque constituée
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d’un unique pli mesurant 500 par 400 par 0,19mm (dans les figures présentées dans ce
paragraphe, les fibres sont horizontales). Diverses tailles de mailles ont été testées et
ont mis en évidence certains problèmes liés à l’érosion. Avant de traiter ces différents
problèmes, cherchons à les illustrer et à les comprendre. Les premiers mécanismes
de la dégradation des stratifiés sont associés à la détérioration de la matrice et de
l’interface fibre matrice, c’est-à-dire aux variables d2 et d12. Un critère d’érosion basé
sur ces variables est donc tout d’abord testé :

Si d2=1 et d12=1, alors la maille est érodée

3.2.1 La dépendance au maillage

La figure 3.2 montre différentes simulations de l’endommagement matriciel lors
d’un impact, où seule la taille des mailles varie. Une dépendance pathologique des
résultats au maillage est observée.

Fig. 3.2: Simulations d’impact pour différentes tailles de maille.

3.2.2 Problèmes de convergence

Le même type de cas d’impact sur une plaque maintenant préchargée statique-
ment en tension montre un comportement chaotique du calcul. En effet on observe
un arrêt du calcul pour les maillages trop grossiers. En raffinant le maillage, on finit
par obtenir des résultats, qui ne sont pas plus convainquants, puisque comme le
montre la figure 3.3 on observe localement des comportements de mailles anormaux.
En effet aucune symétrie n’est respectée et des mailles s’érodent isolément.



75

Fig. 3.3: Simulations d’impact sur plaque en tension pour différentes tailles de
maille.
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3.3 Mise au point du critère de perforation du

pli : cas simples

3.3.1 Première évolution : un critère à taux d’endommage-
ment limité

Le premier problème à traiter concerne la dépendance pathologique au maillage.
On considère trois maillages différents d’une plaque constituée d’un pli impactée par
un projectile rigide d’1 cm de diamètre à 1000 m/s. Sous le projectile, les variables
d’endommagement passent dès le début de la perforation à 1, le simple contact du
projectile déclenche l’érosion des mailles. Cette instantanéité de l’érosion empêche
une transmission propre d’énergie du projectile vers la plaque, certaines mailles de
la plaque subissent d’un seul coup une déformation très importante, ce qui se traduit
entre autre par une dépendance pathologique au maillage.

Considérant l’érosion comme conséquence d’un endommagement défini par un
critère local indépendant du temps, cette dépendance au maillage était prévisible,
puisque comparable à celle rencontrée avec des modèles d’endommagement locaux.
Pour résoudre ce problème, l’étude bibliographique de la première partie a montré
que plusieurs solutions étaient envisageables. Rappelons les principales :

Modèles non locaux :
– Intégral (Bazant-Pijaudier [33], Bazant-Jirasek [34], Jirasek-Rolshoven [35] )
– Gradient explicite (Aifantis [36], Lasry-Belytchko [37], Mühlhaus-Aifantis [38],

DeBorst-Mühlhaus [39])
– Gradient implicite (Engelen et al. [40], Peerlings et al. [41], Peerlings et al.

[42])

Outre la question de l’identification des longueurs internes, la complexité de la
mise en oeuvre numérique de ce type de modèle ne permet pas sa mise en oeuvre
pour le type de problème étudié ici.

Modèles à limiteurs temporels :
– avec viscosité (Needlemann [82], Sluys-De Borst [74], Comi-Perego [83])
– avec effet retard (Ladevèze [49], Allix-Bras [84])
– à taux d’endommagements limité (Allix-Deü [85])

On retiendra les modèles à taux d’endommagement limité qui postulent l’exis-
tence d’une vitesse maximale d’endommagement dans les lois d’évolution de l’en-
dommagement. Ce postulat est l’analogue pour l’endommagement du phénomène
bien connu pour une fissure : la vitesse de fissuration est limitée du fait de la li-
mitation de la vitesse des ondes. Classiquement, le temps caractéristique τc de ce
type de loi doit être de l’ordre du temps nécessaire à la nucléation des défauts ou
au développement de l’endommagement pour arriver à la création d’une fissure.

La loi proposée est la suivante :
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ḋ =
1

τc

[1− exp (aretard < f (Y )− d >+ ) ] (3.3)

avec f(Y ) = d la loi identifiée en statique.

Restent à déterminer les paramètres de l’effet retard. Pour que l’effet retard joue
le rôle escompté, il faut que C0τc

a
avec C0 la célérité de l’onde et τc et a les paramètres

de l’effet retard soit de l’ordre de grandeur de la plus petite dimension de l’élément.
Grossièrement, τc représente le temps de propagation de fissure, et a la vitesse. Un
premier ordre de grandeur peut alors être déterminé, il faut ensuite les recaler sur
un essai numérique. Différents protocoles d’identifications sont disponibles dans la
littérature. Ainsi, Deü ([85]) a montré sur un essai de barre en traction (fig. 3.4) que
plus la valeur de a est grande, i.e. plus la vitesse d’endommagement est faible, plus
la taille de la zone de rupture est importante (fig. 3.5). Le graphique de la figure 3.6
montre l’existence d’un temps minimum de rupture, et que la rupture est d’autant
plus brutale que a est grand. Ce type d’essai permet l’identification.

Fig. 3.4: Géométrie de Chargement

Dans un premier temps on préconisera de prendre a = 10 pour le sens transverse
et le cisaillement. On en déduis alors τc. Pour notre matériau, on choisit τm

c = 9E−7.
Ces paramètres ont été calés sur deux cas d’impact : 10 g à 1800 m/s avec une
incidence de 250 sur une plaque quasi-isotrope et 50 g à 1000 m/s à 00 sur une
plaque fortemant orientée.

Les mêmes calculs que précédemment ont été refaits avec cet effet retard. La
figure 3.7 montre qu’une fois le maillage correctement dimensionné, la taille de la
zone érodée ne dépend plus que normalement de la taille de maille. Bien évidemment,
plus la taille de maille est fine,plus le contour de la perforation s’affine. Ces essais
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Fig. 3.5: Endommagement au milieu de la barre pour différentes valeurs de ”a”

Fig. 3.6: Évolution de la contrainte à rupture en fonction du temps pour différentes
valeurs de ”a”
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mettent en évidence l’importance de la présence de cette limitation sur la robustesse
de la prévision diamètre du cratère (fig. 3.7).

Fig. 3.7: ”Indépendance” au maillage obtenue dès que le maillage est raisonnable

L’ajout d’un limiteur temporel est donc indispensable à l’objectivité du critère
d’érosion. Encore faut il que ce critère fasse preuve de robustesse, quel que soit
le cas considéré. L’examen de cas plus complexes est nécessaire à l’étude de cette
robustesse. En effet, le critère actuel érode des mailles dont l’énergie de déformation
n’est pas nécessairement nulle, puisque lorsque les variables d’endommagement plan
valent 1, il subsiste les termes du sens fibre ainsi que les termes hors plan. Passons
donc à l’étude de la libération d’énergie lors de la suppression d’un élément.

3.3.2 Seconde évolution : ajout d’un critère sur les fibres

Comme nous venons de le voir, lors de l’érosion d’une maille selon le critère
précédent, seules les contraintes dans les directions 2 et 12 sont nulles. Or, naturel-
lement un stratifié travaille plus particulièrement dans le sens des fibres. Il est donc
nécessaire de vérifier les conséquences de l’érosion d’une maille lorsque les fibres sont
chargées. Les essais unitaires d’impact ont donc été refaits en appliquant cette fois
une précontrainte dans le sens des fibres. Une chute de pas de temps vertigineuse
(division par 1000) a alors été observée et était accompagnée de résultats aberrants
quand le calcul n’échouait pas. Il est apparu que la source de ces difficultés résidait
dans la libération importante d’énergie dans le sens des fibres au moment de l’érosion
des mailles. Quand les tests sont faits avec un maillage suffisamment fin, les erreurs
s’atténuent. Dans ce cas l’énergie stockée est mieux répartie, l’énergie libérée par
chaque maille érodée est alors plus faible et pose donc moins de problème au code.
L’ajout d’un critère limitant le stockage d’énergie dans les fibres est donc nécessaire.
Un seuil en déformation dans le sens des fibres a été ajouté dans le critère d’érosion,
afin de vérifier que c’est bien l’excès d’énergie stockée qui pose problème.

On aboutit alors au critère suivant :

Si (d2=1 et d12=1) et (ε11 > εrupt
11 ), alors la maille est érodée
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Ce critère règle bien le problème, il faut donc bien limiter la libération d’énergie
dans le maillage. Il est par contre nécessaire de le remplacer par une loi d’endom-
magement complétée d’un effet retard afin qu’il ne recrée pas une dépendance au
maillage dans le modèle. Le pilotage de la rupture par des variables d’endommage-
ment permet d’adoucir les conséquences de relaxation d’énergie due à la disparition
de la maille. En effet lorsque la maille est érodée, les contraintes pilotées par les
endommagements sont mises à zéro. De plus la célérité des ondes dans le sens des
fibres étant différente de celle du sens transverse, on peut penser que le temps ca-
ractéristique de l’effet retard est différent.

L’énergie de déformation du pli est toujours :

ED =
1

2
[
Φ < σ11 >2

−

E1

+
< σ11 >+

E1(1− d1)
+

< σ22 >2
+

E2(1− d2)
+

< σ22 >2
−

E2

+
σ2

33

E3

+
σ2

12

G12(1− d12)
+

σ2
13

G13(1− d12)
+

σ2
23

G23

−2ν12σ11σ22

E1

− 2ν23σ22σ33

E2

− 2ν13σ11σ33

E3

]

(3.4)

avec :

Y1 =
∂ << ED >>

∂d1

|σ:cst

d1 = f1

(√

Y1

)

if d1 < 1, d1 = 1 sinon

Y2 =
∂ << ED >>

∂d2

|σ:cst

d2 = f2

(√

Y2

)

if d2 < 1, d2 = 1 sinon

Y12 =
∂ << ED >>

∂d12

|σ:cst

d12 = f12

(√

Y12 + bY2

)

if d12 < 1, d12 = 1 sinon

(3.5)

Le critère d’érosion est donc maintenant :

Quand d1 = d2 = d12 = 1 la maille est érodée.

3.3.3 Troisième évolution : un critère en énergie

Le paragraphe précédent a montré que l’érosion de mailles chargées pose des
problèmes. Or l’application du critère d’érosion tel qu’il vient d’être défini continue
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à provoquer l’érosion de mailles où de l’énergie est stockée, il s’agit de l’énergie liée
aux directions hors plan qui n’ont pas été prises en compte dans l’activation du
critère d’érosion. Ces problèmes d’énergie ne provoquent pas l’arrêt du calcul car le
nombre de mailles concernées est très faible, mais est à l’origine d’un comportement
non physique de ces dernières. La façon de se prémunir des problèmes d’énergie
stockée est assez naturellement de bâtir un critère d’érosion sur l’annulation de
l’énergie de déformation. Pour cela, cette dernière et le critère d’érosion sont donc
modifiés afin que toutes les contraintes soient remises à zéro lors de la suppression
d’une maille. Des variables d’endommagement hors plan sont donc ajoutées dans
l’énergie de déformation :

ED =
1

2 (1− d1 ) E1

[

< σ11 >2
+ +Φ (< σ11 >− )− ν12σ11σ22 − ν13σ11σ33

]

+
1
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[
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+

E2

− ν23σ22σ33

]

+
< σ22 >2

−

E2

+
1
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1

E3

σ2
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+
1

2

1
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σ2
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+
1

2

1
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σ2
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G13

+
1

2

1

(1− d23 )

σ2
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(3.6)

avec dans le plan :

Y1 =
∂ << ED >>

∂d1
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d1 = f1
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Y1

)

if d1 < 1, d1 = 1 sinon
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|σ:cst
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(√

Y2

)
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Y12 =
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(√

Y12 + bY2

)

if d12 < 1, d12 = 1 sinon

(3.7)
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et hors plan :

Y3 =
∂ << ED >>

∂d3

|σ:cst

d3 = f3

(√

Y3

)

if d3 < 1, d3 = 1 sinon

Y13 =
∂ << ED >>
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|σ:cst

d13 = f13

(√

Y13 + bY2

)

if d13 < 1, d13 = 1 sinon

Y23 =
∂ << ED >>

∂d23

|σ:cst

d23 = f23

(√

Y23 + bY2

)

if d23 < 1, d23 = 1 sinon

(3.8)

Une maille est toujours érodée quand toutes ses variables d’endommagement
valent 1, mais on a maintenant la garantie que dans ce cas l’énergie de déformation
ainsi que toutes les contraintes sont nulles au moment de l’érosion. Associé à un
taux d’endommagement limité pour chaque variable d’endommagement, ce critère
permet de rendre le modèle robuste.

Le critère est donc :

Quand d1 = d2 = d12 = d3 = d13 = d23 = 1 la maille est érodée,
avec d1 = d2 = d12 = d3 = d13 = d23 = 1 ⇒ ED = 0 ⇒ (σ) = (0)

3.4 Mise au point du critère de perforation du

pli : cas complexes

3.4.1 Quatrième évolution : adaptation à la physique de
l’impact

La complexité du critère d’érosion et de l’énergie de déformation présentés ci-
dessus rend la programmation de la loi matériau lourde. Dans un souci de simplifica-
tion, la détérioration du pli est maintenant décrite au moyen de deux variables d’en-
dommagement, l’une liée à la détérioration des fibres (df ), l’autre à la détérioration
de la matrice. On pose alors naturellement l’énergie de déformation suivante :
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avec :

Yf =
∂ << ED >>

∂df

|σ:cst

df = ff

(
√

Yf

)

if df < 1, df = 1 sinon

Ym =
∂ << ED >>

∂dm

|σ:cst
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(√

Ym

)

if dm < 1, dm = 1 sinon

(3.10)

Ces lois sont complétées par un taux d’endommagement limité, la nécessité de
sa présence ayant été démontrée. On a donc en plus des équations précitées :

ḋf =
1

τ f
c

(1− exp (af < f (Yf )− df >+ ) )

˙dm =
1

τm
c

(1− exp (am < f (Ym )− dm >+ ) )

(3.11)

On préconisera dans notre cas de prendre a = 10 pour les deux variables. On en
déduit alors τ f

c et τm
c . Pour notre matériau, on choisit τ f

c = 2E− 6 et τm
c = 2E− 7.

Le critère d’érosion en énergie de déformation demeure, on a donc encore :
Quand df = dm = 1 la maille est érodée

avec df = dm = 1 ⇒ ED = 0 ⇒ (σ) = (0)
Cette simplification protège aussi de chute du pas de temps. En effet, Abaqus

prends le pas de temps le plus petit de ceux qu’il a calculés pour chaque maille.
Or, avant la simplification, certaines mailles fortement endommagées dans le plan
conservaient un module d’Young dans le sens normal important. Le pas de temps
étant lié à la rigidité des mailles et à leur dimension, il pouvait devenir très petit pour
quelques mailles n’offrant plus d’intérêt puisque presqu’intégralement endommagées.
L’homogénéisation de l’endommagement matriciel permet de se prémunir de ce type
de difficulté.
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3.4.2 Zoom sur la formation du cratère

Deux variables d’endommagement indépendantes sont donc utilisées pour décrire
le comportement du pli. Ces deux variables sont associées pour définir le critère
d’érosion reposant sur des considérations physiques. Ce paragraphe a pour but de
déterminer le choix le plus pertinent pour ce critère d’activation. Pour cela, revenons
sur la signification numérique de ces variables. Au fur et à mesure qu’elles croissent,
la maille à laquelle elles sont affectées perd en rigidité. Quand une variable vaut 1
(0,99 dans le code pour éviter toute division par zéro malencontreuse), alors dans
la direction qui lui est associée, la contrainte est nulle, plus aucun effort n’est repris
dans cette direction.

Reprenons les différents types de rupture pouvant être rencontrés avec un stratifié
au niveau du pli :

– rupture des fibres,
– décohésion fibre/matrice,
– rupture transverse de la matrice,
– rupture longitudinale de la matrice.

La rupture des fibres correspond à df . Tout ce qui concerne la matrice est ras-
semblé dans dm. En se plaçant à l’échelle du pli, il apparâıt que la rupture des fibres
joue un rôle clef dans les mécanismes de perforation. En effet, la rupture de la matrice
dans la direction perpendiculaire aux fibres ou les décohésions entre les fibres et la
matrice ne sont pas suffisantes pour créer la rupture complète du matériau. De part la
nature même de l’utilisation des stratifiés composites, la grande majorité de l’énergie
stockée dans le pli est stockée dans les fibres qui sont caractérisées par un grand
module de rigidité et une importante capacité à se déformer. Dans les problèmes
d’impact aux hautes vitesses, la perforation du pli se traduit inévitablement par
une rupture des fibres. C’est ce mécanisme qui consomme les énergies les plus im-
portantes. En conséquence, la rupture du pli peut désormais être contrôlée par et
uniquement par la rupture des fibres. Il est par contre nécessaire de forcer l’endom-
magement matriciel à son stade ultime avant l’érosion, afin de garantir l’annulation
de l’énergie de déformation. Afin que cela se fasse progressivement, on propose :

dm = 1− (1− df )(1− dm)

On retrouve l’idée que l’endommagement des fibres crée un endommagement
matriciel. Le graphique de la figure 3.8 montre les conséquences sur dm de cette
modification. Tant que l’endommagement des fibres est nul, il n’y a pas de modifi-
cation. Mais, dès l’apparition de df , dm croit fortement, et atteint 1 en même temps
que df . Le critère d’érosion demeure :

Quand df = dm = 1 la maille est érodée
avec df = dm = 1 ⇒ ED = 0 ⇒ (σ) = (0)

La modification du calcul de dm permet de plus d’éroder plus rapidement les
mailles tout en respectant la physique du phénomène, et donc d’accélérer le calcul.

La figure 3.9 montre un essai sur un maillage ”grossier” et un sur un maillage plus
fin. Le premier couple en haut montre l’endommagement df suite à la perforation
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Fig. 3.8: Évolution en fonction du temps de l’endommagement des fibres, celui de
la matrice et celui de la matrice nouvelle génération

d’un pli. Globalement on observe aucun endommagement dans le sens des fibres en
dehors du cratère. Le second couple (en bas) montre l’endommagement matriciel
d’un cas similaire. Il est bien plus étendu que l’endommagement des fibres. La zone
endommagée du maillage fin parait plus étendue, mais l’endommagement associé à
la zone extérieure est très faible (environ 0,1). La dépendance au maillage observée
demeure donc acceptable. Ceci est confirmé par la répartition des contraintes planes
présentée par le dernier couple.
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Fig. 3.9: Simulations de perforation d’un pli.
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3.5 Modélisation de l’interface

3.5.1 Modèle initial

La perforation du pli étant gérée, reste à vérifier que le modèle d’interface proposé
réponde aux mêmes exigences. L’interface est implémentée sous forme d’une loi de
contact, ce qui revient à utiliser une relation nœud à nœud de loi de surface comme
proposé par Schellekens et de Borst ([86]). On rappelle que le modèle d’interface
choisi repose sur :

ED =
1

2
[
< σ33 >2

−

k0
3

+
< σ33 >2

+

k0
3(1− di)

+
σ2

32

k0
2(1− di)

+
σ2

31

k0
1(1− di)

] (3.12)

avec :

di = [
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Yc

]
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α
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α ]
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31
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1(1− di)2
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1

2

σ2
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< σ33 >2
+
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3(1− di)2

Ces lois sont complétées par un taux d’endommagement limité, afin de tenir
compte de l’influence de la vitesse de sollicitation en mode II ([87]).

ḋi =
1

τc

(1− exp (ai < f (Y )− di >+ ) ) (3.13)

3.5.2 Quant à la faible influence de la vitesse de sollicitation
en mode I

L’effet retard s’appliquant à une unique variable d’endommagement de l’in-
terface, il s’applique à tous les modes. Or, cet effet retard traduit l’accumulation
de microfissures nécessaires à l’apparition du délaminage en mode II, alors que le
délaminage en mode I et bien plus brutal, et ne résulte pas d’une même accumu-
lation. Bien que l’influence de la vitesse de sollicitation sur le taux de restitution
d’énergie critique à la propagation d’une fissure est encore très peu connue ([88]),
Hug ([88]), Guo ([89]) ainsi que Kusaka ([90]) montrent qu’a priori elle est très
faible, voire inexistante. On propose donc de modifier le calcul de l’endommagement
de l’interface de sorte que l’effet retard ne s’applique qu’au mode II. Il doit alors
être ajouté au niveau des forces thermodynamiques (eq. 3.14).
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On montre dans l’annexe C que si on pose :

aY
i =

ai

Yc

et τY
c =

τc

Yc

alors, quand le mode II et uniquement le mode II est activé, d n’est pas modifié
et quand uniquement le mode I est activé, d n’est pas retardé. Afin de comparer les
deux modèle, un essai d’impact d’une bille de 30 g à 1500m/s selon une incidence
de 100 sur une plaque 19 plis a été réalisé. La figure 3.10 montre que la propagation
du délaminage en mode I est plus étendue sans effet retard, et la figure 3.11 montre
la zone délaminée en mode II est très peu modifiée.

Fig. 3.10: Comparaison du comportement de l’interface en mode I avec effet retard
en mode I et sans.
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Fig. 3.11: Comparaison du comportement de l’interface en mode II avec effet retard
en mode I et sans.
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3.5.3 Vérification de l’indépendance au maillage

Commençons par l’indépendance au maillage du comportement de l’interface.
La loi de contact régissant le comportement de l’interface peut être vue comme
un ressort dont la rigidité évolue au fur et à mesure des sollicitations qu’il subit.
La valeur de cette rigidité influe sur la rigidité globale du stratifié, et donc sur le
comportement de ce dernier. La raideur de ce ressort étant liée au déplacement des
noeuds des plis, on peut craindre une dépendance au maillage de cette raideur, et
donc du comportement du stratifié.

Un simple test de poutre en flexion trois points est effectué avec deux types de
maillage, un qualifié de générique, et un plus fin, pour vérifier que la présence de
l’interface n’apporte pas de dépendance au maillage. L’expérience de l’étude du pli
nous incite à ajouter sans attendre un taux d’endommagement limité de la même
forme que pour le pli. L’indépendance au maillage est immédiate, comme le montre
la figure 3.12.

Fig. 3.12: Comparaison du comportement de l’interface pour deux maillages.

On vérifie aussi avec cet exemple que la longueur de propagation du délaminage
n’est pas dépendante pathologiquement du maillage des plis. En effet, une fois la zone
en pointe de fissure correctement représentée, les résultats deviennent indépendants
du maillage qui n’influe plus que sur la précision de ces derniers.

3.5.4 Application à un cas d’impact

Caractéristiques du calcul :

– plaque 160 mm x 160 mm x 3 mm
– 8 plis orthotropes élastiques selon l’empilement [0,45,90,-45,-45,90,45,0]
– 204 800 éléments 3D
– bille rigide, D = 10 mm, M= 10 g, V=1000m/s

La figure 3.13 montre le résultat de ce calcul.
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Fig. 3.13: Délaminage

3.6 Test du modèle complet

Cette partie se termine sur la présentation de simulations d’impact sur stratifié.
Caractéristiques du premier calcul :
– plaque 500 mm x 400 mm x 3,4 mm
– 16 plis selon l’empilement [90,45,0,-45,90,45,0,-45,-45,0,45,90,-45,0,45,90]
– 400 000 élément 3D, 8 nœuds à intégration réduite ”C3D8R”
– bille rigide, D = 22 mm, M= 100 g, V=1325m/s, Incidence 500

– 6h sur 4 processeurs, 2Gb de mémoire

La figure 3.15 montre l’endommagement matriciel face avant, face arrière et en
coupe. Les zones rouges correspondent à des mailles dont l’endommagement matri-
ciel est ultime, mais dont les fibres n’ont pas cassés. Les mailles érodées ne sont pas
affichées. Cet essai montre un cratère et une zone endommagée elliptiques. Le cratère
commence au niveau du point d’impact et se termine au niveau de la sortie de la
bille (fig. 3.14). La plus grande zone endommagée se situe à l’arrière du cratère. Ceci
est fréquent dans les phénomènes d’impact avec incidence, car l’énergie à l’avant du
projectile est consommée par la formation du cratère.

Fig. 3.14: schématisation de la définition du cratère.
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Fig. 3.15: Impact d’une bille rigide de 100g avec 500 d’incidence sur un stratifié 16
plis à 1325m/s (face avant, face arrière,en coupe).
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Caractéristiques d’un second calcul :
– plaque 500 mm x 400 mm x 3,4 mm
– 16 plis selon l’empilement [90,45,0,-45,90,45,0,-45,-45,0,45,90,-45,0,45,90]
– 400 000 élément 3D
– bille rigide, D = 10 mm, M= 10 g, V=1500m/s, Incidence 00

– 4h sur 4 processeurs, 2Gb de mémoire

La figure 3.16 montre l’endommagement matriciel d’une demi-plaque après im-
pact. On observe que les mailles en bord de cratère bien qu’endommagées matriciel-
lement ne rompent pas dans ce cas. Le cratère est circulaire de l’ordre de grandeur du
diamètre de la bille. On observe dans ce cas une propagation de l’endommagement
bien plus importante qui se propage dans le sens des fibres, mais une zone d’endom-
magement ultime plus réduite que dans le cas précédent. Les premiers résultats sont
donc satisfaisants, le chapitre suivant permettra de les valider par des comparaisons
essais/calculs.

Fig. 3.16: Demi-plaque après impact
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RESUME

Un critère d’érosion a été défini. La mise en place d’un taux d’endommagement
limité a permis de s’affranchir des difficultés liées à la localisation. Les difficultés
liées à des dépendances pathologiques au maillage ont ainsi été levées. Une dis-
cussion a ensuite été ouverte pour choisir un critère d’érosion qui, en s’appuyant
sur l’annulation de l’énergie de déformation et donc du champ de contraintes, a
rendu le modèle numériquement robuste. Enfin, une simplification acceptable du
modèle pour les cas d’impact a été réalisée en considérant que la détérioration
du pli pouvait se traduire par une détérioration de la matrice d’un côté et des
fibres de l’autre, et que la rupture des fibres était suffisante pour impliquer la
rupture du pli ([91]).
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L’objectif ultime du programme dans lequel s’inscrivent ces travaux est de nourrir
l’étape perforation des structures composites du calcul PLEIADES en minimisant le
recours aux essais en les remplaçant par des simulations, ou essais virtuels (Virtual
Testing). Le modèle présenté doit permettre de construire des lois analytiques ou
des abaques reliant les caractéristiques de l’impact (masse, vitesse, incidence du
projectile empilement et épaisseur de la plaque) à la vitesse résiduelle du projectile,
sa déviation, le diamètre du cratère et de la zone de dommages qu’il inflige à la
plaque et les caractéristiques résiduelles de cette dernière, qui seront implémentées
dans PLEIADES. La mise au point de ces modèles de vulnérabilité passe donc
par la réalisation de centaines de cas de calculs. A titre d’illustration, signalons
qu’un plan d’expériences fractionnaire ayant comme entrées : 20 niveaux de vitesses
dans la gamme 1000 à 3500 m/s, 10 niveaux de masse de 2,5 à 120g, 6 niveaux
d’incidence de 0 à 700 sur deux types de plaques aboutit après optimisation à un
minimum de 150 simulations, soit près de trois mois de calcul de 4 processeurs à
plein temps. Or le nombre de configurations étudiées dans ce cas est tout à fait
insuffisant pour permettre aux résultats issus de PLEIADES d’être suffisamment
fiables. Le nombre d’essais devrait être au moins multiplié par 10. Le modèle mis
au point doit donc être optimisé en terme de temps de calcul afin qu’il puisse être
intégré dans un processus de conception industrielle. Avant la validation du modèle
par une comparaison essais/calculs, une optimisation du temps de calcul doit être
réalisée.

4.1 Optimisation du modèle

4.1.1 Dimension du problème

Une maille classique d’avion (i.e. zone entre deux raidisseurs) mesure 500x400x3,4
mm, est quasi isotrope (16 plis) ou fortement orientée (19 plis). Sachant que pour
modéliser le délaminage une interface doit être placée entre chaque changement
d’orientation. Un minimum de 16 mailles dans l’épaisseur du stratifié est donc re-
quis.

Constatons ensuite que la zone de dommages n’est pas localisée (fig.4.1), la to-
talité de la plaque doit donc être maillée.

Toutes ces remarques étant prises en considération et tenant compte du principe
de régularité du maillage à respecter pour un calcul lagrangien/explicite, ce qui dans
notre cas implique l’utilisation de mailles cubiques, on aboutit à un minimum de
100 millions d’éléments soit 200 millions de nœuds. Bien que les moyens de calculs
actuels soient importants, dans un contexte opérationnel un effort d’optimisation du
temps de calcul est nécessaire. Dans un premier temps, on préconisera naturellement
l’utilisation d’un maillage à progression géométrique permettant de mailler finement
la zone d’impact et plus grossièrement le reste de la plaque.
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Fig. 4.1: Étendue des dommages

4.1.2 Minimisation du temps de calcul

Le nombre de mailles étant important, une première optimisation à réaliser
concerne le temps de calcul par maille. Le modèle présenté a été implémenté dans
Abaqus/Explicit sous forme d’une routine en fortran appelée VUMAT. Cette routine
intervient dans la phase d’intégration temporelle d’Abaqus.

Les données d’entrées de la routine sont :
σn

i le champs de contraintes de l’élément i à l’instant n
εn

i le champs de déformations
Dn

i les variables d’endommagements de l’élément
∆εi l’incrément de déformation pour passer à l’instant n + 1.
Les données de sorties sont :

σn+1
i , εn+1

i , Dn+1
i

Dans un premier temps, les déformations au temps n + 1 sont calculées avec les
déformations au temps n l’incrément de déformation :

εn+1
i = ln(∆εi + 1) + εn

i

Ensuite vient le calcul des contraintes et des endommagements. Deux méthodes
sont alors utilisables. La première consiste à les calculer simultanément en résolvant
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le système suivant :
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Ce système étant non linéaire, la mise en oeuvre d’un algorithme de type Newton
est alors nécessaire.

Une autre méthode revient à calculer les endommagements de manière totale-
ment explicite. Ils sont alors calculés ainsi :
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(4.4)

Les contraintes sont alors directement calculables, le système étant maintenant
linéaire. Toutes les variables s’obtiennent donc directement.
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Cette deuxième méthode décale d’un pas de temps l’accroissement des endom-
magements. Dans notre cas, le pas de temps du calcul est plus petit que le temps de
propagation des ondes dans le plan d’une maille. En effet la longueur des mailles est
plus grande que l’épaisseur, le pas de temps étant lié à la plus petite dimension de
maille, il faut plusieurs pas de temps à l’onde pour parcourir la maille. Le décalage
temporel du calcul de l’accroissement de l’endommagement n’est donc pas rébarbatif
a priori. Cette méthode permet de diviser par 100 le nombre d’opérations nécessaires
à la résolution du système. Afin d’estimer l’impact sur les résultats obtenus, un cas
d’impact a été testé avec les deux méthodes de résolution. Il s’agit d’un impact d’une
bille de 10 g à 1000 m/s sans incidence sur un stratifié de 16 plis quasi-isotrope. On
constate que les zones endommagées sont pratiquement identiques. La plus grande
erreur commise est d’1% environ (fig. 4.2). Le ”retard” pris par l’endommagement
est visible dans la zonne entourée mais est tout à fait acceptable. Cette méthode de
résolution est donc retenue.

Fig. 4.2: Comparaison des deux méthodes de résolution : (a) méthode de Newton,
(b) explicite

4.1.3 Choix de modélisation de l’interface

L’interface peut être représentée au choix soit par des éléments cohésifs, soit par
des éléments d’interface sous forme d’une loi de contact. Les deux méthodes sont
tout à fait adaptées à la modélisation des interfaces des stratifiés. Elles ont donc été
comparée en termes de temps de calcul, ou plus exactement en termes de chute de
pas de temps qu’elles provoquent. Rappelons que dans le cadre d’un calcul explicite,
une restriction au niveau du pas de temps du calcul est nécessaire pour garantir la
stabilité du schéma numérique. Pour les problèmes linéaires, il faut que le pas de
temps ∆t soit inférieur ou égal à un pas de temps critique, calculé par rapport à la
plus petite période du système (∆t ≤ ∆tc = Tmin/π)([92]).

Dans Abaqus le pas de temps utilisé pour les éléments cohésifs est :

∆t = Minmaillage[Minelement[

√

ρ

K
]]

avec ρ la masse volumique et K la raideur.
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Le pas de temps associé à une loi de contact est :

∆t = Minmaillage[Minsurface[2

√

M

K
]]

avec M la masse nodale du noeud esclave et K la raideur.

Les chutes de pas de temps associées au deux méthodes sont donc équivalentes.
L’utilisation des éléments cohésifs impose en plus l’utilisation d’une loi de contact
pair pour se protéger de l’interpénétration des plis après l’érosion des éléments
cohésifs. Donc dans les deux cas, un algorithme de recherche de contact est uti-
lisé, mais en plus l’ajout d’éléments cohésifs double pratiquement le nombre total
d’éléments. La comparaison des deux méthodes montre que le temps de calcul est
multiplié en moyenne par 1.5 avec l’utilisation d’éléments cohésifs. La loi de contact
est donc retenue.

En conclusion, ces optimisations ont permis de diviser par deux le temps de calcul
avec une précision du calcul altérée que d’1%. Le modèle est maintenant objectif
robuste et optimisé, la fin du chapitre va être consacrée à sa validation par une
comparaison essais/calculs.

4.2 Validation du modèle

4.2.1 Description du calcul

Les essais présentés au chapitre 2 ont été simulés numériquement. La configura-
tion de la simulation est présentée figure 4.3.

Fig. 4.3: Configuration des simulations

Les paramètres matériaux utilisés sont ceux obtenus par les essais de caractérisation
présentés dans le chapitre consacré à ces essais. Le tableau ci dessous donne les ca-
ractéristiques du calcul :
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Projectile corps rigide

Plaque 500×400×3mm ou 3.4mm
16 ou 19 plis
215,000 ou 255 000 éléments

Interface 15 ou 18 surfaces de contact de 15,000 éléments

Durée de la simulation 2 temps de traversée

Paramètres de calcul 4 processeurs
4 Gb de mémoire
4 à 8 heures de calcul

On appelle temps de traversée le temps nécessaire au projectile pour traverser
intégralement la plaque. Ce temps varie avec le diamètre, la vitesse et l’incidence
du projectile. Il a été constaté qu’au bout de 2 temps de traversée les zones de
délaminage et d’endommagement ultime sont stabilisées. Signalons que ce temps est
de l’ordre de grandeur à celui nécessaires aux ondes pour atteindre les bords de la
plaque.

Le projectile est modélisé sous forme d’un corps rigide pour modéliser le temps
de calcul. Des essais ont été réalisés avec un maillage 3D et un matériau élasto-
plastique afin de modéliser le comportement réel d’une bille en tungsten, mais aucune
différence notable sur le comportement de la plaque après impact n’a été relevée. Le
corps rigide est donc retenu.

Le maillage est choisi à progression géométrique autour du point d’impact afin
de minimiser le nombre de mailles (fig. 4.4).
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Fig. 4.4: Maillage de la plaque impactée
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4.2.2 Comparaison essais/calculs

L’objectif de cette partie est de vérifier que le calcul reproduit les grandeurs me-
surées lors des essais avec une précision suffisante ainsi que l’influence des différentes
caractéristiques de l’impact sur ces grandeurs. Le tableau 4.1 récapitule l’influence
identifiée de chacun des paramètres d’entrée sur chacun des résultats mesurés. Les
essais présentés au chapitre 2 ont été simulés. Parallèlement un plan d’expériences
numériques élargi a été réalisé pour d’une part multiplier le nombre de point et
donc obtenir des courbes de tendance plus précises et d’autres part tenter d’élargir
le domaine d’étude. Ce plan d’expériences comprend quatre facteurs qui présentent
chacun un nombre de niveaux différents :

– le facteur vitesse présente 8 niveaux : 700, 1000, 1500, 2000, 2500, 3000, 3500,
3800 m/s

– le facteur masse présente 8 niveaux : 2.5, 5, 10, 30, 50, 70, 100, 120g
– le facteur incidence présente 4 niveaux : 0, 10, 25, 50̊
– le facteur type de plaque présente 2 niveaux : quasi-isotrope et fortement

orienté
L’exécution d’un plan factoriel complet amène à 512 expériences pour un plan

complet et 64 pour un plan fractionnaire. La répartition des essais en fonction des
différents facteurs est schématisée figure 4.5.

Vitesse Masse du Angle Type de
d’impact projectile incidence plaque

Perte vitesse Non indéterminé oui Non
Diamètre cratère Oui Oui Oui Non

Endommagement interne indéterminé indéterminé Oui (forme) indéterminé

Tab. 4.1: Influence des parmètres d’entrés sur les grandeurs mesurées

4.2.2.1 Vitesse résiduelle

L’observation de la comparaison essais/calcul de la vitesse résiduelle en fonction
de la vitesse initiale met en évidence :

– la bonne simulation de la perte globale de 2 à 3% de la vitesse initiale quelque
soit la masse de la bille, sa vitesse initiale et l’angle d’incidence de l’impact
(Fig. 4.6),

– la confirmation numérique de l’influence de l’angle d’incidence sur la vitesse
résiduelle (Fig. 4.7),

– la confirmation numérique de l’absence d’influence du type de plaque sur la
vitesse résiduelle.

Il est à noter que les calculs sous forte incidence ne sont pas poursuivis assez
loin, car trop longs, pour avoir la perte totale de vitesse, ce qui fausse légèrement
les courbes de tendance.

Par ailleurs, le plan d’expériences numériques élargi a permis de mettre en
évidence une possible influence de la masse du projectile sur la perte de vitesse.
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Fig. 4.5: Plan d’expériences numériques

Fig. 4.6: Vitesse résiduelle en fonction de la vitesse initiale ; Comparaison es-
sais/calculs
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Fig. 4.7: Rapport Vitesse résiduelle sur vitesse initiale en fonction de l’angle ; Com-
paraison essais/calculs

En effet comme le montre la figure 4.8, la perte de vitesse diminue avec l’augmenta-
tion de la masse jusqu’à 25 g environ puis se stabilise. Il existerait donc une masse
à partir de laquelle, la réaction de la plaque devient négligeable.

Fig. 4.8: Influence de la masse sur la perte de vitesse
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4.2.2.2 Dimensions des cratères

Compte tenu des types d’impact, le cratère se présente sous la forme d’une bou-
tonnière de taille plus importante en x qu’en y (fig. 4.9), et qui tend à être ronde
pour les impacts normaux à la plaque.

Fig. 4.9: Forme des cratères

Pour mesurer le cratère aussi bien numérique qu’expérimental, il est nécessaire
de prendre quelques précautions afin de comparer ce qui est comparable. Ainsi, le
cratère est mesuré dans le plan de la plaque (fig. 4.10). Les cratères numériques
n’étant pas réguliers : la plus grande distance est mesurée, mais si une seule maille
est détruite elle ne sert pas à la mesure du cratère (fig. 4.11).

Fig. 4.10: Règle de mesure du cratère

La figure 4.12 suivante représente la différence cratère numérique moins le cratère
expérimental sur le diamètre de la bille. Comme les maillages sont calibrés de
sorte que le diamètre de la bille soit maillé avec 10 mailles, une différence de 0.2
représente 2 mailles soit la précision maximum du calcul. Il est à noter que les
cratères numériques obtenus sont globalement :

– plus grands que les cratères expérimentaux dans le cas de plaques quasi iso-
tropes,

– plus petits que les cratères expérimentaux dans le cas de plaques fortement
orthotropes.

La dimension du cratère selon l’axe x est fortement dépendante de l’angle d’inci-
dence de l’impact. Les résultats expérimentaux et numériques correspondent lorsque
les calculs sont poursuivis suffisamment longtemps.
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Fig. 4.11: Exemple de cratère

Fig. 4.12: Représentation de l’erreur sur les cratères (Y)
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Les graphiques des figures 4.13 et 4.14 montrent la superposition des cratères
numériques et expérimentaux horizontaux pour les faces avant et arrières de la
plaque. Globalement une bonne adéquation est observée.

Fig. 4.13: Superposition des cratères numériques et expérimentaux (x), face avant

Le plan d’expérience numériques n’apporte aucune information supplémentaire.
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Fig. 4.14: Superposition des cratères numériques et expérimentaux (x), face arrière
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4.2.2.3 Zone endommagée

Peu de plaques ont pu être inspectées pour mesurer l’endommagement interne.
Aucune comparaison générique n’est donc possible. Tout de même, les quelques
comparaisons de l’endommagement interne sont tout à fait satisfaisantes comme le
montre les figures 4.15 et 4.16, bien qu’on observe une surestimation de la taille
de zone de dommage du premier calcul. Les images nommées (a) sont issues de
calculs. Le ”gris” correspond à un endommagement total, le ”bleu clair” à une ini-
tiation d’endommagement. Les images (b) proviennent des contrôles non destructifs.
Le code couleur n’indique pas le degré d’endommagement, mais la localisation de
l’endommagement maximum, il ne s’agit donc pas de comparer les ”couleurs”. Ces
résultats permettent uniquement de comparer les formes et les dimensions des zones
endommagées. Il n’est pas possible de dissocier dans les images CND ce qui est de
l’endommagement du pli de ce qui est du délaminage. Mais le calcul montre que la
dimension de la zone délaminée est très proche de celle de fissuration de la matrice
dans le pli. On peut donc considéré que l’endommagement de l’interface en dehors
des faces extérieures subissant de l’écaillage est aussi très correctement estimé (fig.
4.17). L’arrachement des fibres n’est en revanche pas modélisé pour le moment.
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Fig. 4.15: Comparaison essais/calculs de l’endommagement interne (10g à 1030
m/s 00 plaque quasi-isotrope)
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Fig. 4.16: Comparaison essais/calculs de l’endommagement interne (50g à 1075
m/s 00 plaque fortement orientée)
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Fig. 4.17: Endommagement de l’interface (10g à 1700 m/s 250 plaque quasi-
isotrope)
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Le plan d’expériences numériques élargi permet d’établir une possible influence
de la vitesse d’impact sur la taille de la zone endommagée. On utilise les mêmes
notations x et y que pour le cratère. Le caractère presque isotrope de la dimension
de la zone de dommage est confirmé. De plus, on observe une forte diminution du
rapport taille de la zone de dommage sur diamètre de la bille avec l’augmentation de
la vitesse d’impact aussi bien dans la direction x que dans la direction y comme le
montre la figure 4.18. Ce rapport semble se stabiliser à partir de 2000 m/s. Pour les
”faibles” vitesses, la perforation se fait par combinaison de flexion et de cisaillement
alors que quand la vitesse augmente, seul le cisaillement intervient. Dans le sens
transverse aux fibres, la célérité des ondes est de l’ordre de 2300 m/s. Il y aurait
donc changement de type de perforation lorsque l’impact devient supersonique.

Fig. 4.18: Rapport de la taille de la zone de dommage sur le diamètre de la bille
selon x et y en fonction de la vitesse d’impact
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RESUME

Une très bonne adéquation entre les résultats d’essais et les calculs est donc
observée, autant pour l’estimation de la vitesse résiduelle du projectile après
impact, que pour l’endommagement de la plaque, qu’il s’agisse du cratère ou
de l’endommagement interne. Le modèle numérique mis au point permet donc
de simuler les effets d’impacts balistiques sur des plaques de stratifiés compo-
sites de deux types (quasi-isotrope, fortement orienté). Il serait intéressant de
vérifier qu’il fonctionne aussi avec d’autres conditions limites et d’autres types
d’empilement, comme dans [93].
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Conclusions et perspectives

Ce travail de thèse s’inscrit dans un programme d’études amonts dont l’objec-
tif est, à partir d’un plan d’expériences numériques, de construire un modèle de
vulnérabilité de structures composites aéronautiques et d’étendre ainsi le domaine
d’application du Logiciel PLEIADES à ce type de structure.

Associé à cette problématique industrielle, l’enjeu principal dégagé pour cette
thèse était de proposer des modèles robustes et fiables de la réponse de structures
stratifiées soumises à des impacts balistiques. Le terme robuste fait ici référence à
la simulation elle même, simulation qui doit pouvoir être conduite sans problème
jusqu’à rupture et perforation sans dépendre des paramètres du calcul pour des
discrétisations spatiales et temporelles compatibles avec les phénomènes physiques
mis en jeu. Le terme fiable fait référence au modèle lui même. Le modèle doit
conduire à des prédictions satisfaisantes comparées à la réalité expérimentale.

Un tel objectif ne pouvait s’envisager sans un solide socle de connaissances sur
le comportement mécanique des composites, en particulier de leur endommagement,
socle introduit dans des modèles ayant fait leur preuve en statique et dans une
moindre mesure pour des impacts basse vitesse. Le pari principal de l’étude , motivé
par l’observation de mécanismes de détérioration de base identiques en statique et
en dynamique, était qu’il était possible de définir des critères de détérioration et
de perforation satisfaisants en travaillant dans le cadre d’une extension des modèles
mésoscopiques d’endommagement.

Un autre aspect fondamental était de disposer d’essais pertinents pour à la fois
guider la modélisation et confronter les résultats du modèle à la réalité. Pour cela
plusieurs dizaines d’essais d’impacts à très haute vitesse ont été conduits sur des
panneaux composites, pour pouvoir les exploiter il a parfois été nécessaire d’adapter
fortement les dispositifs expérimentaux classiquement utilisés au CEG.

Le critère d’érosion résultant de cette étude est défini à partir de l’annulation
complète de l’énergie de déformation du fait des détériorations. En raison du rôle
prépondérant des fibres dans la tenue ultime des composites, une dépendance des
autres variables d’endommagement du pli à l’endommagement des fibres a été in-
troduite. Ces autres variables ont été condensées en une seule dans une volonté de
simplification, simplification qui pourrait être remise en cause à partir de compa-
raisons essais calculs plus poussées. L’avantage du critère proposé, outre qu’il nous
semble respecter un aspect essentiel de la physique de l’érosion, est que la question
de l’objectivité de la simulation de l’érosion est ramenée à celle de l’objectivité des
calculs en endommagement, problème très étudié dans la littérature. La voie suivie,
basée sur la notion de taux maximal d’endommagement introduit deux paramètres
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supplémentaires pour le pli, les temps caractéristiques de ”percolation” des endom-
magements fibres et matrice. Pour l’interface les constations expérimentales et les
études menées dans un autre cadre nous on conduit à introduire un taux maximal
uniquement pour des sollicitations en mode II et III mais pas en mode I, nécessitant
pour cela l’adaptation de la formulation classiquement utilisée pour ces modèles.
Une estimation a priori de ces paramètres a permis d’obtenir des premières compa-
raisons plus que satisfaisantes entre simulation et essais. Ces comparaisons portent,
pour des impacts de 1000 à 3500 m/s, et pour différents types de stratifiés, sur

– le ralentissement du projectile après perforation,
– la déviation angulaire du projectile après perforation,
– l’endommagement résiduel du projectile (déformation résiduelle, fragmenta-

tion),
– l’endommagement résiduel de la structure qui peut lui-même se décomposer

de la façon suivante :
– l’endommagement du pli élémentaire (rupture des fibres, décohésion entre

les fibres et la matrice, fissuration de la matrice, etc.),
– dégradation des interfaces entre les plis élémentaires (délaminage suivant les

modes 1 et 2 et pour des modes mixtes).

La suite de ce travail porte sur plusieurs aspects. Le premier est, lorsque l’en-
semble des essais auront été dépouillés (fin 2009), de recaler éventuellement les
paramètres de retard. Le second, qui a été initié en fin de thèse mais dans un état
encore trop embryonnaire pour pouvoir être présenté, est de définir un critère de
décollement de fibres. Un autre aspect concerne la modélisation du cône d’éjectas,
pour permettre de prévoir les débris secondaires. Pour cela une technique objective
de fragmentation du maillage basée sur les critères d’érosion défini dans ce travail
est envisagée. Enfin selon les données observées et prédites (vitesse résiduelle du
projectile, dimension du cratère, de la zone endommagée, état résiduel de la plaque)
une recherche de lois simplifiées, sous forme de lois analytiques ou d’abaques sera
effectuée de façon à permettre des simulations extrêmement rapides permettant de
nourrir le module de perforation du logiciel PLEIADES pour la multitude de situa-
tions à envisager dans le cadre de la détermination de la vulnérabilité d’aéronefs en
composites.
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[81] S. Chapelle L. Munier. Développement d’un projectile multi-éclats pour le
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Annexe A

Moyens et résultats d’essais
complémentaires

A.1 Eprouvettes de caractérisation

A.1.1 Eprouvettes de traction

Les figures A.1, A.2, A.3 présentent les éprouvettes utilisées pour les essais de
traction.

Fig. A.1: Eprouvette de traction type TLNUD
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Fig. A.2: Eprouvette de traction type TLMDA-25

A.1.2 Eprouvettes de compression

Les figures A.4, A.5 présentent les éprouvettes utilisées pour les essais de com-
pression.

A.1.3 Eprouvettes de ténacité

Les figures A.6, A.7 présentent les éprouvettes utilisées pour les essais de ténacité.

A.2 Résultats de caractérisation bruts

Les mesures de caractérisation du matériaux sont disponibles dans le tableau A.1
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Fig. A.3: Eprouvette de traction type T+-45

Fig. A.4: Eprouvette de compression type CLMD-25
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Fig. A.5: Eprouvette de compression type TCLUD

Fig. A.6: Eprouvette de ténacité type DCB



131

Fig. A.7: Eprouvette de ténacité type ENF

Tab. A.1: Résultats de caractérisation
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A.3 Caractéristiques des canons utilisés

Pour les tirs de 1000 à 1800 m/s, deux canons à poudre ont été utilisés. Leur
caractéristiques principales sont présentées dans le tableau A.2

Lanceur / tube Tube C30 Canon 44
Montage Affût PV3 châssis ind.

Calibre du tube 30 mm 44 mm
Type de tube lisse lisse

Couple V0- projectile V0 maxi = 1820 m/s - Bille diam.20 1460 m/s - 44 / 425 g
Masse de poudre maxi =125 g 580 g
Type de poudre BTU 83 B7T95

Tab. A.2: Caractéristiques des canons

Pour les tirs au delà de 2000 m/s, un lanceur plus complexe doit être utilisé. Le
premier étage du lanceur est constitué d’une culasse contenant la poudre propulsive
et d’un tube, appelé tube de compression, à l’entrée duquel est inséré un piston et
dans lequel est injecté un gaz léger, comme l’hydrogène ou l’hélium. Le second étage
est le tube de lancement à l’entrée duquel est placé le projectile.

La jonction entre les deux étages est assurée par un convergent, qui est l’élément
le plus sensible du lanceur puisqu’il doit contenir les pressions les plus élevées lors
d’un tir.

L’interface tube de lancement / convergent est obturée par un diaphragme ca-
libré pour s’ouvrir à un niveau de pression déterminé.

A.4 Principe de la stéréo-corrélation

La stéréovision est la connaissance du relief à partir de plusieurs images d’une
même scène vue sous différents angles (le terme de monovision est utilisé lorsque
qu’il n’y en a qu’une seule)([94]). Cela sous-entend que les images soient prises au
même instant. Le terme de stéréovision binoculaire est employé quand il y a deux
images. Généralement il est introduit un angle noté α séparant les axes optiques des
deux caméras. Le but de la stéréovision est de reconstruire ou de mesurer un objet
tridimensionnel à partir d’images bidimensionnelles. Soit tout simplement parce que
l’objet n’est pas plan, soit parce que même si la plaque étudiée est initialement plane
les déformations qu’elle subit peuvent la transformer en une structure 3D complexe.
Le matériel dans le cas de stéréovision binoculaire est constitué classiquement de
deux caméras liées rigidement entre elles, ce système est nommé banc stéréoscopique
([95]).

Considérons un point P de l’objet, deux pixels Ig
i,j, Id

k,l sont appariés s’ils cor-
respondent au même point physique P de la scène. Il est nécessaire d’effectuer
l’opération d’étalonnage afin de déterminer la matrice de changement de repère
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entre le point associé à l’image de gauche et celui associé à l’image de droite. Pour
trouver de telles paires à partir de la donnée de deux images la seule solution est
de chercher une similarité entre les niveaux de gris Eg

i,j et Ed
k,l correspondant à ces

deux pixels. Cependant, il y aura beaucoup de paires erronées si l’appariement s’ef-
fectue uniquement entre un pixel Ig

i,j avec le pixel Id
k,l qui a le niveau de gris Eg

i,j

le plus proche de Ed
k,l. En effet, P ne renvoie pas la même énergie lumineuse dans

toutes les directions, ce qui signifie que Eg
i,j et Ed

k,l ne sont pas égaux. Pour cette
raison, il faut comparer non pas un pixel de l’image de gauche avec un pixel de
l’image de droite, mais un pixel de l’image de gauche et son voisinage, avec un pixel
de l’image de droite et son voisinage. Cette opération est appelée corrélation. Elle
est facilitée en considérant que le correspondant d’un pixel de l’image de gauche
se trouve dans l’image de droite sur une ligne associée à ce pixel, appelée droite
épipolaire (de l’image de droite) ([96]). La géométrie épipolaire est représentée sur
la figure A.8.Toutes les droites épipolaires gauches (resp. droite) concourent en un
point, le point épipôle gauche eg (resp. le point épipôle droit ed). L’épipôle gauche
(resp. droit) est la projection du centre optique de la caméra de droite F d (resp.
gauche F g) sur le plan image gauche (resp. droit).

Fig. A.8: Géométrie épipolaire

Le cas particulier des phénomènes ultra-rapides implique que les deux clichés
doivent être pris de façon parfaitement synchrone, ce qui conduit, pratiquement,
à les enregistrer avec la même caméra ([97]). Pour se faire un système de miroirs
de renvoi est utilisé, ils sont placés à proximité de l’objet étudié et donc détruits
dans l’expérimentation. Un schéma de principe est décrit sur la figure A.9. Pour
assurer l’égalité des chemins optiques, les deux miroirs renvoyant les deux images
correspondant aux deux angles de prise de vue sont disposés tangentiellement à une
ellipse ayant pour foyers l’objet étudié et l’objectif d’entrée de la caméra.

Afin de connâıtre le champ de déplacement de l’objet entre deux images prises
à deux instants consécutifs notés t1 et t2, le temps t2 étant postérieur au temps
t1, il faut différencier deux cas de calcul de corrélation : la corrélation spatiale et
la corrélation temporelle. Dans le premier cas, le calcul se fait entre les images
de droite et de gauche prises au même instant (fig. A.10(a)). Le deuxième cas se
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Fig. A.9: Principe de la stéréoscopie dans le cas particulier des phénomènes ultra-
rapides

produit lorsque le calcul s’effectue entre des images de la même caméra prises à des
instants différents (fig. A.10(b)), ce calcul est effectué par le logiciel CORRELI-LMT.
Quelle que soit le type de corrélation utilisée, la première étape consiste à étalonner
les caméras afin d’obtenir les matrices de passage Mg et Md qui permettent de
passer des coordonnées du repère image (ug, vg, ud, vg) à celle du repère de l’objet
(x, y, z). Pour cela l’opérateur doit charger les images de droite et de gauche de la
mire, choisir des points de celle-ci et donner les coordonnées, dans le repère 3D,
correspondant à ces points. Les matrices de passage seront alors connues. Précisons
qu’il faut obligatoirement au moins une mesure hors plan. Lorsque ces matrices sont
obtenues, les coefficients vont servir à déterminer ceux des matrices intrinsèques et
extrinsèques qui servent ensuite au calcul des équations des droites épipolaires. Ces
opérations sont effectuées automatiquement dès que les matrices de passages sont
déterminées.

La deuxième étape consiste à apparier les points entre les deux images. Pour
cela, l’opérateur va choisir une image dans laquelle il définit une région d’étude et
des zones d’étude comme en corrélation standard. Les points à apparier sont les
centres des zones d’étude. Ensuite un calcul de corrélation permet de trouver, par
comparaison du maximum de corrélation, la position des centres des zones d’étude
dans l’image stéréo correspondante. A partir de là, étant donné que toutes les coor-
données images sont connues ainsi que les coefficients de la matrice de passage, la
reconstruction 3D peut s’effectuer en utilisant le système :









ugm
g
31 −mg

11 ugm
g
32 −mg

12 ugm
g
33 −mg

13

vgm
g
31 −mg

21 vgm
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32 −mg

22 vgm
g
33 −mg

23

udm
d
31 −md
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12 udm
d
33 −mg
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d

md
14 − vdm34

d









(A.1)

ou de manière plus compacte :
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Fig. A.10: Corrélation spatiale entre deux images prises à des instants identiques
(a). Corrélation temporelle entre des images prises à des instants différents (b).

AX = B (A.2)

Ce système ne peut être résolu de façon conventionnelle étant donné que la
matrice A n’est pas carrée. Il faut passer par la matrice pseudo-inverse. Le système
à implanter est :

X = (AtA)−1AtB (A.3)

Pour trouver le déplacement du point P en 3D il faut combiner les deux types
de corrélation. Premièrement la position des centres d’étude est déterminée dans les
images prises au même instant t1 grâce à une corrélation spatiale. Ainsi la position
du point P à l’instant t1 nommée Pt1 est connue par reconstruction 3D. Ensuite, à
l’instant t2 le point P va subir un mouvement, le projeté de ce point à cet instant sur
les deux images également. Le but est de suivre ces projections sur les images. Pour
cela une corrélation standard sur une même caméra est utilisée. Le mouvement de
P entre les deux instants t1 et t2 est étudié par une corrélation temporelle. Lorsque
la position du projeté de Pt2 est trouvée dans l’une des deux images, la première
étape est à nouveau réalisée à savoir une corrélation spatiale permettant de trouver
la position de la projection du point Pt2 dans l’autre image (fig. A.11).

Les points projetés sont connus dans les deux images au même instant par une
corrélation spatiale et leur déplacement est suivi de manière indépendante. Dans les
deux cas le point Pt2 est obtenu. Le déplacement est alors connu au moyen de la
relation suivante :

~U = ~Pt1Pt2 = ~OPt2 − ~OPt1
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Fig. A.11: Deux possibilités de calcul pour trouver l’évolution de la position des
projections du point P .

A.5 Mesures obtenues par les jauges de déformations
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Vitesse de la bille (m/s) 1620 1770 1560 1785
Masse de la bille (mm) 100 100 50 30

Incidence (o) 0 0 25 70

J1 Max (µdf) sat > +26000 +9930 / +20920
J1 Min (µdf) sat > -26000 -15175 / -7500
J2 Max (µdf) sat > +26000 +22930 / /
J2 Min (µdf) / sat > -52000 / /
J3 Max (µdf) +26000 +12800 +25040 +7860
J3 Min (µdf) sat > -26000 -16690 sat > -52000 -6800
J4 Max (µdf) sat > +26000 +16380 / +23520
J4 Min (µdf) sat > -26000 -27420 / -10900

R1 a Max (µdf) +18000 +12170 +6810 +1766
R1 a Min (µdf) -17800 -31390 sat > -52000 -3630
R1 b Max (µdf) +26200 +14160 +25955 +4660
R1 b Min (µdf) -21650 -21170 sat > -52000 -2620
R1 c Max (µdf) +23650 +16340 +7920 +5870
R1 c Min (µdf) -20200 -32360 sat > -52000 -15910
R2 a Max (µdf) sat > +26000 +11980 +12740 /
R2 a Min (µdf) sat > -26000 -44700 -30380 /
R2 b Max (µdf) sat > +26000 / +16220 /
R2 b Min (µdf) sat > -26000 / -47990 /
R2 c Max (µdf) sat > +26000 / +11210 +8810
R2 c Min (µdf) sat > -26000 / -35350 -10350
J5 Max (µdf) sat > +26000 +5940 / +9360
J5 Min (µdf) sat > -26000 -35360 / -10370
J6 Max (µdf) / +21270 / /
J6 Min (µdf) / -45250 / /
J7 Max (µdf) / / / /
J7 Min (µdf) / / / /
J8 Max (µdf) +11000 +9670 / +4530
J8 Min (µdf) -20000 -20410 / -7470

R3 a Max (µdf) +13290 +18540 +25050 +9660
R3 a Min (µdf) -12670 -26080 sat > -52000 -11400
R3 b Max (µdf) +14270 +12470 +19990 +2278
R3 b Min (µdf) sat > -26000 -42730 -42770 -2585
R3 c Max (µdf) +11100 +19780 +22210 +2810
R3 c Min (µdf) -14560 -36380 -37510 -3990
R4 a Max (µdf) +15420 +10710 +12770 /
R4 a Min (µdf) sat > -26000 -17060 -27360 /
R4 b Max (µdf) +4250 +5610 +9890 /
R4 b Min (µdf) -4075 -17790 -24150 /
R4 c Max (µdf) +12780 +9240 +9650 /
R4 c Min (µdf) -6880 -17340 -16690 /

Tab. A.3: Résultats des jauges
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Annexe B

Implémentation du modèle

B.1 Modèle du pli

B.1.1 Description de la VUMAT

La loi matériau est implémentée dans Abaqus sous la forme d’une routine fortran
VUMAT. Les données matériau d’entrée sont au nombre de 24. Vingt paramètres
”purs” matériau donnés dans le tableau 2.2 du chapitre 2, et quatre paramètres de
retard. La routine est implémentée selon l’algorithme ci-dessous.

Calcul des déformations logarithmiques1 élastiques au temps t + ∆t :

ε
(t+∆t),e
log (11, 22, 33) et ε

(t+∆t),e
log (12, 23, 31)

Données d’entrées :
Déformations nominales au temps t : εt

nom(11, 22, 33) et εt
nom(12, 23, 31)

Incréments de déformations : ∆t→t+∆tε
t(11, 22, 33) et ∆t→t+∆tε

t(12, 23, 31)

Déformations logarithmiques inélastiques au temps t : ε
(t+∆t),in
log (22, 12

Equations :

εt+∆t
log (11, 22, 33) = log[(εt

nom(11, 22, 33) + 1) ∗ (∆t→t+∆tε
t(11, 22, 33) + 1)]

εt+∆t
log (12, 23, 31) = log[(εt

nom(12, 23, 31) + 1) ∗ (2 ∗∆t→t+∆tε
t(12, 23, 31) + 1)]

(B.1)

On soustrait alors les déformations inélastiques du temps t.

1Le modèle d’endommagement nécessite de connâıtre le tenseur de déformations totales. La
sommation des incréments de déformations doit se faire au niveau des déformations nominales,
mais le calcul des contraintes se fait ensuite au niveau des déformations logarithmiques
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Calcul de l’endommagement :

df et dm

Données d’entrées :
Contraintes au temps t : σt

Taux de restitution d’endommagement : Y 0
f et Y 0

m

Taux de restitution d’endommagement critique : Y c
f et Y c

m

Paramètres d’effet retard : τ f
c , af

ret, τm
c et am

ret

Equations :

Ydf
=

1

2

(σt
11)

2

E1(1− dt
f )

2

Ydm
=

1

2

(σt
22)

2

E2(1− dt
m)2

dt+∆t
f =

√

Ydf
− Y 0

f >+

Y c
f

dt+∆t
m =

√

Ydm
− Y 0

m >+

Y c
m

Endommagements avec taux limité :

dt+∆t
f = Min(dt

f +
∆t

τ f
c

[1− exp(−af
ret < dt+∆t

f − dt
f >+]; dt+∆t

f )

dt+∆t
m = Min(dt

m +
∆t

τm
c

[1− exp(−am
ret < dt+∆t

m − dt
m >+]; dt+∆t

m )

Endommagements simplifiés :

dt+∆t
f = dt+∆t

f

dt+∆t
m = dm = 1− (1− df )(1− dm)

Si dt+∆t
f ≥ 1 alors les contraintes sont mises à zéro, et l’érosion est activée. Sinon

on poursuit le calcule.
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Calcul des contraintes en élasticité en traction sens fibre :

σt+∆t

Données d’entrées :
Déformations au temps t + ∆t : ε(t+∆t),e

Matrice de souplesse directions principales :

K−1
p =







1

E1(1−dt+∆t
f

)

ν12

E1

ν13

E1

− 1

E2(1−dt+∆t
m )

ν23

E2

sym − 1

E3(1−dt+∆t
m )






(B.2)

Matrice de souplesse de cisaillement :

Kci
−1 =











1

G12(1−
√

dt+∆t
f

dt+∆t
m )

0 0

− 1

G13(1−
√

dt+∆t
f

dt+∆t
m )

0

sym − 1

G23(1−dt+∆t
m )











(B.3)

Equations :

σt+∆t = Kt+∆tε(t+∆t),e (B.4)

Résolution directe.

Calcul des contraintes en élasticité en compression sens fibre :

σt+∆t

Données d’entrées :
Déformations au temps t + ∆t : εt+∆t

Matrice de souplesse directions principales :

K−1
p =







1

E1(1−dt+∆t
f

)(1+γσ11)

ν12

E1

ν13

E1

− 1

E2(1−dt+∆t
m )

ν23

E2

sym − 1

E3(1−dt+∆t
m )






(B.5)

Matrice de souplesse de cisaillement :
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Kci
−1 =











1

G12(1−
√

dt+∆t
f

dt+∆t
m )

0 0

− 1

G13(1−
√

dt+∆t
f

dt+∆t
m )

0

sym − 1

G23(1−dt+∆t
m )











(B.6)

Equations :

σt+∆t = Kt+∆tε(t+∆t),e (B.7)

Dans ce cas on traite séparément les contraintes de cisaillement. On s’intéresse
au système :







ǫ
(t+∆t),e
11

ǫ
(t+∆t),e
22

ǫ
(t+∆t),e
33






=







1

E1(1−dt+∆t
f

)(1+γσ11)

ν12

E1

ν13

E1

− 1

E2(1−dt+∆t
m )

ν23

E2

sym − 1

E3(1−dt+∆t
m )











σt+∆t
11

σt+∆t
22

σt+∆t
33



 (B.8)

Résolution par l’algorithme de Newton :
On pose :





σt+∆t
11

σt+∆t
22

σt+∆t
33



 =







xσt+∆t
11

yσt+∆t
22

zσt+∆t
33






(B.9)

avec x, y, z tels que σt+∆t
11 , σt+∆t

22 , σt+∆t
33 soient solutions du système avec γ = 0.

σt+∆t
11 , σt+∆t

22 , σt+∆t
33 sont connus puisque calculés à l’étape précédente. On cherche

donc maintenant à déterminer x, y, z. En combinant les systèmes on aboutit à
l’équation :

x

1 + γxσt+∆t
11

+ b ∗ x + c = 0 (B.10)

avec :

b = −2 ∗ det ∗ E2 ∗ ν2
12 ∗ (1− dm) ∗ (1 + ν23)

c = −b− 1

det =
1

(1− df )E1(1− ν2
23)

On pose :

g(x) =
x

1 + γxσt+∆t
11

+ b ∗ x + c

On cherche la racine de cette fonction en écrivant :
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Tant que
g(x)

g′(x)
6= 0, x = x− g(x)

g′(x)

On initialise x à 0,5.

Une fois x déterminé, y et z s’obtiennent directement.

Calcul des déformations inélastiques :

εt+∆t
ir (22) et εt+∆t

ir (12))

Données d’entrées : Paramètres d’inélasticité : ain, R0, Rt(p).

Equations :
On calcule :

F =

√

(
σ12

(1− dm)
)2
12 + a2

in(
< σ22 >+

(1− dm)
+ < σ22 >−)2 −R(p)−R0

Si F < 0 alors le calcule est fini.
Sinon, on projète les contraintes sur le domaine d’élasticité :

σt+∆t
22 = σt+∆t

22 ∗ R(p) + R0
√

( σ12

(1−dm)
)2
12 + a2

in(<σ22>+

(1−dm)
+ < σ22 >−)2

σt+∆t
12 = σt+∆t

12 ∗ R(p) + R0
√

( σ12

(1−dm)
)2
12 + a2

in(<σ22>+

(1−dm)
+ < σ22 >−)2

On calcule alors la part inélastiques des déformations et on mets à jour le tenseur
de contraintes ainsi que les paramètres de plasticité.
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B.1.2 Vérification de l’implémentation

La bonne implémentation du modèle a été vérifiée par l’intermédiaire de tests uni-
taires présentés ci-dessous. Initialement on effectue une traction-compression sur un
élément 3D selon successivement chacune des directions principales. Le déplacement
imposé selon les directions principales est présenté figure B.1. La direction 1 est le
sens des fibres, la direction 2 correspond à la direction perpendiculaire aux fibres
dans le plan du stratifié. La direction 3 est la direction normale au plan du stratifié.
Les mêmes types de tests sont réalisés en cisaillement.

Fig. B.1: Cycle de déformations selon la direction 1

Dans ces tests unitaires, on s’intéresse à la forme des courbes contraintes-déforma-
tions. La figure B.2 montre une première phase de traction linéaire suivie d’une
compression non linéaire n’engendrant pas d’endommagement. Le chemin de char-
gement et de déchargement est le même. Un seconde phase de compression finit par
déclencher un endommagement. Le chemin de chargement et de déchargements en
compression sont différents.

Pour la direction 2 et le cisaillement, on applique les cycles présentés figure B.3
et B.4, qui aboutit à l’apparition d’un endommagement unilatéral pour la direction
2 (fig. B.5) (le chemin de chargement et de déchargement sont différents en traction
et identiques en compression), et à un endommagement bilatéral pour le cisaillement
(fig. B.6).
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Fig. B.2: Courbes contraintes(déformations) pour la direction 1.

Fig. B.3: Cycle de déformations selon la direction 2
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Fig. B.4: Cycle de déformations selon la direction 12.

Fig. B.5: Courbes contraintes(déformations) pour la direction 2.
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Fig. B.6: Courbes contraintes(déformations) pour la direction 12.

B.2 Modèle de l’interface

L’interface est implémentée sous la forme d’une routine fortran Vuinter. L’implémentation
est comparable à celle du pli. La bonne implémentation du modèle a été vérifiée par
l’intermédiaire de tests unitaires présentés ci-dessous. Il s’agit d’une traction alternée
entre deux éléments de coque 2D liée ar l’interface ci-dessus présentée en mode I et
en mode II (fig. B.7). Le déplacement à l’interface est présenté figure B.8. On ob-
serve sur la figure B.9 un endommagement unilatéral croissant avec le déplacement
en mode I jusqu’à rupture, et un endommagement bilatéral en mode II croissant
aussi jusqu’à rupture.

La figure B.10 montre le trajet suivi dans le plan contrainte déplacement pour
un déplacement imposé à l’interface, donné sur la figure B.11.
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Fig. B.7: Traction alternée en mode I et II

Fig. B.8: Déplacement à l’interface en fonction du temps en mode II

Fig. B.9: Contrainte à l’interface en fonction du déplacement relatif en mode I et
II
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Fig. B.10: Chargements en fonction des déplacements

Fig. B.11: Déplacement relatif des nœuds au cours du temps
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Annexe C

Modification du calcul de
l’endommagement de l’interface

On rappelle que le modèle d’interface choisi est :

ED =
1

2
[
< σ33 >2

−

k0
3

+
< σ33 >2

+

k0
3(1− di)

+
σ2

32

k0
2(1− di)

+
σ2

31

k0
1(1− di)

] (C.1)

avec :

di = [
< Y >+

Yc

]

Y (t) = supt≤τ [(Y
α
d3

+ (γ1Yd1
)α + (γ2Yd2

)α)
1

α ]

Yd1
=

1

2

σ2
31

k0
1(1− d1)2

Yd2
=

1

2

σ2
32

k0
2(1− d2)2

Yd3
=

1

2

< σ33 >2
+

k0
3(1− d3)2

Ces lois sont complétées par un taux d’endommagement limité, afin de tenir
compte de l’influence de la vitesse de sollicitation en mode II ([87]).

ḋi =
1

τc

(1− exp (ai < f (Y )− di >+ ) ) (C.2)

On a proposé dans le chapitre 3 que l’effet retard s’applique directement sur les
forces thermodynamiques afin qu’il ne s’applique pas au mode I selon :
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di = [
< Y >+

Yc

]

Y = Sup|t
√

Y 2
d3

+ γ1(Y ret
d1

)2 + γ2(Y ret
d2

)2

Ẏ ret
d1

=
1

τY
c

[exp(aY
i < ∆(

σ2
31

2K31(1−D1)2
) >+)]

Ẏ ret
d2

=
1

τY
c

[exp(aY
i < ∆(

σ2
32

2K32(1−D2)2
) >+)]

Yd3
=

σ2
33

2K3(1−D3)2

(C.3)

Vérifions que cette modification soit sans conséquence sur le mode II :
On se place dans le cas d’une sollicitation unitaire telle que :

Ẏ ret
d1

=
1

τY
c

[exp(aY
i < ∆(

σ2
31

2K31(1−D1)2
) >)]

Ẏ ret
d2

= 0

Yd3
= 0

Alors :

Ẏ = Sup|t(Ẏ ret
d1

)

Ẏ = Sup|t(
1

τY
c

[exp(aY
i < ∆(Y ) >+)])

ḋi = [
Sup|t( 1

τY
c

[exp(aY
i < ∆(Y ) >+)])

Yc

]

ḋi =
1

τY
c Yc

(

1− exp
(

aY
i < ∆(d)Yc >+

) )

ḋi =
1

τY
c Yc

(

1− exp
(

aY
i Yc < f (Y )− di >+

) )

(C.4)

En posant aY
i = ai

Yc
et τY

c = τc

Yc
, on retrouve l’expression de ḋ initiale.


