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Introduction

INTRODUCTION

Ce travail de these s’inscrit dans le cadre du développement des nouvelles énergies. Il s’agit de
I’étude des réservoirs de stockage d’hydrogéne a haute pression (700 bars). Cette étude s’ancre donc

dans un contexte sociétal particulier, et souléve des problématiques industrielles et scientifiques.
1. Contexte sociétal

Actuellement, les énergies fossiles représentent la majorité de I’énergie consommée sur terre.
Seulement 15% de I'énergie utilisée provient d’une autre forme d’énergie comme le nucléaire ou les

énergies renouvelables (Figure 1-1).

quadiillion Btu
20

20

130

1990 2000 2007 2015 2025 2035

Figure 1-1 : Evolution de la consommation d’énergie en fonction du type d’énergie [1]

Cette consommation d’énergie fossile en perpétuelle croissance doit étre maitrisée et est un des
enjeux sociétaux majeurs du 21°™ siécle.

En effet, les problemes environnementaux sont devenus une des préoccupations majeures de
I’'homme. La nécessité de réduire la consommation des matieres premiéres, ainsi que les probléemes
de réchauffement climatique ont conduit les industriels a axer leur développement sur des produits
plus responsables d’un point de vue environnemental. Les secteurs des transports et de I'énergie
sont des secteurs particulierement concernés. La dépendance aux produits pétroliers, ainsi que
I'amenuisement de ces ressources sont aussi une question cruciale dans la stratégie des industriels.
En effet, cette dépendance combinée a une augmentation importante des prix voire une pénurie du

pétrole est un risque majeur pour I'économie mondiale. Pour toutes ces raisons, le remplacement

des carburants fossiles par de nouvelles solutions fait partie des recherches majeures. Que ce soit
-1-
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dans le domaine de l'automobile et des transports, des engins de manutention, ou de
I'approvisionnement d’appoint en électricité, I'hydrogeéne est une des solutions envisagées.
L'hydrogeéne est une alternative aux carburants classiques qui présente un avantage important : il
n‘émet pas de gaz a effet de serre lors de son utilisation et apparait donc comme un axe de
développement a privilégier. Cependant, avant la commercialisation des solutions basées sur
I'utilisation d’hydrogene, des verrous technologiques sont a lever pour que les industriels puissent

proposer des solutions fiables et s(ires aux consommateurs.

2. Problématiques industrielles

2.1. Programme H2E : développement de la filiere hydrogene

Le programme H2E (Horizon Hydrogene Energie), qui représente un investissement global en
recherche et technologie de pres de 200 millions d’euros sur une durée de 7 ans, vise a construire
une filiere hydrogene-énergie durable et compétitive. L'effort de recherche et développement porte
sur chacun des maillons de la filiere. Il se focalise notamment sur le développement de technologies
innovantes pour la production d’hydrogene a partir d’énergies renouvelables, le stockage
d’hydrogéne, ainsi que I'industrialisation des piles a combustible. H2E contribue également a la mise
en place d'un cadre réglementaire adapté, et comprend un programme de démonstrations et
d’actions pédagogiques permettant a un large public de se familiariser avec ce nouveau vecteur
d’énergie propre. Une partie plus spécifique traite des systémes de stockage fixes ou mobiles. Une
solution envisagée consiste en des réservoirs composites bobinés hautes pressions.

Les recherches sur ces réservoirs sont pilotées en partenariat avec Air Liquide et Composites
Aquitaine. Différents points sont abordés dans cette étude (sous-lots). Un premier sous-lot est piloté
par Air Liquide et s’intéresse a I'étude des champs thermiques au sein des réservoirs de stockage
lors de leur remplissage tandis qu’un second piloté par Composites Aquitaine a pour but la définition
et la réalisation de ces réservoirs. En paralléle a mes travaux sur cette thématique, une thése, menée
par Emmanuel Ruffio [2], s’est déroulée a l'institut P’ au département Fluides, Thermique et
Combustion. Elle a pour but de caractériser les transferts de chaleurs au sein du composite, et
notamment les phénoménes de conduction orthotrope, a I'aide de la méthode flash laser. Ceci

constitue le contexte de ce travail de recherche.
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2.2. Stockage de I'hydrogéne

Le cahier des charges des réservoirs pour hydrogéne est en fait trés contraignant [3]: ils doivent
contenir suffisamment d’hydrogéne tout en restant compacts, étre relativement peu colteux et
présenter un temps de remplissage court.

Il existe différentes maniéres de stocker I’hydrogéne [4] : sous haute pression [5-7], sous forme
liquide cryogénique [8, 9], de maniére chimique [10], dans des mousses [11] ou piégé dans des
métaux tels que les hydrures [12, 13]. Le réservoir hyperbare est aujourd’hui le moyen le plus mature
afin de stocker I’hydrogéne. Il en existe quatre catégories :

e Type 1:Réservoirs entierement métalliques

e Type 2: Réservoirs métalliques renforcés par un enroulement composite sur la partie
cylindrique

e Type 3 : Réservoirs constitués d’une coque composite et d’un liner métallique

e Type 4 : Réservoirs constitués d’'une coque composite et d’un liner non travaillant

L'utilisation des réservoirs hyperbares se focalise principalement sur les réservoirs de type 3 et 4
grace aux trés fortes propriétés spécifiques du composite offrant ainsi une bonne tenue des
réservoirs tout en gardant une masse raisonnable. Pour une utilisation industrielle, ces réservoirs
doivent répondre a différents critéres (perméabilité, tenue a I'éclatement, tenue a la fatigue, ...), le
plus important étant la sécurité. La tenue des réservoirs est assurée grace aux propriétés mécaniques
élevées de la coque composite. Cependant, I'étanchéité ne peut étre seule assurée par cette coque
sans contrainte importante du point de vue conception. Cela entraine donc le développement d’un
design complexe [14] pour limiter les fuites : la solution multi-matériau semble étre la solution la plus
efficace et conduit a une structure composite combinée a un liner qui assurera le réle de barriere a

I’hydrogéne.
3. Problématiques scientifiques

Depuis plusieurs années, on peut voir 'augmentation des recherches sur les tubes et les
réservoirs en composite. Plusieurs études se sont focalisées sur les réservoirs haute pression de type
3 ou 4 qui ont une structure composite. Une partie d’entre elles a été réalisée en faisant appel aux
outils numériques de type éléments finis. Par exemple, Hu [15] utilise un modéle axisymétrique
thermomeécanique prenant en compte la décomposition de la résine et la perte des propriétés
mécaniques dans le but de prédire le comportement des réservoirs soumis a des sources de chaleurs
extérieures. Dans une autre étude, une simulation d’un réservoir bobiné est réalisée en prenant en

compte la variation de I'angle de bobinage en fonction de la position dans le réservoir [16]. Ces
-3-
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résultats numériques sont comparés a des tests de pressurisation avec de I'eau. La pression
d’éclatement d’un réservoir d’hydrogene est étudiée par Xu [17] a I'aide de différents critéres de
rupture tels que la contrainte max, Hoffman, Tsai-Wu et Tsai-Hill.

Dans le cas du stockage gazeux, le remplissage rapide d’un réservoir, élément clé du cahier des
charges, conduit a un chargement complexe. La montée en pression interne du réservoir entraine
une augmentation rapide des contraintes mécaniques, mais en plus, la température de I'hydrogéne
croft rapidement en raison de :

o |’effet Joule-Thomson négatif de I'hydrogéne. D’un point de vue général cet effet est un
phénomeéne qui conduit généralement a la diminution de la température lors de la
détente d’un gaz. Cependant, pour une pression donnée, une température d'inversion de
Joule-Thomson existe, au-dessus de laquelle I'expansion occasionnera une augmentation
de la température, et au-dessous de laquelle elle occasionnera une diminution de la
température du gaz. Pour la plupart des gaz au voisinage de la pression atmosphérique,
cette température d'inversion de Joule-Thomson est relativement élevée (nettement
supérieure a la température ambiante), et le gaz peut donc étre refroidi sous I'effet de
|'expansion. Cependant, dans les conditions atmosphériques standards, deux gaz,
I’hélium et I’'hydrogéne, ont un effet Joule-Thomson négatif [18, 19]. Par conséquence,
lors de la détente du gaz dans les dispositifs en amont de I'entrée d’un réservoir, la
température de I’'hydrogéne va donc augmenter. Cet effet a cependant une contribution
faible a l'augmentation de température qui est principalement due aux deux
phénoménes suivants.

e latransformation de I'énergie cinétique en énergie interne. En effet, dans les stations de
remplissage, I’hydrogene est stocké a une pression plus élevée que dans le réservoir. Lors
du remplissage, I'énergie cinétique du gaz est convertie en énergie interne.

e La compression du gaz dans le fond du réservoir. L’hydrogéne présent dans le réservoir
est comprimé en fond du réservoir du fait de I'introduction d’hydrogéne a plus haute
pression provenant de la station de remplissage.

On peut trouver, dans la littérature, différentes études sur I'augmentation de la température de
I’hydrogéne au sein d’'un réservoir pendant son remplissage [20-23]. Les différents parametres
influencant cette augmentation sont analysés a I'aide de réseaux de thermocouples qui permettent
de mesurer 'augmentation de la température de I’hydrogene au sein du réservoir. La température
au sein du réservoir dépend principalement de la vitesse de remplissage de celui-ci. Le temps de
remplissage étant un des critéres principaux du cahier des charges, on retrouve naturellement de

nombreuses recherches sur ce parameétre, et en regle générale, plus la vitesse de remplissage

-4-
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augmente, plus la température augmente au sein du réservoir. Pour satisfaire les consommateurs sur
le temps de remplissage, il semble donc nécessaire de bien contréler cette phase particuliére et de
mettre au point des procédures permettant le meilleur compromis entre échauffement et temps de
remplissage. De plus, les différentes études montrent que la température au sein du réservoir
dépend de la pression. Plus la pression initiale est élevée, plus 'augmentation de la température sera
faible (Figure 1-2).

D’autres parametres tels que le volume du réservoir, la conductivité du liner, la température
ambiante ou la position du réservoir sont aussi étudiés: lorsque le volume du réservoir ou la
conductivité thermique diminue ou lorsque la température ambiante augmente, alors la
température au sein du réservoir augmente. Barral et al [24] ont également montré que la position
du réservoir conduit a des évolutions de température différentes. Par exemple, un réservoir en
position verticale rempli de bas en haut conduit a des niveaux de température plus élevés qu’un
réservoir en position horizontale ou qu’un réservoir en position verticale rempli de haut en bas.

Les mesures expérimentales citées précédemment permettent aussi de valider des modeles qui

prédisent ces évolutions de température au sein du gaz.
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Figure 1-2 : Augmentation de température de ’hydrogéne gazeux mesurée expérimentalement en fonction de la pression
initiale dans le réservoir [20].

Ce phénomeéne d’augmentation de température du gaz au sein du réservoir est évidemment trés
important pour le dimensionnement des réservoirs hydrogéne haute pression. En effet,
I'augmentation de la température de I'hydrogéne se transfére au liner et au composite qui voient
leur température croitre et dans le méme temps, ils subissent une augmentation des sollicitations
mécaniques due a la montée en pression, ceci conduisant a un chargement thermomécanique

sévere. De plus, un réservoir de ce type va subir, dans toute sa vie, une succession de ces
-5-
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remplissages (12.000 remplissages sont prévus par la norme frangaise [25] et 12.500 remplissages
par le reglement européen pour les réservoirs embarqués H, [26]. Le réservoir va donc subir un
chargement de fatigue thermomécanique complexe. L'un des enjeux est d’évaluer I'influence de ce
chargement spécifique sur la tenue du réservoir. Cependant, I'appréhension fine du champ de
contraintes d{ au chargement thermomécanique au sein du réservoir demande une connaissance
approfondie du comportement de cette structure trés complexe. En plus, les normes automobiles
imposent la maitrise de la tenue du réservoir a des températures environnementales comprises
entre -40°C et 85°C (-40°C a 65°C pour la norme francgaise [25] et -40°C a 85°C pour le reglement
européen [26]).

Le chargement thermomeécanique du réservoir est complexe a cause des successions de
remplissage rapide et de vidange lente. En résumé, le chargement est composé d’une étape
transitoire ol la pression et la température augmentent rapidement et d’'une longue période ou la
pression et la température diminuent plus lentement mais a des échelles de temps différentes. Tres
peu d’études ont été réalisées sur les réservoirs d’hydrogene soumis a de la fatigue dans un tel cas
de chargement couplé et complexe. On peut citer par exemple Comond et al. [27] qui proposent une
méthode pour augmenter la durée de vie d’un réservoir de type lll avec un liner métallique.

D’un point de vue scientifique la difficulté vient de la superposition synchronisée de la
température et du chargement mécanique. Ce n’est pas de la fatigue classique. La température joue
un réle tres particulier car elle modifie influence le comportement de la résine et du liner et par
conséquence influence les mécanismes d’endommagement. Lorsque I'on passe a la structure réelle,
les difficultés sont d’autant plus aiglies que le champ de température est trés complexe avec des
gradients spatiaux et transitoires dépendant de la géométrie, des paramétres de remplissage et des
propriétés thermiques (conduction, convection).

Les questionnements abordés dans cette thése sont :

o Quel est le rOle de la température sur la tenue des matériaux constitutifs du réservoir ?
e Comment modéliser les mécanismes de dégradation dans un tel contexte ?
e Est-il possible d’élaborer des outils de prédiction de la tenue de structure de type

réservoir d’hydrogéne ?

4. Démarche

Pour répondre aux problématiques scientifiques posées, le préalable est de connaitre le plus

précisément possible le comportement des matériaux constitutifs des réservoirs envisagés. Il s’agit
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dans cette étude d’un liner polyuréthane et d’un composite carbone/époxy réalisé par enroulement
filamentaire. Une caractérisation de ces matériaux est donc nécessaire et celle-ci vise deux objectifs :
e appréhender au mieux les différents phénoménes mécaniques et thermiques
susceptibles d’apparaitre dans la coque du réservoir lors de son utilisation et notamment
durant le remplissage ;
e obtenir les différents parametres des lois de comportement thermomécanique
nécessaires a la mise en place d’'un modéle numérique du réservoir.

Dans le cadre de cette these, les essais de caractérisation ont été réalisés sur des plis
élémentaires du composite (0°, 90° et +45°) a différentes températures (-40°C, 25°C et 85°C). Ces
températures permettent de couvrir les températures prévues par les différents textes législatifs, et
les différentes orientations permettent d’analyser le comportement suivant les différentes directions
d’orthotropie et d’obtenir les différents parametres matériaux tels que la matrice élastique de
rigidité du composite, la thermo-dépendance des parametres matériaux, 'endommagement, les
déformations résiduelles et la viscosité. L'intérét est d’appréhender au mieux les différents
phénoménes.

A partir de ces résultats, une loi de comportement couplée prenant en compte au mieux les
phénomeénes est développée dans le but d’étre implantée dans le logiciel éléments finis Abaqus.

Si les essais sur les plis élémentaires permettent d’alimenter le modéle de comportement, ils ont
une portée limitée et il est essentiel de valider le modéle qui en découle, car un réservoir est soumis
a un chargement complexe (biaxial) qui peut générer des mécanismes spécifiques non appréhendés
lors des tests sur les plis élémentaires. Pour cette raison, une éprouvette technologique
représentative d’'un réservoir est développée dans le but de pouvoir valider le modele et étudier le
chargement thermomeécanique du réservoir sans mettre en ceuvre des essais sur réservoirs. Le
design de cette éprouvette a été congu de maniére a obtenir les mémes niveaux de contraintes
maximales et des états similaires a ceux supportés par le réservoir, mais aussi de maniéere a pouvoir
appliquer un chargement thermomécanique semblable a celui du réservoir. Cette éprouvette est
composée de deux parties : une partie composite représentant la coque du réservoir et une partie
polyuréthane représentant le liner et permettant le transfert du flux de chaleur dans le composite.
On pourra ainsi appliquer un chargement thermomécanique représentatif de ce que subit le
réservoir avec des niveaux de contraintes similaires et surtout un gradient thermique réaliste au sein
de I'éprouvette. La partie composite va pouvoir étre testée en réalisant différents essais de traction
et de fatigue a des températures de -40°C, 25°C et 85°C. Ces essais permettront de connaitre le
comportement du drapage représentatif a différentes températures. Enfin, le remplissage rapide

étant le cas le plus pénalisant et celui que le réservoir subira le plus souvent, I’éprouvette
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représentative sera testée en fatigue thermomeécanique (entre 25°C et 85°C) a l'aide d’un banc
d’essai permettant d’'imposer un flux d’air chaud sur la paroi du liner polyuréthane. Ce test permettra
d’évaluer la tenue de I'éprouvette représentative sous un chargement de fatigue thermomécanique
proche de celui du réservoir et ainsi s’approcher de la durée de vie du réservoir. La comparaison des
résultats d’essais avec les simulations Abaqus sur ces éprouvettes validera la loi de comportement
développée dans une configuration proche de celle du réservoir.

Pour démontrer le potentiel de cette loi, une simulation du réservoir est réalisée dans le but
d’établir I'état de contrainte complet d’un réservoir lors d’un chargement thermomécanique
représentatif d’'une phase de remplissage.

Cette theése sera donc articulée en quatre chapitres. Dans la premiére partie, les essais de
caractérisation réalisés sur les plis élémentaires seront présentés. On retrouvera I'étude préalable
sur la géométrie des éprouvettes, les moyens expérimentaux utilisés dans cette partie, ainsi que les
résultats des différents essais. Dans le deuxieme chapitre, la loi de comportement développée a
I'aide des essais réalisés dans la premiere partie sera détaillée. On trouvera dans cette partie une
présentation préalable des différentes lois de comportement de la littérature afin de positionner
notre approche. Le troisieme chapitre présentera les différents tests réalisés sur I'éprouvette
représentative ainsi que les simulations numériques de ces éprouvettes et les comparaisons réalisées
entre ces simulations et les essais. Le quatriéme et dernier chapitre présentera le modéle Abaqus du
réservoir ainsi que les résultats du modele. Une étude sur l'influence des différents parameétres
caractérisant le réservoir ou son remplissage y sera présentée afin de démontrer les potentialités de

I'outil développé.
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CHAPITRE 1

MATERIAUX CONSTITUTIFS DU RESERVOIR

Ce chapitre présente les résultats d’essais obtenus sur les différents matériaux constituant le
réservoir. Ainsi, le liner polyuréthane et le composite carbone/époxy ont été caractérisés afin
d’obtenir les données nécessaires a la réalisation d’'un modéle numérique thermomeécanique.

Des essais mécaniques et des essais calorimétriques ont été réalisés sur toute la plage de
température d’utilisation du réservoir. Ces essais permettent d’obtenir la capacité calorifique du
réservoir, la masse volumique et les différentes composantes du tenseur de rigidité. De plus ces
essais permettent de caractériser différents phénoménes non-linéaires tels que la plasticité,

I’endommagement et la viscosité.
1.1. Objectifs

Dans ce chapitre, les matériaux constitutifs du réservoir sont testés de différentes maniéres dans
le but :

o d’appréhender au mieux les différents phénomeénes mécaniques et thermiques
susceptibles d’apparaitre lors de I'utilisation et essentiellement lors du remplissage d’un
réservoir

o d’obtenir les différents parameétres et les différentes lois de comportement nécessaires a
la mise en place d’'un modéle thermomécanique du réservoir

Dans cette optique, différents essais sont réalisés sur le liner et sur des plis élémentaires de
composite carbone/époxy. Au préalable, des mesures de densité et des essais calorimétriques sont
réalisés sur le polyuréthane et sur le composite. Des essais mécaniques de tractions croissantes a
différentes températures (-40°C, 25°C et 85°C) sont réalisés sur des plis élémentaires d’orientation
0°, 90° et £45°. Dans le but d’éviter la problématique du procédé, les éprouvettes sont prélevées
dans de la matiere issue d’'un procédé de bobinage identique a celui du réservoir. Pour chaque
partie, les échantillons, les moyens expérimentaux et les protocoles utilisés sont présentés avant les

résultats et leurs analyses.
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1.2. Caractérisation physique

Dans cette partie seront présentées une étude sur la proportion de fibres par rapport a la
matrice et sur le taux de porosités au sein du composite ainsi que les mesures de densité de chaque

matériau.
1.2.1. Composite : Fibres, matrice et porosités

Les mesures de taux de fibres, de matrice et de porosités du composite sont réalisées a I'aide de
micrographies effectuées sur un microscope optique Reichert-Jung MEF3. La tranche des éprouvettes
testées a donc été polie avant les observations. Pour cela, une polisseuse Struers Rotopol 31 a été
utilisée avec des papiers abrasifs de granulométrie de plus en plus fine allant d’'une granulométrie de
320 jusqu’au spray diamanté de 1um. Les micrographies ainsi obtenues sont traitées a I'aide du
logiciel Photoshop qui permet d’isoler respectivement les fibres, la matrice et les porosités (Figure

1-1).

Figure 1-1 : Exemples de traitement Photoshop pour la mesure des taux de fibres, matrice et porosités dans un
composite carbone/époxy bobiné (pli a 90°)
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La fonction histogramme de Photoshop est utilisée pour évaluer le pourcentage de pixels de
chaque « couleur » et ainsi de connaitre le taux volumique de chaque constituant. Toutefois, il faut

noter que le seuillage entraine une sous-évaluation de la quantité de fibres.

On estime ainsi dans un pli a 90° du composite carbone/époxy :
e Un taux volumique de fibre de 50 %
e Un taux volumique de matrice de 36 %
e 14% de porosités
Ces valeurs montrent un taux de renfort dans le composite proche de celui obtenu par

enroulement filamentaire (60%-75%).

1.2.2. Densité

1.2.2.1. Principe de la mesure

La méthode de mesure de densité s’appuie sur le principe de la poussée d’Archimeéde. Il s’agit de
la force que subit un corps plongé dans un fluide : « Tout corps plongé dans un fluide, entierement
mouillé par celui-ci ou traversant sa surface libre, subit une force verticale, dirigée de bas en haut et
opposée au poids du volume de fluide déplacé ». Ainsi, en mesurant la masse du solide dans I'air,

M,, et sa masse immergée dans un fluide, M., la densité peut étre calculée par la relation suivante :
_ Mg X Dfluide

=— """ 4D
A(Ma_Me)+ “r

p

Eq. 1-1

A est un facteur correctif prenant en compte la poussée d’Archimede exercée sur le montage
(A=0.99983), D,;, est la densité de I'air, Dy, g €5t la densité du fluide.

D.i; et Dpude SONt dépendants de la température et de la pression atmosphériques et sont

déterminés a partir d’abaques.

1.2.2.2. Dispositif et Mesures

Les mesures s’effectuent a I'aide d’un dispositif expérimental qui s’adapte sur une balance

SARTORIUS dont la précision est de £0.001 mg (Figure 1-2).
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Figure 1-2 : Dispositif de mesure de densité

Le dispositif permet la mesure de la masse de I"échantillon dans I'air puis dans le fluide choisi.
Pour ces mesures, le fluide utilisé est de I'eau.
Les mesures réalisées permettent d’obtenir :
e La masse volumique du polyuréthane pp,=1180 kg/m’
e Lamasse volumique de composite carbone/époxy bobiné UD 90° pcomposite=1537 kg/m?

Ces valeurs seront utilisées dans le calcul par éléments finis.

La masse volumique du composite peut aussi étre calculée théoriquement par la relation :

Pc = VsPy + VmPm
Eq. 1-2
En utilisant les valeurs des taux de fibres et de matrice obtenues précédemment et les valeurs de
masses volumiques de la matrice époxy et des fibres de carbone, respectivement 1150 kg/m>et 1800
kg/m?, on retrouve une masse volumique de composite proche de celle mesurée par densité, bien
que légerement plus faible, ce qui peut s’expliquer par la sous-estimation du taux de fibres par

seuillage.
1.3. Caractérisation thermique

L'objectif des essais présentés dans cette partie est de déterminer les propriétés thermiques des
matériaux nécessaires a la mise en place d’un calcul thermomécanique. Plus précisément, des essais

de DSC vont permettre d’obtenir la capacité calorifique des différents matériaux. Les coefficients de
-12 -
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conduction des matériaux ont été déterminés par Emmanuel Ruffio [2] lors de sa thése au

Département Fluides, Thermique et Combustion de I'Institut P’ et seront repris ici.
1.3.1. Principe de fonctionnement de la DSC

La DSC (Differential Scanning Calorimetry) est une technique d’analyse thermique. Cette
technique permet de mesurer la différence d’échange de chaleur entre un échantillon a analyser et
une référence. Grace a cette technique, il est possible de déterminer les transitions de phase des
matériaux étudiés. Dans notre cas, il s’agit principalement de la transition vitreuse.

Lors d’un essai de DSC, deux capsules, 'une contenant I’échantillon a analyser, I'autre vide
servant de référence sont placées dans un four. La température au sein de celui-ci est augmentée a
vitesse constante. Cet essai consiste a mesurer, a I'aide d’'un thermocouple placé sous chaque
capsule, les flux de chaleur au-dessous des deux échantillons (Figure 1-3). L'inertie thermique de

I’échantillon a analyser entraine une différence entre ces deux flux de chaleurs.

Echantillon Four

N\ ¥

Capsule de
I’échantillon ]

Capsule de
référence

XN___ 7
N

Thermocouples

Figure 1-3 : Schéma du dispositif de la DSC.

Pour 1g de matiére analysée, le flux de chaleur est proportionnel a la vitesse de chauffage et le

facteur de proportionnalité correspond a la capacité calorifique Cp du matériau analysé (Eq. 1-3) :

dH _ . dT
dt ~ Pdt

Eqg. 1-3

Un essai de DSC va ainsi nous permettre de mesurer la capacité calorifique d’'un matériau.
Lors d’une transition thermique comme la transition vitreuse, la capacité calorifique de
I’échantillon varie, entrainant une variation de flux de chaleur mesuré. Cette variation indique alors

la température de transition vitreuse.
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Des essais DSC ont été réalisés avec une vitesse de chauffage de 10°C/min. Ces essais ont été
réalisés sur des échantillons de composite et sur des échantillons de polyuréthane avec une DSC
Texas Instruments Q2000 avec la technologie Tzero Avancée.

A la différence d’une DSC a flux de chaleur standard, la technologie Tzero possede un nouveau
capteur qui permet une double mesure de température ainsi qu’une indépendance thermique de
I’échantillon et de la référence.

Grace a ce nouveau capteur (Figure 1-4), la mesure des différences de résistance thermique et de
capacité thermique entre les plateformes échantillon et référence améliore la ligne de base et donc

la sensibilité.

Plateforme
Thermocouple

Plateforme

Figure 1-4 : Schéma de la cellule de DSC.

Dans ce travail, la technologie utilisée est la technologie Tzero Avancée. Cette technologie
comporte tous les avantages de la technologie Tzero auxquels se rajoute la prise en compte des
échanges thermiques a travers les creusets échantillon et référence. L'asymétrie due a la différence
de masse des creusets est donc éliminée, ce qui augmente encore la résolution et la sensibilité

(hauteur des pics).

1.3.2. Résultats

1.3.2.1. Composite

Des échantillons de composite d’environ 10mg ont été prélevés dans différentes plaques de
composite (plaques planes UD, plaques courbes UD et plaques courbes avec drapage représentatif).
La Figure 1-5 représente |’évolution de la capacité calorifique du composite en fonction de la

température.
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Figure 1-5 : Evolution de la capacité calorifique du composite en fonction de la température.

La dispersion observée est relativement faible (3 I'ambiante la capacité calorifique est de
8751100 J/(kg.°C)) et peut étre expliquée par la dispersion du taux de fibres au sein des échantillons
prélevés. Aucune différence significative n’est constatée entre les échantillons prélevés sur le bord
d’une plaque et au cceur de la plaque, ni entre plaques. La température de transition vitreuse est
déterminée sur cette courbe. Celle-ci est de 125°C. Une loi d’évolution pour la capacité calorifique
est déduite de ces courbes et sera ensuite utilisée dans le modele éléments finis. Une loi linéaire
entre -50 et 120°C peut suffire pour bien représenter I'évolution de la capacité calorifique en

fonction de la température (T en °C) :

Cp(T) = 3.91T + 732

Eq. 1-4

Le saut de capacité calorifigue di au passage de la transition vitreuse apparait a des
températures que le composite ne doit pas voir au cours d’'un remplissage rapide. De plus, ce saut de

capacité calorifique est masqué par la dispersion des mesures.
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1.3.2.2. Polyuréthane
De la méme maniere des échantillons de liner ont été testés par DSC afin de connaitre I'évolution

de la capacité calorifique en fonction de la température ainsi que la température de transition

vitreuse.
3
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Figure 1-6 : Evolution de la capacité calorifique du polyuréthane en fonction de la température.

Comme pour le composite, on observe sur cette courbe une tres faible dispersion entre les
échantillons prélevés. On observe, lors de la premiére chauffe, un pic endotherme a environ 50°C qui
traduit un vieillissement physique du matériau. La température de transition vitreuse est de 55°C, le
liner polymeére lors d’un remplissage passera donc dans un état caoutchoutique, du fait que la
température a l'intérieur du réservoir peut atteindre 85°C.

On remarque un effet trés important de la transition vitreuse sur la capacité calorifique du
polymére avec une augmentation de la capacité calorifique (environ 20%) lors du passage de la

transition vitreuse.

Pour le modeéle éléments finis, on utilisera, pour la capacité calorifique du polyuréthane, une loi

tabulée capacité calorifique-température issue de la courbe de 2°™ chauffe (Annexe 1).
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1.4. Caractérisation mécanique

Le but des essais présentés dans cette partie est de déterminer les propriétés mécaniques du
composite qui interviennent dans la modélisation du remplissage d’un réservoir, mais aussi
d’appréhender un maximum de phénomenes susceptibles de s’activer lors d’'un remplissage de

réservoir.
1.4.1. Présentation des essais réalisés

Les essais réalisés avec D. Vasconcellos pour caractériser le composite constitutif du réservoir
sont des essais de traction avec ou sans décharge et avec ou sans palier. Ces différents types d’essais
permettent de caractériser le comportement linéaire, plastique, endommageable et visqueux. De
plus, ces essais sont réalisés sur des éprouvettes présentant des orientations de fibres a 0°, 90° et
1+45°, permettant de cerner |'anisotropie du composite, et a trois températures (-40°C, 25°C et 85°C),
couvrant toute la plage d’utilisation du réservoir. Ces essais sont réalisés dans la mesure du possible
sur des éprouvettes prélevées directement dans des cylindres issus du méme procédé

d’enroulement filamentaire que le réservoir.

1.4.1.1. Géométrie des éprouvettes

Des portions de cylindres du matériau composite carbone/époxy, avec un rayon interne de 155
mm et une épaisseur de 3mm, ont été fournies par Composite Aquitaine. Ces trongons sont fabriqués
selon le méme processus de bobinage que pour les réservoirs bobinés (tension de fil et cycle de
cuisson similaires). Ces portions de cylindres ont été découpées selon I'axe longitudinal par découpe

au jet d’eau. La géométrie des éprouvettes ainsi réalisées est présentée dans la Figure 1-7.

- {CEEL

> X R=155 mm

A

250 mm

Figure 1-7 : Géométrie des éprouvettes courbes.

Ces éprouvettes ont été réalisées avec une orientation des fibres & 90° et & +45°par rapport a
I’axe de traction (axe X des éprouvettes).

Des calculs par éléments finis ont été réalisés a I'aide du logiciel Abaqus afin de déterminer
I'influence du rayon de courbure des éprouvettes. Des éprouvettes courbes de différents rayons (oo,

200 et 50 mm) ont donc été modélisées. La géométrie testée a une épaisseur de 3 mm, une longueur
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de 250 mm et une largeur de 20 mm. Les trois orientations étudiées (0°, 90° et +45°) ont été
modélisées. Une loi de comportement linéaire avec des parametres issus de la littérature pour un
matériau proche de celui étudié a été utilisée [28]. Les résultats sont comparés a un calcul analytique
de stratifié et montrent que le rayon de courbure n’a pas ou trés peu d’influence sur le champ de
contrainte des éprouvettes. On peut voir par exemple pour une éprouvette a +45° que la contrainte

de cisaillement est similaire quel que soit le rayon (Figure 1-8).

0
0 50 100 150 200 250

-20

mn Calcul Abaqus sur eprouvette courbe Ri=200mm
Calcul analytique sur plaque
s Calcul Abaqus sur eprouvette courbe Ri=50mm

-40 Calcul Abaqus sur eprouvette plate

-60

-80

Contrainte de cisaillement (MPa)

/ \

-120

Position (mm)

Figure 1-8 : Influence du rayon des éprouvettes sur la contrainte de cisaillement d’une éprouvette a +45°.

On retrouve par ailleurs un niveau de contrainte proche de celui obtenu a I'aide du calcul
analytique. Au final, les calculs EF montrent que le rayon de courbure des éprouvettes a tres peu
d’influence sur le champ de contrainte dans I'éprouvette et que I'utilisation d’éprouvettes courbes
ne posent pas de problémes vis-a-vis de lidentification de parametres matériaux. On observe
toutefois une sur-contrainte prés de I'endroit ol sont appliquées les conditions aux limites. Pour
atténuer ce phénomene lors des essais, on utilisera des talons collés aux éprouvettes.

Le montage des éprouvettes dans les mors de la machine se fait par I'intermédiaire de mors de
forme. L'objectif de ces pieces est d’épouser la courbure des éprouvettes afin d’assurer un serrage
homogéne de I'éprouvette. La forme des mors est donnée sur la Figure 1-9. Des talons en composite
verre/epoxy sont collés sur les éprouvettes a I'aide d’une colle résistant aux températures d’essais.
Des essais similaires ont déja été réalisés [29] sur des éprouvettes carbone / epoxy issues de plaques
courbes préendommagées par impact. La fixation de ces éprouvettes était assurée par une piece en
aluminium venant épouser la courbure. Ces pieces étaient cependant collées aux talons réalisés dans

la méme matiére que les éprouvettes.
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R=155 mm
R=158 mm

60 mm

60 mm
30k

Figure 1-9 : Mors de forme utilisés pour le serrage des éprouvettes courbes.

30 mm

Le processus de fabrication par bobinage ne permet pas de produire des cylindres avec une
orientation de 0°. Pour cette raison, des plaques de composite ont été réalisées en bobinant a 90° sur
un mandrin a faces planes. De cette maniére, il est possible d’obtenir des plaques planes permettant
d’extraire des éprouvettes prélevées dans la direction des fibres. Chaque plaque a été découpée en

douze éprouvettes d’une largeur de 20 mm, d’une épaisseur de 3 mm et d’une longueur de 250 mm.

250 mm

$3mm
<>

20 mm

Figure 1-10 : Géométrie des éprouvettes orientées dans la direction des fibres.

1.4.1.2. Chargement

Trois types de chargements ont été appliqués sur ces éprouvettes (Figure 1-11):
e Traction pure monotone quasi-statique
Ces essais de traction monotone jusqu'a rupture permettent de mesurer la contrainte et la
déformation maximales et a rupture, et, dans le domaine linéaire, de déterminer le module de
rigidité et le coefficient de Poisson. Les essais ont été pilotés en déplacement, a vitesse constante de
0,5 mm/min.
e Traction pure quasi-statique avec chargements répétés progressifs (CRP)
Ce type d’essai permet de caractériser la non-linéarité du matériau, en identifiant

I’endommagement ou la plasticité. Il s’agit d’un essai constitué d’une succession d’essais de traction
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dont la charge maximale croit progressivement. Ces essais ont été pilotés en déplacement, a des
vitesses de charge et décharge constantes de 0,5 mm/min.
e Traction pure quasi-statique avec chargements répétés progressifs avec palier
Il s’agit d’un essai de CRP auquel ont été ajoutés des paliers de maintien en force de 5 minutes a
chaque charge et chaque décharge. Ces essais permettent de caractériser le comportement visqueux
du composite et ont été réalisés sur les éprouvettes orientées a +45°.
Ces essais sont réalisés sur une machine de traction INSTRON 4505. Tous ces essais sont réalisés a

des températures de -40°C, 25°C et 85°C a I'aide d’une enceinte SERVATHIN.
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Figure 1-11 : lllustration des trois types d’essais de caractérisation mécanique réalisés.

1.4.1.3. Mesure de déformations

Une acquisition numérique du temps, de la force appliquée, du déplacement de la traverse de la
machine, des déformations longitudinale et transverse a été réalisée au cours des essais. La mesure
de la déformation longitudinale est réalisée soit a I'aide de jauges d’extensométrie, soit a I'aide d’'un
extensomeétre vidéo. La mesure de la déformation transverse est réalisée a l'aide de jauges

d’extensométrie.
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1.4.1.3.1. Jauges d’extensométrie

Au cours des essais, les déformations ont été mesurées avec des jauges d’extensométrie collées
sur les éprouvettes avec des colles adaptées pouvant supporter les déformations maximales
appliquées aux éprouvettes.

Les déformations locales, longitudinales et transversales, ont été mesurées par des jauges de
déformation dans le centre d’une face des éprouvettes (Figure 1-12). On a utilisé des jauges Vishay®
EA-06-125AD-120, avec 5% de limite de déformation, pour les éprouvettes orientées a 0° et 90°, et
les jauges Vishay® EP-08-250BG-120, avec 20% de limite de déformation, pour les éprouvettes

orientées a +45°. Les deux types de jauges supportent des températures entre —45° et +95° C.

Y

A

v
X

Figure 1-12 : Répresentation de la disposition des jauges sur I'éprouvette.

1.4.1.3.2. Extensometre vidéo

Un extensometre vidéo a aussi été utilisé pour mesurer la déformation globale, principalement
pour les éprouvettes orientées a 45°, car ces éprouvettes présentent une déformation non
uniforme et parfois un endommagement apparait a I'endroit olu les jauges sont collées, ce qui
provoque la perte de la mesure des jauges.

Le principe de fonctionnement de cette technique repose sur la mesure de la distance entre deux
marqueurs positionnés sur I'éprouvette. Un logiciel calcule, en temps réel, la variation de la distance
entre les centres de deux marqueurs circulaires enregistrée par une caméra numérique pendant
I’essai (Figure 1-13). Connaissant la distance initiale entre les deux capteurs, il est alors possible de

calculer la déformation en temps réel.
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Figure 1-13 : Photos capturées par la caméra numérique de I'extensométre vidéo.

1.4.2. Comportement mécanique des éprouvettes orientées a 0°

Ces essais vont permettre de mesurer les propriétés mécaniques E;; et uq,, respectivement le
module et le coefficient de Poisson, ainsi que la déformation et la contrainte a rupture dans la

direction des fibres, notées respectivement €,," et 044"

1.4.2.1. Comportement
Les éprouvettes a 0° ont subi des essais de traction jusqu’a rupture et des essais CRP. Il s’agit des
éprouvettes plates réalisées par enroulement filamentaire autour d’'un mandrin a faces planes. Sur la
Figure 1-14 sont représentées les courbes contrainte-déformation jusqu’a rupture des éprouvettes
testées. La Figure 1-15 présente la relation entre la déformation longitudinale &, et la déformation
transverse €,, Les courbes en pointillés représentent le dernier cycle d’un essai CRP, les courbes en

trait plein représentent un essai de traction.
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Figure 1-14 : Courbes contrainte/déformation pour les éprouvettes de composite carbone/époxy orientées a 0° pour

différentes températures.
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Figure 1-15 : Relation entre les déformations longitudinales et transversales pour les éprouvettes orientées a 0° pour

différentes températures.

Les éprouvettes présentent un comportement linéaire jusqu’a rupture. On peut donc déduire de

ces essais le module E;; ainsi que le coefficient de Poisson uy, par les relations :

Eyg =—
€11
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Eq.1-6

Les éprouvettes ayant été testées jusqu’a rupture, la déformation a rupture et la contrainte a

rupture sont présentées avec les modules E;; et les coefficients de Poisson vy, mesurés dans le

Tableau 1-1.
* ; essais ayant subi une rupture dans les talons (non pris en compte dans la contrainte et la déformation @ rupture moyennes)

Nom Température Ex (£ 0,1) GPa Vi, (£ 0,01) €' (£0,01)% o' (1) MPa
P-UDO-1 25°C 111,2 0,28 0,90%* 1006*
P-UDO-3 25°C - - - 1200 £ 50
P-UDO-4 25°C 110,8 0,29 0,65%* 728*
P-UDO-12 25°C 106,7 0,34 1,37% 1132
P-UDO-2 25°C 113,3 0,29 1,08% 1198
P-UDO-6 25°C 114,6 0,29 0,85%* 985*
Moyenne 25°C 111,3 0,30 1,22% 1177 £47
P-UDO-7 85°C 104,1 0,35 1,05% 1091
P-UDO-10 -40°C 111,4 0,26 1,24% 1412

Tableau 1-1 : Résultats des essais de traction sur les éprouvettes de composite carbone/époxy orientées a 0°.

Les essais montrent dans un premier temps que la température a trés peu d’influence sur les
propriétés mécaniques. En effet, le module d’Young varie trés peu quelle que soit la température. On
peut observer un léger effet de la température sur le coefficient de Poisson. Plus la température
augmente, plus ce coefficient est élevé. Cette évolution peut étre reliée a l'influence de la
température sur le comportement dans le sens transverse qui sera analysée dans la partie suivante.

Sur la Figure 1-14, on peut voir qu’'il y a tres peu d’effet d’un chargement CRP sur le
comportement des éprouvettes, il n’y a quasiment pas d’effet de plasticité et/ou d’effet de viscosité

dans la direction des fibres aux températures testées.

1.1.1.1. Endommagement

Les résultats des essais de CRP montrent une tendance a I'augmentation (environ 8,3% a la
rupture) de la rigidité du composite dans la direction 11, qui n’est pas influencée par la température
(Figure 1-16). Cette augmentation peut étre expliquée par un alignement des fibres selon la direction
de charge. La déformation résiduelle n’est pas mesurable, car elle présente des valeurs tres faibles

par rapport a la déformation a rupture d’environ 1%.
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Figure 1-16 : Variation du module E,; en fonction de la déformation.

Ainsi, 'augmentation du module et le comportement linéaire fragile suggerent qu’il n’y a pas

d’endommagement progressif de I'éprouvette orientée a 0°.

1.4.2.2. Rupture

Les ruptures des éprouvettes dont les fibres sont orientées a 90° présentaient généralement un
phénoméne de splitting et une rupture pres des mors (Figure 1-17). La contrainte a rupture obtenue
dans le sens des fibres est ainsi relativement faible comparée a celle couramment obtenue sur ce

type de matériau (1500 a 2000 MPa).

Figure 1-17 : Exemples de ruptures des éprouvettes de composite carbone/époxy orientés a 0° pour un essai de traction a
25°C.

1.4.2.3. Conclusions

La loi de comportement est élastique linaire avec un module d’Young de 113,4 GPa et un

coefficient de Poisson de 0,30 a 25°C, 0,26 a 85°C et 0,35 a -40°C.
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La contrainte a rupture obtenue est d’environ 1176,6 MPa, relativement plus faible que les
valeurs couramment trouvées sur ce type de matériau (1500 — 2000 MPa).
Les essais de traction avec cycles de charge et décharge ont montré qu’il n'y a pas

d’endommagement mesurable pour I'orientation a 0 degré des fibres.
1.4.3. Comportement mécanique des éprouvettes orientées a 90°

Ces essais vont permettre de mesurer les propriétés mécaniques E,, et u,;, respectivement le
module et le coefficient de Poisson, ainsi que la déformation et la contrainte a rupture, notées

respectivement &,," et 05,".

1.4.3.1. Comportement
Dans cette partie, deux types d’éprouvettes seront testés: les éprouvettes plates, issues du
bobinage sur un mandrin a faces planes et les éprouvettes courbes directement prélevées dans un
cylindre bobiné.
Les éprouvettes a 90° ont subi des essais de traction jusqu’a rupture et des essais CRP. Sur la
Figure 1-18 sont représentées les courbes contrainte-déformation jusqu’a rupture des éprouvettes
plates. La Figure 1-19 présente les courbes contrainte-déformation jusqu’a rupture des éprouvettes

courbes.
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Figure 1-18 : Courbes contrainte/déformation a 25°C pour les éprouvettes plates de composite carbone/époxy bobiné
orientées a 90°.
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On peut voir que le comportement des éprouvettes plates présente une dispersion tres
importante des résultats. Ce phénomene est principalement associé aux porosités présentes dans le
matériau. Ces porosités sont inhérentes au processus de fabrication sur mandrin a faces planes et

traversent les éprouvettes en suivant la direction des fibres (Figure 1-21).
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Figure 1-19 : Courbes contrainte/déformation pour les éprouvettes courbes de composite carbone /époxy bobiné
orientées a 90° pour différentes températures.

Les éprouvettes courbes présentent un comportement élastique linéaire similaire aux
éprouvettes plates, mais légérement plus rigide et moins variable, d0 au nombre plus faible et a la
taille moindre des porosités. On constate que la température influence la rigidité selon la direction 2

(Figure 1-19).
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Figure 1-20 : Relation entre les déformations longitudinales et transversales pour les éprouvettes plates orientées a 90°.
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La mesure des coefficients de Poisson, que ce soit pour les éprouvettes plates ou pour les

éprouvettes courbes n’a pas été possible. La haute résistance des fibres de carbone a la compression

entraine de tres faibles déformations dans la direction 11 par effet Poisson. De plus les porosités

engendrent des contraintes a rupture relativement faibles. Ainsi dans cette direction, les

déformations dans la direction Y sont tres faibles (Figure 1-20) et n'ont pas pu étre relevées. L’effet

Poisson est donc trés peu marqué et n’a pas pu étre mesuré.

On peut donc déduire de ces essais le module E,, par la relation :

022
Eyp =—
€22

Eq. 1-7

Les éprouvettes ayant été testées jusqu’a rupture, la déformation a rupture et la contrainte a

rupture sont présentées avec les modules E,, mesurés dans les Tableau 1-2 et Tableau 1-3.

* : rupture prématurée due a la présence d’un défaut au niveau de la zone rompue (non pris en compte dans la contrainte et la déformation a rupture moyennes)

Nom E,(+0,1) GPa £ (£0,01) % 0y (£0,1) MPa
P-UD90-1 6,3 0,24% 15,0
P-UD90-11 5,8 0,23% 13,3
P-UD90-5 5,4 0,09%* 4,8*
P-UD90-8 4,6 0,12%* 5,5%
Moyenne 5,5 0,24% 14,1 1,2

Tableau 1-2 : Résultats des mesures des éprouvettes de composite carbone/époxy bobiné plates orientées a 90°.

Nom Température E,(+0,1) GPa £, (+0,01) % o, (£ 0,1) MPa
C-UD90-3 25°C 7,7 0,20% 15,5
C-UD90-4 25°C 6,7 0,26% 17,3
Moyenne 25°C 7,2 0,23% 16,4 1,3
C-UD90-5 85°C 6,0 0,20% 12,2
C-UD90-6 85°C 5,9 - 13,3
Moyenne 85°C 5,9 0,20% 12,7 +0,8
C-UD90-7 -40°C 7,9 0,23% 18,5
C-UD90-8 -40°C 7,7 0,25% 19,6
Moyenne -40°C 7,8 0,24% 19,0 +0.6

Tableau 1-3 : Resultats des mesures des éprouvettes de composite carbone/époxy bobiné courbes orientées & 90°

On peut voir dans le Tableau 1-2 que la présence d’un défaut de trés grande taille entraine une
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diminution du module de I'ordre de 15 %. En effet, si 'on observe la Figure 1-21, on peut voir que le
défaut représente environ 15 % de la section, ce qui peut expliquer la chute de module de 15% et
une contrainte a rupture plus faible due aux fortes concentrations de contraintes dans cette zone. Le
Tableau 1-3 montre un module plus élevé a 25°C pour les éprouvettes courbes que pour les

éprouvettes plates, qui peut s’expliquer par leur plus faible taux de porosités. De plus, on peut voir
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I'influence de la température sur le comportement en traction transverse : le module et la contrainte
a rupture augmentent quand la température diminue. On peut voir des augmentations de 8% du
module transverse et de 16 % de la contrainte a rupture quand la température passe de 25°C a -40°C
ainsi que des diminutions de 18% du module transverse et de 23 % de la contrainte a rupture quand

la température passe de 25°C a 85°C.

1.4.3.2. Endommagement

Lors des cycles de charge-décharge des essais de CRP sur les éprouvettes a 90°, la déformation
résiduelle reste nulle et le module ne change pas au cours du chargement. Le matériau ne présente

donc pas d’endommagement progressif capable d’affecter le module macroscopique.

1.4.3.3. Rupture

La rupture est transversale, selon un plan paralléle au plan YZ (Figure 1-22). Au niveau de la
rupture, il semble que les fibres soient « séches », c’est-a-dire qu’il y a peu de résine pour lier les
fibres. Ceci est di a la haute concentration de fibres engendrée par ce processus de fabrication
(Figure 1-23).

De plus, on observe généralement la rupture dans une zone dense en porosités ou dans une zone

contenant une porosité de taille importante (Figure 1-21).

Figure 1-22 : Photo d’une éprouvette courbe de composite carbone/époxy bobiné rompue.
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Figure 1-23 : Photo des fibres au niveau de la rupture d’une éprouvette de composite carbone/époxy bobiné courbe.

1.4.3.4. Comparaison avec la résine époxy seule

On trouve dans la littérature que la résine époxy seule a un comportement élasto-plastique
(Figure 1-24). Le module d’Young du domaine élastique est de 3,4 GPa, donc moins rigide que la
direction 22 du composite. Par contre, la contrainte et déformation a rupture sont d’environ 75 MPa

et 6,6%, donc assez supérieures aux valeurs mesurées pour la direction transverse du composite.
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Figure 1-24 : Courbes contrainte/déformation de la résine époxy a 20°C [30].

On voit donc que la présence des fibres permet d’augmenter la rigidité du composite dans la

direction 22 par rapport a la résine seule, mais augmente aussi beaucoup sa fragilité.
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1.4.3.5. Conclusions
La loi de comportement dans la direction transverse aux fibres est élastique linéaire. Le module
E,, dépend de la température et les valeurs sont :
-40°C: E; =7,8 GPa
25°C: Ep = 7,2 GPa
85°C: E» =5,9 GPa
Bien que non mesurables directement, les coefficients de Poisson v,, peuvent étre calculés par

la relation :

Eq.1-8
On obtient les coefficients de Poisson suivants :
-40°C: v,, = 0,018
25°C: v,, = 0,019

85°C: v,, ~ 0,020

Les contraintes a rupture sont aussi dépendantes de la température avec les valeurs suivantes :
-40°C : 05, =19 MPa
25°C: 05, =16.4 MPa
85°C: 0y, =12.7 MPa

1.4.4. Comportement mécanique des éprouvettes orientées a +45°

Ces essais vont permettre de mesurer le module de cisaillement G, ainsi que la déformation et
la contrainte a rupture, notées respectivement €;," et o4,". Ils vont aussi permettre d’appréhender les

phénoménes apparaissant en cisaillement tels que 'endommagement, la plasticité et la viscosité.

1.4.4.1. Comportement

Les éprouvettes a +45° sont des éprouvettes courbes prélevées dans un cylindre réalisé par
enroulement filamentaire. Ces éprouvettes ont subi des essais de traction a rupture et des essais CRP
avec et sans paliers. Lors de ces essais, les déformations sont suivies a l'aide de jauges
d’extensométrie et par extensometre vidéo. A partir des mesures des déformations longitudinales et

transverses des jauges, il est possible de remonter a la déformation de cisaillement :
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2815 = Exx — &yy
Eq. 1-9
De la méme maniére, la contrainte appliquée a I'éprouvette permet de calculer la contrainte de
cisaillement :

o _ Oxx

12= 5
Eq. 1-10
Pour les essais de traction jusqu’a rupture des éprouvettes orientées a +45°, les courbes
contrainte-déformation pour les trois températures testées sont tracées sur la Figure 1-25. On
remarque que les déformations mesurées par jauges d’extensométrie et par extensomeétre vidéo

sont similaires. La technique de mesure de la déformation n’a donc pas d’influence sur les résultats.
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Figure 1-25 : Courbes contrainte/déformation de cisaillement pour les éprouvettes de carbone/époxy bobiné orientées a
+45° pour trois températures (extensométre vidéo en pointillé et jauges en trait plein).

La loi de comportement en cisaillement est non-linaire et présente une dépendance importante
a la température (Figure 1-25). On peut aussi remarquer que I'enveloppe des essais CRP est similaire

a celle des essais en traction (Figure 1-26), les phénomeénes physiques se développant dans les essais

CRP sont de méme nature qu’en traction monotone.
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Figure 1-26 : Courbes contrainte/déformation de cisaillement pour toutes les éprouvettes C-UD45 (traction simple et CRP
sans les boucles).

Le module de cisaillement peut étre obtenu a partir du domaine linéaire de ces courbes par la

relation :

Eq. 1-11

Les mesures des modules de cisaillement obtenues a partir de ces courbes sont données dans le

Tableau 1-4.

Nom Température Gy, (MPa)
C-UD45-5 25°C 4150
C-UD45-9 25°C 4111

C-UD45-10 25°C 3990
Moyenne 25°C 4084 +83
C-UD45-3 85°C 3150
C-UD45-6 85°C 3318
C-uD45-7 85°C 3284
Moyenne 85°C 3251 +89
C-UDA45-2 -40°C 4481
C-UD45-4 -40°C 4610
C-UDA45-8 -40°C 4647
Moyenne -40°C 4579 +87

Tableau 1-4 : Resultats des mesures des éprouvettes orientées a $45°.

La Figure 1-27 montre I'évolution du module de cisaillement en fonction de la température. On

observe une chute de module de cisaillement supérieure a 20% entre un essai a température

-33-



Matériaux constitutifs du réservoir

ambiante et un essai a 85°C. De la méme maniére, on observe une augmentation de 12% du module

de cisaillement entre 25°C et -40°C.

5000
4500
£
=5
- 4000
|
=
£
-
=
g
s 3500
2
=]
L
<
2 3000
=5
©
o
=
2500
2000
-60 -40 -20 0 20 40 60 80 100
Température (°C)

Figure 1-27 : Evolution du module de cisaillement initial avec la température pour le composite carbone/époxy bobiné.

En premiére approximation, une thermo-dépendance linéaire du module de cisaillement Gy, sera

prise en compte dans la modélisation par éléments finis.

1.4.4.2. Endommagement

L'endommagement est caractérisé a partir d’essais CRP réalisés en isotherme a chaque
température (-40°, 25°C et 85°C). On peut voir sur la Figure 1-28, les courbes contrainte-déformation
des éprouvettes orientées a +45° pour les essais de CRP.

On observe, en plus du comportement non linéaire et tres fortement thermo-dépendant, la
présence de boucles d’hystérésis caractéristiques de la viscosité. Ces boucles sont d’autant plus
ouvertes que la température ou que la contrainte appliquée est élevée. En premier lieu, pour
caractériser I'évolution de 'endommagement, des mesures de déformation résiduelle €, en fin de
décharge et des mesures du module sécant G; sont réalisées a chaque cycle comme décrit sur la

Figure 1-29.
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Figure 1-28 : Courbes contrainte-déformation des éprouvettes orientées a +45° pour les essais de CRP.
On peut constater que les déformations résiduelles présentent une relation a peu pres linéaire

avec la déformation totale. Les déformations résiduelles sont d’autant plus importantes que la

température d’essai est élevée (Figure 1-30).
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Figure 1-29: Mesure des modules sécants de cisaillement et des déformations résiduelles au cours d’un essai CRP sur un
composite carbone/époxy bobiné a +45° a 25°C.
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Figure 1-30 : Relation entre la déformation résiduelle et la déformation totale pour les composites carbone/époxy
bobinés a +45° pour les trois températures testées.

La Figure 1-31 présente I'évolution du module sécant de cisaillement en fonction de la
déformation résiduelle a -40°C, 25°C et 85°C. On observe une chute rapide du module sécant lorsque
la déformation résiduelle augmente. Celui-ci décroit jusqu’a une valeur seuil d’environ 1000 MPa,
quelle que soit la température. Cette valeur décroit juste plus rapidement quand la température est
plus faible. Ce phénomene peut s’expliquer par une matrice plus rigide et plus fragile a faible

température du fait d’'une température plus éloignée de sa température de transition vitreuse.
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Figure 1-31 : Evolution du module sécant en fonction de la déformation résiduelle a -40°C, 25°C et 85°C pour le composite
carbone/époxy bobiné & +45°.
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Les essais CRP ont permis de mettre en évidence un endommagement progressif du composite
en cisaillement et de fortes déformations résiduelles, qui seront pris en compte dans la modélisation
par éléments finis, mais aussi la présence de viscosité. Des essais complémentaires sont réalisés pour
analyser le comportement visqueux du composite en cisaillement en tentant de le différencier de

I’endommagement, ce qui n’est pas simple et constitue une voie de recherche en tant que tel.

1.4.4.3. Viscosité

En complément des essais CRP classiques, des essais CRP avec des paliers de 5 minutes a chaque
charge et a chaque décharge (Figure 1-32) ont été réalisés.

Les déformations relevées a l'aide des jauges d’extensométrie permettent d’obtenir les courbes
contrainte-déformation pour chaque température d’essai isotherme (-40°C, 25°C et 85°C). Par
exemple, la Figure 1-34 présente la courbe contrainte-déformation pour un essai CRP avec palier a

85°C.
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Figure 1-32 : Evolution de la force et du déplacement pour un essai CRP avec palier sur le composite carbone / époxy
bobiné a $45°.
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40

0.08

Figure 1-33: Exemple de courbe contrainte déformation (CRP avec palier) & 85°C sur composite carbone/époxy bobiné a
+45°,

On peut voir sur la Figure 1-33 I'augmentation de la déformation lors d’un palier ou la contrainte
est non nulle (fluage) et la diminution de la déformation lors d’un palier ou la contrainte est nulle
(recouvrance). On notera ¢, la déformation au début du palier de charge, &, la déformation a la fin
du palier de charge, €. la déformation au début du palier de décharge et ¢4 la déformation a la fin du
palier de décharge.

La Figure 1-34 présente le taux d’augmentation de la déformation lors d’un cycle : §¢/8a, ou
8¢ = &4, — €4;_, est 'augmentation de déformation entre la fin du cycle étudié et la fin du cycle
précédent et §o = 0; — 0;,_4 est I'augmentation de contrainte entre le cycle étudié et le cycle
précédent. On peut voir sur ce graphique que la température joue un role majeur: plus la
température augmente, plus la déformation augmente lors d’un cycle. On remarque aussi une
augmentation brutale de la déformation a partir d’un certain niveau de contrainte. Cette
augmentation correspond principalement au point d’inflexion de la courbe contrainte-déformation

qui apparait plus tét pour une température élevée.
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Figure 1-34 : Augmentation de la déformation pour chaque cycle en fonction de la contrainte pour le composite
carbone/époxy bobiné & +45° pour trois températures.

En s’intéressant plus particulierement a la déformation créée pendant le palier, on peut voir sur
la Figure 1-35 qu’elle croit avec la contrainte appliquée et avec la température. On retrouve la

signature visqueuse classique sous fluage.
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Figure 1-35 : Augmentation de la déformation €}, — £, lors d'un palier en charge en fonction de la contrainte appliquée
lors du palier pour le composite carbone/époxy bobiné & +45° pour trois températures.
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De la méme maniere que la déformation augmente lors d’'un palier en charge, la déformation

diminue lors d’un palier a charge nulle (Figure 1-36) avec une ressemblance cohérente.
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Figure 1-36 : Diminution de la déformation €. — &g lors d'un palier a charge nulle en fonction de la contrainte maximale
du cycle pour le composite carbone/époxy bobiné a +45° pour trois températures.

Cependant, la recouvrance lors d’'un palier a charge nulle est beaucoup plus faible que
I'augmentation de la déformation dans le palier en charge du méme cycle (par exemple, a 85°C, la
déformation recouvrée lors du dernier cycle est de 0,5% contre une augmentation de déformation

de 1,1%). Pour essayer de différencier « grossierement » |'effet de 'endommagement de celui de la

o S G
viscosité, nous allons comparer la perte d’inclinaison de la boucle 1 — = dans les cas de CRP avec et
0

sans paliers.
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Figure 1-37 : Evolution de 'endommagement lors d'un chargement avec palier pour un composite bobiné a +45°.

La Figure 1-37 présente I"évolution de I'endommagement lors d'un chargement avec palier. On
retrouve sur cette figure que 'endommagement lors d’un chargement avec palier est plus rapide
lorsque la température augmente. L'endommagement apparait a partir d’'un niveau de charge
d’environ 30% a 40 % de la contrainte a rupture selon la température. La comparaison de cet
endommagement dans le cas de chargements CRP avec et sans paliers est réalisée sur la figure 1-38.

On note toujours l'influence de la température sur I'évolution de I'endommagement, cependant,

quelle que soit celle-ci, le paramétre 1 —Gi ne dépend pas du type de chargement. Le module
0

sécant mesuré a la fin d’un palier a une contrainte donnée est tres proche de celui mesuré pour un
chargement CRP sans palier a la méme contrainte. En approximation grossiére, nous considérons,
pour ce drapage simple £45°, que I'’endommagement n’évolue pas lors du palier puisque le module

sécant ne varie pas lors d’'un maintien en charge.
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Figure 1-38 : Comparaison de I'évolution de I'endommagement pour des CRP avec et sans paliers sur un composite
carbone/époxy bobiné a +45° aux trois températures testées

1.4.4.4. Rupture
La rupture des éprouvettes orientées a +45° est une rupture par cisaillement inter et intra-

laminaire (Figure 1-39).

Figure 1-39 : Photo de la rupture d’une éprouvette de composite carbone/époxy bobiné orientée a +45° en traction a
25°C.

1.4.4.5. Conclusion

Le comportement en cisaillement du composite carbone/époxy bobiné est élasto-visco-plastique
et endommageable. Le module G, dépend de la température et les valeurs utilisées dans la

modélisation par éléments finis sont :
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-40°C: Gy, =4.58 GPa
25°C: Gy, = 4.08 GPa
85°C: Gy, =3.25GPa
Les essais CRP ont montré le caractére endommageable du matériau en cisaillement. L’évolution
du module de cisaillement en fonction de la déformation résiduelle sont des données qui doivent
permettre de modéliser par éléments finis cet endommagement par la perte de rigidité du composite
en cisaillement et la déformation résiduelle qui en résulte.
Des essais avec paliers ont mis en évidence un effet visqueux non négligeable en cisaillement

gu’il était plus difficile a intégrer dans le modéle dans la durée de ce travail. Des travaux sont

cependant en cours pour intégrer la viscosité dans ce modele.

1.5. Bilan

Dans cette partie, les différents essais de caractérisation ont été décrits. lls permettent d’avoir
une connaissance des matériaux constitutifs des réservoirs d’un point de vue physique, thermique et
mécanique.

Des mesures de densitométrie ont permis de mesurer la masse volumique de chaque
constituant. Une étude micrographique a permis de déterminer une premiere approximation du taux
de fibres, de matrice et de porosités au sein du composite carbone/époxy orienté a 90°.

Les températures de transition vitreuse de la partie polymére en polyuréthane (55°C) et de la
partie composite carbone/époxy (125°C) ont été mesurées par DSC en méme temps que I’évolution
de la capacité calorifique en fonction du temps nécessaire a la mise en place d’un modele
thermomeécanique.

Une caractérisation mécanique du pli unidirectionnel du composite de carbone/époxy bobiné a
ensuite été présentée. Il a été montré le caractere élastique et fragile du composite en traction dans
la direction des fibres et dans la direction perpendiculaire aux fibres et un caractere élasto-visco-
plastique endommageable en cisaillement. L'influence de la température a aussi été mise en
évidence lors de ces essais. Les modules d’élasticité, les coefficients de Poisson et les caractéristiques
a rupture (g, et o,) ont été mesurés a I'aide de jauges d’extensométrie ou d’un extensometre vidéo
lors d’essais de traction jusqu’a rupture. Des essais de CRP avec et sans paliers ont permis de

caractériser 'endommagement et la viscosité du composite.
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CHAPITRE 2

LOI DE COMPORTEMENT ET MODELISATION

Ce chapitre présente tout d’abord dans un contexte assez général le comportement et les
principaux phénomenes observables dans les composites ainsi que les différentes lois de
comportement et les différents modeéles d’endommagement principalement utilisés pour les
matériaux composites dans la littérature. Ces lois de comportement ont été développées pour les
composites stratifiés. Le composite de cette étude est un composite bobiné qui présente certaines
spécificités. Des études de modélisation réalisées sur ce type de composite sont donc présentées.

Dans un second temps, le développement d’une loi de comportement pouvant étre facilement
transférable a une structure complexe tel que le réservoir et prenant en compte la non-linéarité,
I’endommagement matriciel, la perte de rigidité progressive en cisaillement, ainsi que la dépendance
thermique des parameétres matériaux est détaillé.

Enfin, les lois de comportement utilisées pour le liner polymeére et 'acier des embases sont
présentées.

Remarque générale : L'objet de ce travail est d’élaborer des outils de modélisation transférables
dans lindustrie. Les développements des lois seront nécessairement limités afin d’étre

pragmatiques. Cependant, nous tenterons de représenter le plus finement possible les phénomenes.

2.1. Modélisation du comportement du composite

2.1.1. Modélisation du comportement mécanique

Les essais de caractérisation présentés au chapitre 1 ont montré que le composite carbone /
époxy bobiné présente un comportement élasto-visco-plasto-endommageable anisotrope avec une
forte dépendance a la température en traction transverse et en cisaillement. Dans un premier temps,
une étude bibliographique est menée pour mieux expliciter le comportement des composites étudiés
dans la littérature et leurs modélisations par éléments finis seront présentées. Dans un second
temps, sera présenté le développement de la loi de comportement qui sera introduite dans le

modeéle du réservoir.
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2.1.1.1. Généralités sur le comportement mécanique des composites

2.1.1.1.1. Elasticité

Dans cette partie, le repere utilisé sera le repére du pli composite avec la direction 1 qui est la
direction parallele aux fibres (Figure 2-1). La direction 2 correspond a la direction transverse dans le
pli et la direction 3 correspond a la direction transverse perpendiculaire au pli.

z

A

I /2 Y

Figure 2-1 : Repéres du pli composite.
Les matériaux composites ont un comportement mécanique qui suit des lois de comportements

anisotropes 3D. La relation de comportement de base (élasticité linéaire) entre les déformations et

les contraintes s’écrit :

€117 0117
€22 022
€33 033
€23 023
&13| = [Sijkl] 013
€12 012
€32 032
€31 031
LE21 LO21

Eq. 21

avec [S;j;] la matrice de souplesse.

Cette relation peut étre simplifiée du fait de la symétrie des contraintes et des déformations :

O =0y = Sijkl = Sijlk
Eq. 2-2
& =€ = Sjw =S

Eqg. 2-3
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2.1.1.1.2. Viscosité

Lors des essais de caractérisation, le comportement visqueux du composite a été mis en
évidence. Il semble que la déformation visqueuse ne soit pas entierement récupérée. Ce phénomene
pose donc un probleme : par quelle approche décrire le comportement des composites ? La
viscoélasticité est un comportement matériau qui peut étre non linéaire. Ses caractéristiques
principales sont sa dépendance au temps et I'absence de déformation résiduelle permanente. Au
contraire, la viscoplasticité entraine une déformation résiduelle permanente aprés décharge.

Ce phénomeéne de couplage entre la viscoélasticité et la viscoplasticité a déja été montré pour
des matériaux organiques par Vinet [31].

Dans leur version classique, ni l'une, ni l'autre de ces approches n’est entiérement
satisfaisante et la plupart des auteurs privilégient la mieux adaptée a leur probleme en évitant
une généralisation souvent risquée.

Plusieurs modeles de viscoélasticité ont été proposés dans la littérature. Cette partie présente
quelques-uns d’entre eux. Il est possible de modéliser le comportement viscoélastique a I'aide d’une
formulation intégrale. Par exemple, Schapery propose un modele basé sur le principe de
superposition de Boltzmann.

La réponse du matériau a une contrainte de fluage peut étre mise sous la forme :

£(t) =f_oo 5E)](t—r)dt

Eq. 24
ou J(t — 7)est la complaisance en fluage, t le temps et 7 le temps d’application de la contrainte.
La prise en compte de I'historique de chargement est introduite dans le modele viscoélastique

non linéaire de Schapery [32, 33] qui est formulé de la fagon suivante :

£(8) = go(0)S°0(8) + 91(0) f 15(0(6) ~ () 22D a4y

t dt
o(t) =f TE——
0o AoQrayQee

Eqg. 2-5

ol go, g1 et g, sont des fonctions introduisant la non-linéarité, S est la souplesse initiale et S est |a
souplesse retardée.

Ce modele, basé sur des principes thermodynamiques, a été tres largement utilisé et de

nombreux auteurs ont adapté cette formulation pour étudier le comportement des CMO [31, 34, 35].
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En écrivant la fonction fluage S sous la forme d’un développement en série de Prony (séries
d’exponentielles), I'’équation intégrale peut étre transformée en n équations différentielles du
premier ordre. Cette écriture se rapproche alors de I'écriture différentielle spectrale [31].

La viscoélasticité non linéaire peut aussi étre introduite par un modele spectral [36-38]. Ce
modele s’inspire des travaux de Nowick & Berry [39]. Il permet de décomposer la déformation
visqueuse en une somme de mécanismes visqueux élémentaires associés a un spectre de temps de
relaxation. Ce modeéle permet une identification aisée et permet une bonne modélisation de la non-

linéarité et des maintiens en charge.

2.1.1.1.3. Plasticité

Les composites présentent généralement un comportement plastique dépendant fortement de
la direction. Il existe des criteres de plasticité dépendant de la direction tel que le critére anisotrope
de Hill, utilisé pour définir le seuil de plasticité. Il s’agit d’'une extension du critére isotrope de Von

Mises qui s’écrit :

f(0) = JF (022 = 033)% + G(033 — 011)? + H(011 — 033)? + 2L0p3% + 2Ma3,% + 2N o5
Eq. 2-6
Ce critére permet de déterminer la fonction seuil qui traduit I’évolution de la limite d’élasticité de
maniere a dissocier chaque direction principale du matériau. Cette dissociation est réalisée par
I'intermédiaire des coefficients F, G, H, L, M et N utilisés dans la fonction seuil. Ces coefficients sont
déterminés a partir des ratios des limites d’élasticité Ri;, Ry, Rss, Riz, Riz et Ry, définis
Gi1 Op2 033 012 013 O3

respectivement comme suit : —, =, =, , , — ou gy est une référence définie par
0p Op Op To To To

I'utilisateur (z, =%) et g;; est la valeur de limite d’élasticité mesurée lorsque o;; est la seule
composante non nulle appliquée. En plus du seuil de plasticité, il faut déterminer les lois
d’écoulement gouvernant I’évolution des déformations plastiques

Une difficulté, concernant I'usage de modele plastique est I'introduction correcte de I'anisotropie

de ces matériaux.

2.1.1.1.4. Endommagements

Les composites sont des matériaux présentant une forte anisotropie, ils présentent une forte
hétérogénéité du fait de la présence des deux constituants (fibres et matrice). Ces deux points

conduisent a des mécanismes d’endommagement spécifiques complexes et variés : décohésions
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fibres/matrice, fissuration matricielle, délaminages et ruptures de fibres, une schématisation de ces

endommagements possibles est représentée sur la Figure 2-2.

Rupture . .
de fibre Délaminage
—\
(@) (ON©) (@) @) S‘v
(ONe) (@) o
o A° 0 0°%0 Je)
FiSSl_JFf3 Décohésions
matricielle

fibres/matrice

Figure 2-2 : Schéma des différents types d’endommagement d’un stratifié composite.

2.1.1.1.4.1. Fissuration matricielle

La fissuration matricielle est un phénomeéne d’endommagement de la matrice. Comme il est
assez instable dans un certain nombre de cas, elle se fissure dans toute I'épaisseur du pli en suivant
la direction des fibres. De ce fait, la fissuration matricielle apparait principalement dans les plis
désorientés par rapport a I'axe de traction. L'influence de la géométrie du composite est donc le
facteur prédominant quant a I'apparition de fissurations matricielles. De plus, outre |'orientation des
plis, il a été montré que I'épaisseur de ceux-ci a une forte influence sur la fissuration matricielle : la
présence de couches désorientées épaisses favorise le développement des fissures matricielles [40,
41], les raisons sont d’origine énergétique.

La fissuration matricielle apparait pour différents types de chargement (mécanique ou
thermique). Il a été montré, par exemple, que la fissuration transverse peut se développer a partir de
décohésions dans un composite carbone/époxy sous sollicitation de cyclage thermique [42]. Bertin et
al. ont aussi étudié l'influence de la séquence d’empilement dans le cadre d’'un chargement de

fatigue thermomécanique sur un multicouche polymére/composite [43].

2.1.1.1.4.2. Décohésions fibres/matrice
La décohésion fibres/matrice est un endommagement qui apparait rapidement dans les
composites, souvent en lien avec la fissuration matricielle. Ce phénomeéne est particulierement
important dans les cas de chargements thermiques qui induisent des dilatations différentielles
fortes ; il est de plus accentué par une contrainte mécanique. Lorsque la déformation augmente, le
nombre de décohésions augmente pouvant conduire a I'apparition de microfissures matricielles

(Figure 2-3).
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Figure 2-3 : Décohésions fibres matrice dans un composite et coalescence en une microfissure [44]

2.1.1.1.4.3. Délaminage
Le délaminage est un mécanisme d’endommagement intra-laminaire d( a la forte concentration
de contraintes intra-laminaires ou a la saturation de fissures matricielles. Celui-ci se présente sous la
forme d’une décohésion de deux couches d’orientation différentes. Dans le cas de contraintes intra-
laminaires, celui-ci s"amorce au niveau des bords libres. Le délaminage peut aussi s"amorcer sur une
pointe de fissure matricielle [45] : cette singularité entraine une sur-contrainte responsable du
délaminage. L’hétérogénéité des couches est aussi source de contraintes spécifiques qui induisent

une fissuration par exemple sous I'effet d’un choc.

2.1.1.1.4.4. Rupture de fibres

L’'endommagement par rupture de fibres est 'endommagement le plus critique pour les
structures car il est généralement responsable de la ruine de celles-ci. Cet endommagement
n’apparait donc qu’en fin de vie de ces structures.
Cet endommagement apparait lors d’une tres forte sollicitation dans I'axe des fibres du fait de la tres
grande résistance de ces fibres en traction.

L'endommagement par rupture de fibres peut étre étudié dans les réservoirs bobinés : Blassiau
et al. ont étudié ces ruptures afin de pouvoir déterminer la durée de vie minimum restant apres des

périodes de service [46-48].

2.1.1.2. Exemples de modeles d’endommagement des composites

Depuis les premiers travaux de Kachanov [49] en 1958 sur la modélisation continue de
I’endommagement, ce type de modélisation a été énormément développé.

A partir des années 1980, la modélisation de I'endommagement des matériaux par la mécanique
continue de I'endommagement se développe. Celle-ci a pour but de décrire 'endommagement non
plus comme une discontinuité du matériau mais comme un abaissement des propriétés mécaniques

de celui-ci.
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Quelgues modeles mettant en ceuvre ce principe vont étre décrits dans la partie suivante.

2.1.1.2.1. Le modele de Hashin

Le modele de Hashin est un modéle d’endommagement implanté dans Abaqus [50]. Il s’agit

d’une formulation en contrainte plane avec une loi de comportement élastique orthotrope.

2.1.1.2.1.1. Loi de comportement
L’endommagement est représenté par une diminution de la contrainte effective & a travers un

opérateur d’endommagement M :

Eq. 2-7

ou dy, d,, et dg sont respectivement les variables d’endommagement par rupture de fibres,
matricielle et en cisaillement.

Dans le domaine élastique en contrainte plane, on obtient la matrice souplesse :

_ 1 _ba
[(1—df)E1 E, 0 ]
| V2 T
= E;  (1-dm)E; 0
1
0 0 (1_ds)G12
Eqg. 2-8
La matrice de raideur correspondante est :
(1-dy)E, (1—-df)(1 - dp)vpEy 0
¢= D (1=df)(1 = dp)vizE; (1 —-dpn)E; 0
0 0 D(1—-d;)Gq,
Eq. 2-9

ouD = (1—df)(1 —dy)120, etdg = (1 —dp)(1 — dyp)
On distinguera I'endommagement des fibres et de la matrice en compression et en traction par

I'intermédiaire des variables df, df¢, dimt, dme-

2.1.1.2.1.2. Critere d’initiation
Un critére d’initiation est utilisé pour chaque mode d’endommagement :
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o Fibre en traction (611 = 0) :
11 12
e =(3r) +a(5) =1
Eq. 2-10
. Fibre en compression (41 < 0) :
6 2
11
Fre=(3) =1
Eq.2-11
o Matrice en traction (G5, > 0) :
22 12
= (77) +(52) =1
Eq. 2-12
o Matrice en compression (a5, < 0):
~ 2 c\2 A A 2
022 Y 022 012
Fne = (57) +[<F) -1lge+ () =1
Eq. 2-13

Dans ces expressions, él-j sont les composantes du tenseur des contraintes effectives. X7, X¢,
YTet YC¢sont les contraintes maximales dans la direction des fibres (X) et de la matrice (Y), soit en
traction (T), soit en compression (C). SL et ST sont les contraintes de cisaillement maximales
longitudinale et transversale, respectivement.

Le coefficient a@ détermine la contribution de la contrainte de cisaillement pour le critere
d’initiation de la fibre en traction. Le critére peut suivre le modéle proposé par Hashin et Rotem [51]

aveca = 0etST = 0.5Y¢ ou le modéle proposé par Hashin [52] avec a = 1.

2.1.1.2.1.3. Evolution d’endommagement
La dégradation de la matrice de raideur est contrblée par les variables d’endommagement (d),
qui peuvent augmenter de 0 jusqu’a 1, ou la valeur 1 représente la dégradation compléte dans un
mode.

Les lois d’évolution de ces variables sont basées sur I'énergie de fracture dissipée et utilisent les
contraintes (Gl,eq) et déplacements (5, o ) équivalents, pour éviter la dépendance au maillage. Pour

chaque mode, I'évolution de 'endommagement est pilotée par la relation :
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d, = S}Teq(al:eq_ageq)
| = —H——=
6"94(6£eq_6?,eq)

I € {ft, fc,mt,mc}

. 50 f
’ 61,eq < 61,eq < 61,eq

Eq. 2-14
L'endommagement étant irréversible, ces variables sont strictement croissantes. Les indices 0 et

f représentent respectivement le point ou le critére d’initiation est atteint et le point ou le matériau

est completement endommagé (d; = 1) et sont définis par :
f _26Gc . c0 _ sc. ~0 _ sc
6I,eq o 6I,eq = 5I,eqf1 7 Oleq = O'I,eqfl
eq
Eq.2-15
ou les énergies de fracture dissipées G, . sont définies expérimentalement et les fonctions d’échelle

fi°¢ sont définies par :

Mode d’endommagement 7€

Fibre en traction (6;, = 0)
Ff

- 3

Fibre en compression (641 < 0)

3

Fie
1
A [Fmt

—y +y2+4p
2p

Matrice en traction (65, = 0)

022

Matrice en compression (65, < 0) yC\?

5=(m) + (3

Tableau 2-1 - Fonctions d’échelle

Les déplacements et contraintes équivalents sont définis par les relations :
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Mode d’endommagement 81,3,, Oleq
Fibre en traction Lc({o11X€11) + 012812)
. Lev/(e11)? + &12° 5
(0'11 > 0) fteq
Fibre en compression L(—011){—¢€11)
R Le(—¢&11) 5
(611 <0) feeq
Matrice en traction L.((022)(€25) + 012€12)
. Lev/(e22)* + €122 5
(0-22 2 0) mt,eq
Matrice en compression Lo((—022)(—&22) + 012812)
. Ley/(—&22)% + 152 5
(622 < 0) meeq

Tableau 2-2 — Déformation et contrainte équivalentes

Dans ces relations, L. est la longueur caractéristique de I’élément et () sont les crochets
opérateurs de Macauley, définis par :

_W+|W|

(w) = > ,WER

Eq. 2-16

2.1.1.2.1.4. Bilan
Ce modele d’endommagement est un modéle en contrainte plane qui prend en compte quatre
modes de rupture : fibres en traction, fibres en compression, matrice en traction et matrice en
compression. L'endommagement est représenté par quatre variables, une pour chaque mode.
L'initiation de 'endommagement est gérée par le critére de rupture de Hashin et son évolution est

pilotée par les énergies de rupture.

2.1.1.2.2. Le modeéle d’endommagement progressif multi-échelle

de 'ONERA

Le modele d’endommagement progressif multi-échelle est un modéle développé a ’ONERA qui a
pour but d’améliorer la prédiction de la rupture finale des stratifiés composites. Il est possible de
modéliser la viscosité par le couplage avec un modele spectral présenté précédemment. Différentes
formulations ont été formulées. Une de ces formulations est détaillée par la suite, il s’agit de celle
proposée par Laurin [53] ou nous nous intéresserons plus particulierement a la partie

endommagement.

2.1.1.2.2.1. Loi de comportement

L’endommagement est simulé par la dégradation de la matrice de souplesse du pli (S):
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S~ = SO + lel + dZHZ

Eq. 2-17
ou S° est la matrice de souplesse non endommagée, qui, dans le cas de contrainte plane, est :
[ 1 U21 7
- —— 0
E E;
U1y 1
sO=]-==  — 0
E, E
0 0 !
| G5
Eq.2-18

Les variables d; représentent la cinétique d’endommagement dans chaque direction (1 : fibres et
2: transverse) et évoluent de 0 a 1, lorsque le critere d’initiation est atteint. Les tenseurs H;

représentent les effets d’une fissure sur le comportement a I’échelle mésoscopique, et ils sont définis

par :
[(n1hiy + (1 —nDh)SY 0 0 1,si0 >0
Hi = 0 0 0 |avecn = {O’Si 01, <0
0 0 hl.S%| ’
Eq. 2-19
[0 0 0
- 1,si =0
H, = [0 (2h3; + (1 —n2)h3;,)S3; 0 | avecn, = {O zi ?2 <0
0 0 66566 ] e
Eq. 220

Les coefficients hiy, hiy, h3,, h3,, ht et h£6 sont déterminés par une approche micromécanique par

équivalence énergétique [53].

2.1.1.2.2.2. Critere d’initiation
Les critéres d’initiation dans chaque mode sont presque similaires aux critéeres du modeéle
« Hashin » (6;; sont les composantes du tenseur de contraintes effectif) :
o Fibre en traction (6;, = 0) :

011

Fpe = (F)2 =1; X" = AXT, + (1 — DXL, ; A =e hd
Eq.2-21
La variable XT simule I'influence de la dégradation de la matrice (d,) sur la contrainte maximale
dans la direction des fibres. XT varie de la valeur de la contrainte maximale d’un composite avec la
matrice non endommagée (X}p) jusqu’a la valeur de la contrainte maximale des fibres séches (X1.).

Le paramétre h représente I'importance de cette influence.
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. Fibre en compression (6;; < 0) :

A~ 2
011
Fre = (F) =1

Eq.2-22
XCreprésente la contrainte maximale en compression, dans la direction des fibres.
o Matrice en traction (65, = 0) :
6y2\2 6 2
22 12
Fog = (—) Y (R T
meAYT SC(1 —pé6y3)
Eq.2-23
° Matrice en compression (55, < 0):
Gyp\2 6 2
22 12
Fo= (~—> +|l—=—) =1
meeAye SC(1 —pé,,)
Eq.2-24

Dans les deux derniers cas, Y7 = (1— df)YT, V¢ =(1-df)Y¢ et §¢€ = (1- de)S¢. Le
parametre dy représente la diminution de chaque contrainte maximale, due a des ruptures
prématurées de quelques fibres, qui peuvent générer des micro-ruptures, principalement dans
I'interface fibre/matrice. df est défini par :

dr = ap(sup|Fye| - Fry)
Eq. 2-25
ou la variable drcommence a augmenter lorsque le critere d’initiation Fr, dépasse un seuil Ffot. Le

coefficient ay permet de décrire la cinétique de dégradation de dy.

Le parametre p représente I'influence de la charge transversale sur I'interface fibre/matrice : une
compression transverse renforce la cohésion fibres/matrice, augmentant la capacité de l'interface a
transférer la charge et inversement en traction. Ce paramétre peut étre identifié dans les enveloppes
de rupture biaxiale (g, et g;,). Pour les fibres de carbone et de verre, la contrainte de cisaillement
maximale est obtenue pour g5, = 0.5Y¢, par conséquent le paramétre p est défini par la solution de

I’équation suivante :

0Fmc(022,012)

— — c
9023 = 0, pour g5, = 0.5Y

Eq. 2-26

2.1.1.2.2.3. Evolution d’endommagement

L’évolution des variables d’endommagement est définie par les relations :
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dy = a(JF; —1),d; > 0
dy = By Fnr — 1), d, >0

oul €{t,c}
Eq. 2-27
Les coefficients a et § représentent la cinétique de la dégradation dans chaque direction. Dans la
direction des fibres, 'endommagement est normalement catastrophique pour I'éprouvette, donc le

coefficient &« n’a pas besoin d’étre identifié.

2.1.1.2.2.4. Bilan
L'initiation et I'évolution de 'endommagement sont définies a une échelle mésoscopique. Les
paramétres de ce modele sont des parametres microscopiques. La définition de la rupture est

macroscopique. Ce modele a aussi été écrit pour des cas tridimensionnels [54].

2.1.1.2.3. Le méso-modele d’endommagement du LMT développé
a I’'ENS
Ce modeéle développé a I'ENS est basé sur les travaux de Ladevéze (ref) dont on peut retenir deux
hypothéses fondamentales :
. le comportement d’une structure peut étre modélisé par deux entités : le pli et I'interface
. I’endommagement est constant dans I'épaisseur du pli

Ce modeéle d’abord introduit dans le cas de contraintes planes a été étendu a des cas

tridimensionnels [55]. Dans la partie qui suit sera présenté le modele du pli.

2.1.1.2.3.1. Energie élastique

L’énergie élastique d’un pli est définie par la relation :

[Unlt 011 0122 2 0223
2ep = |022| [S]|022| + = — -
033 033 612(1 dlZ)(l_d) G (1 d) G (1 d23)(1—d23)
Eq. 2-28
Ou [S] est défini par :
| — e — i ]
| E? (1 dF) E;(1—dp) E;(1-dF) |
[S] I vy, 1 _ v, I
E{)(l dp)  E7(1~H(022)dz2)(1~H(022)d") E7 (1-H(032)d22)
_ Vi _ v3s 1
l EY(1-dF) EJ(1-H(022)d22) EJ(1-H(o33)d") J
Eq. 2-29
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EQ ED,GY,, G, G953 19, et uY; sont les paramétres élastiques initiaux. La fonction H(x) vaut x si
x>0 et O sinon.

La variable d’endommagement d: représente 'endommagement par rupture de fibres. Les
variables d’ et d correspondent 3 I'endommagement diffus, respectivement pour le module
transverse et pour le module de cisaillement. L'endommagement diffus est supposé isotrope. De part
cette isotropie transverse, I'endommagement d23 n‘est pas une nouvelle variable mais peut étre
déterminé par I'Eq. 2-30
1-d'

0

v ~
1— 23 d’
1+v),

1—dy =

Eq. 2-30

2.1.1.2.3.2. Equation d’état
Pour les endommagements par rupture de fibres, la force thermodynamique associée est notée
YdF .
9 < ep >
dp = = a5
F ddp

Eq.2-31
L’évolution de 'endommagement correspond a un comportement fragile et donc une rupture

brutale (Eq. 2-32). La variable d’endommagement passe de 0 a 1 lorsque la force thermodynamique

associée dépasse un seuil. Ce seuil est différent en traction Y} et compression Y¥ :

dF=1SinF>YI§etO'11>0
dF=1SinF>YF€etO-11<O

dr = 0 sinon

Eq.2-32
L’'endommagement diffus est gouverné par les forces thermodynamiques Y; et Y/, relatives

respectivement aux variables d’endommagement d et d’ :

v 0 < ep>» 0 <ep>»
¢ od ¢ ad’
Eq.2-33
Le couplage entre ces deux forces est exprimé par la relation :
Y=Y5+b, Yy
Eq. 2-34
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Les variables d’endommagement s’expriment en fonction de cette force thermodynamique grace

a la relation :

Qe

T

d= SUPr<t (

Eq. 2-35

Yo, Y., b, et bs sont des parametres identifiés expérimentalement.

L’'endommagement par fissuration transverse est piloté par le taux de restitution d’énergie :

Eq. 2-36

Y,,,Y;, et Y,5 représentent la contribution de chaque mode dans la force thermodynamique

associée a la fissuration matricielle (en notant H I'épaisseur du pli):

= (022)+ U(z) ]
V. =H (022)
22 2E9(1 - dyp)*(1—d") Eﬂl—dn)3322+
Eq. 2-37
2
1712 =H o 0_12 2 -
2655(1—-dyz)" (1-d)
Eq. 2-38
_ 032
Yo3 = H[ 0 _23 2 =
2G5 (1 = dg3) (1 - das)
Eq. 2-39

L’évolution de 'endommagement par fissuration transverse est alors gouvernée par les relations

suivantes :
Sip<ps:
_ _ _ 1
P = SUPr<t (9 {((Ylyzz)a + (v Y12)% + (V111Y23)a)“}>

fzzz = f22(p); 6112 = f12(p); 6723 = f23(p)

) 6({12 6({23

_ .. __9p p
Yi GIC, Yu = afzz oo y Y = —afzz oo
6/) 11 6/) 11
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afzz_1 (1)
§:x—> -
dp \x
Eq. 2-40
Sinon :
P = Ps; &22 = f22(ps); &12 = f12(ps); &23 = f23(ps)
Eq. 2-41

2.1.1.2.3.3. Bilan
Ce modele permet de modéliser la dégradation progressive des plis, mais aussi celle des

interfaces (délaminages).

2.1.1.2.4. Modélisation des réservoirs et structures bobinées

Les trois modéles présentés ci-dessus sont des modeles avancés et qui dans la plupart des cas
donnent des résultats tres satisfaisants. On retrouve aussi de nombreux travaux sur Ia
microfissuration transverse de la matrice dans la littérature. Celles-ci introduisent une seule variable
scalaire d’endommagement en dehors de la rupture de fibres [56-59]. Cependant, ces modéles ont
été développés pour modéliser le comportement des stratifiés et ne sont pas nécessairement
transférables aux composites bobinés qui présentent la spécificité de ne pas posséder de plis
d’orientation donnée mais des couches dont les fibres d’orientation 6 et -0 sont entremélées. Ce
sont par ailleurs des modeéles tres complets qui nécessitent des temps de calcul importants et qui
sont donc difficiles a utiliser sur des structures complexes. De plus, bien que les mécanismes
d’endommagement dans les réservoirs soient assez similaires a ceux des composites stratifiés, ils
présentent des évolutions différentes. Par exemple, les interfaces entre les plis sont d’'une
importance moindre que les autres mécanismes tels que la fissuration matricielle ou les ruptures de
fibres.

Il existe des modeles mieux adaptés aux réservoirs hyperbares. Ces modeles, en France, sont
principalement développés a I'Ecole des Mines de Paris ou a I'Université de Franche-Comté a
Besangon. Par exemple, Commond et al. [60] ont étudié les réservoirs de type Il avec un liner
métallique afin de les dimensionner en statique et principalement en fatigue. La rupture par fatigue
des réservoirs de type Il étant due a la rupture du liner métallique bien plus sensible a la fatigue que
le composite. En effet, en fatigue, la déformation admissible par le liner diminue plus vite que celle
du composite, si bien que la rupture en fatigue est pilotée par la déformation du métal alors qu’en
statique elle est pilotée par la déformation du composite. L'optimisation consiste a calculer

analytiquement la meilleure séquence d’enroulement en composite qui permet de restreindre les
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déformations du liner dans le critere de déformation construit précédemment. Ce calcul est basé sur
la méthode proposée par Chapelle et Perreux [61]. Cette étude se focalisant sur le comportement en
fatigue des réservoirs de type Ill dont la ruine est pilotée par le comportement du liner, les auteurs
utilisent une loi de comportement élastique pour le composite et une loi plus complexe pour le liner.
Cependant, plus récemment un comportement élastique endommageable pour le composite a été
pris en compte pour la prédiction de la tenue d’un réservoir de type Ill [62]. Dans les travaux de cette
équipe, on retrouve aussi des études sur I'endommagement des structures bobinées dans le cadre de
tubes verre / époxy [63].

D’autres travaux utilisent des résolutions analytiques pour prédire le comportement des
réservoirs bobinés. Aurélie Pilato [64] propose de calculer les contraintes dans la partie centrale des
réservoirs a I'aide d’'un modele analytique de composite épais proposé par Xia [65]. Cette étude a
pour but de prendre en compte la dispersion du taux de fibres en fonction de I'orientation des plis
mais aussi lintégration des effets des contraintes résiduelles d’origine thermique dues au
refroidissement aprés cuisson. Dans ces travaux, il est aussi fait I'hypothése d’'un comportement
élastique du composite.

Des études récentes en cours ont pour objectif de prendre en compte au mieux le comportement
du composite dans la modélisation des réservoirs de type IV. On peut par exemple citer le
programme OSIRHYS IV [66] qui a pour objectif de développer et valider des méthodes et modeéles
pour I'optimisation et le design de réservoir haute pression avec une meilleure connaissance des
niveaux d’incertitudes. Ce programme est piloté par le CEA et fait intervenir de nombreux
partenaires : Samtech France, SYMME Polytech’, le Centre des matériaux de I’'Ecole Nationale
Supérieure Mines ParisTech et l'institut P’ a 'ENSMA. Cette étude met en avant les difficultés de
modélisation des réservoirs (le design de I'empilement composite en fonction de la stratégie de
bobinage dans les domes du réservoir, le choix du type d’éléments du modeéle EF : 3D, coques ou
axisymétrique, I'endommagement du composite, les techniques d’optimisations). Des premiers
résultats montrent un faible écart entre les simulations 3D et axisymétriques. Le Centre des
matériaux de I'Ecole Nationale Supérieure Mines ParisTech a aussi réalisé plusieurs études sur les
réservoirs bobinés. Alain Thionnet a par exemple étudié I'influence de la rupture des fibres sur le
comportement des réservoirs [63] en se basant sur les travaux de Blassiau [46-48]. Un modele de
rupture de fibres par méthode FE? est proposé, il prend en compte divers phénomeénes tels que le
caractére aléatoire de la contrainte a rupture d’une fibre, le nombre de fibres rompues au sein d’'un
VER, le transfert de charge d{ aux ruptures de fibres mais aussi dii aux décohésions fibre/matrice

prés de ces ruptures et au caractére visqueux de la matrice. Cependant, une méthode FE? pure
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prenant en compte tous ces phénomeéenes n’est pas envisageable en raison du temps de calcul
engendré. Plusieurs hypotheses ont été proposées pour réduire ce temps de calcul. La ruine de la
structure étant pilotée par la rupture des fibres, le caractére non linéaire dans les directions
transverse et de cisaillement n’est pas pris en compte. La non-linéarité viscoélastique suivant I'axe
des fibres n’est pas prise en compte. La non-linéarité provient uniquement des fibres rompues et
dépend donc de la densité de ces fibres rompues
A I'aide d’une approximation de type loi des mélanges, le comportement du matériau composite
unidirectionnel s’écrit, au point M :
X(M) =a(M):E(M)
Eq.2-42
avec a(M)=a’(M), ol a°(M) est le tenseur de rigidité du matériau vierge au point M, excepté pour

le coefficient a1111(M) :

NR(M)>

a1111(M) = a4 ¥ (1 “N
T

Eq. 2-43

Ou Ni et N; sont respectivement le nombre de fibres rompues et le nombre de fibres totales
dans le VER. Ce modéle a ensuite été utilisé pour des calculs de réservoirs hydrogéne jusqu’a
éclatement ou avec maintien en pression avec de bons résultats. Le calcul s’articule autour d’un
premier incrément sur la structure afin d’obtenir I'état de contrainte macroscopique. A partir de
cette contrainte et de I'état d’'endommagement du matériau, la contrainte microscopique dans les
fibres intactes est calculée et permet de faire évoluer I'endommagement au sein du VER (la rupture
longitudinale des fibres est aléatoire selon une distribution de Weibull) afin de passer
progressivement de 32 fibres intactes a 16. A partir du nouvel état d’endommagement dans le VER,
le comportement macroscopique est obtenu et permet de reboucler sur la premiere étape.

Enfin récemment, Cédric Thomas [68] a étudié I'influence de la fissuration matricielle dans les
plis a 90° et dans certains plis hélicoidaux. Cet effet est étudié par le biais de deux calculs : un avec
matériau sain et l'autre avec matériau endommagé et I'auteur a établi le réle de la fissuration
matricielle dans ces plis sur le comportement global du réservoir. De plus, en prenant en compte le
caractére aléatoire de la contrainte a rupture des fibres, il a montré l'influence de celle-ci sur le

nombre de ruptures de fibres dans le réservoir.

2.1.1.2.5. Discussion

Les modeles d’endommagement ont été fortement développés dans le cas des composites

stratifiés et ont atteint un degré de raffinement élevé. Cependant, ces modeles ne sont pas adaptés
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au cas des réservoirs composite du fait de la complexité de la structure. Des études plus spécifiques
sur les réservoirs ont été réalisées en prenant en compte les phénomenes centraux dans
I'endommagement des composites bobinés telle que la fissuration matricielle ou la rupture des
fibres. Cependant, on ne retrouve pas dans ces études de couplage avec la température, qui a
pourtant une influence non négligeable sur le comportement des réservoirs. Cette étude a pour but
d’étudier spécifiquement ce comportement thermomécanique des réservoirs. Cela présente une
complexité accrue du fait des couplages avec la thermique et du caractéere transitoire spatio-
temporel. C'est pourquoi le modele développé et présenté ci-dessous, n’intégre pas tous les
phénomeénes tels que la rupture des fibres et son caractere aléatoire, I'objectif est d’élaborer un
modele couplé qui puisse étre utilisé sur structure de maniere efficace (temps de calcul) tout en

rendant compte du role joué par la température.

2.1.1.3. Loi de comportement développée et identification

Le but de cette étude est de mettre en place un modeéle permettant une bonne approximation de

I’état de contrainte dans les structures étudiées tout en gardant une vision « ingénieur » du

probléme :

° Temps de calcul raisonnable

° Facilité d’identification des paramétres matériaux
. Implémentation « rapide » dans un code de calcul

Les modeles développés ces dernieres années (Hashin, ONERA, Cachan, ...) permettent d’obtenir
des résultats trés satisfaisants vis-a-vis de I’évolution de 'endommagement dans le composite ainsi
que son impact sur les champs de contraintes et de déformations. Cependant, I'identification des
parameétres et I'implémentation dans un code de calcul éléments finis restent compliquées. De plus,
les modeles utilisés pour les réservoirs donnent de bons résultats mais ne prennent pas en compte la
thermique du remplissage d’un réservoir.

Dans cette étude, un modele est donc proposé pour pouvoir prendre en compte au mieux le
comportement du matériau et notamment la thermo-dépendance des paramétres matériaux de
facon relativement «simple» et «rapide» a mettre en oeuvre. Le modéle est présenté
progressivement en prenant en compte chaque phénomeéne: orthotropie, plasticité,
endommagement puis thermo-dépendance. Dans cette étude, les phénomenes visqueux ne sont pas

pris en compte faute de temps.
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2.1.1.3.1. Elasticité

Le comportement élastique du composite est modélisé a I'aide d’une loi de comportement

orthotrope pour chacun de ses plis. A partir des essais de caractérisation et en supposant

I’équivalence des directions 2 et 3 du composite, la matrice de rigidité ou de souplesse est obtenue

pour les trois températures testées (voir chapitre 1) en GPa™:

8,82.107® —2,65.107°
—2,65.107¢ 1,28.107%
—3,85.1075 —-3,85.10°°
-40°C: S =
0 0
0 0
0 0
8,82.107® —2,65.107°
—2,65.107% 1,39.107*
—417.1075 —4,17.1075
25°C: S =
0 0
0 0
0 0
18,82.107° —2,65.107°
—2,65.107% 1,69.107*
—5,08.1075 —5,08.1075
85°C: S =
0 0
0 0
0 0

—3,85.107°
—3,85.107°
1,28.107%

0
0
0

—417.107°
—417.107°
1,39.107*

0
0
0

—5,08.107°>
—5,08.107°
1,69.107*

0
0
0

0

0

0
1,09.107*

0
0
0
0
0

1,22.107*

S O o o o

1,54.107*
0
0

o O o ©

1,09.107%
0
0
0
0
0
1,22.107*
0
0
0
0
0

1,54.107*
0

0
0
0
0
0

1,09.107*
0
0
0
0
0
1,22.107*

0
0
0
0
0

1,54.107*

Cette loi de comportement a tout d’abord été vérifiée en effectuant la modélisation d’'un volume

élémentaire (Figure 2-4), soumis a un chargement de traction ou de cisaillement. Ces tests

numériques sont réalisés sur un cube représentant un matériau composite unidirectionnel. La

direction x sur la Figure 2-4 représente la direction des fibres. Les directions y et z sont les directions

transverses. Des tests numériques de traction sont réalisés dans le sens des fibres (Figure 2-4 — a), en

traction dans le sens transverse (Figure 2-4 — b) et en cisaillement (Figure 2-4 —c).
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(a)

(b) (c)

Figure 2-4 : Volumes élémentaires utilisés pour la vérification de la loi de comportement : traction dans la direction des
fibres (a), traction transverse (b) et cisaillement (c).

Les chargements sont des chargements répétés progressifs identiques a ceux réalisés lors des

essais. Une comparaison avec ceux-ci sont présentés sur la Figure 2-5 pour le cas des essais a 25°C

(les résultats sont similaires aux autres températures).

ay (MPa)

00

Experimental
—Modlissiion

o b~
000%

020%

040%

1z (MPa)

1.00% 120%

o20% 038%

+45°

Experimantal
—Modsisaton

200% 3.00% 400% 500% 600% 7.00%

e

Figure 2-5 : Comparaison des courbes contrainte - déformation obtenues lors des essais et obtenues par modélisation

avec une loi de comportement élastique a 25°C.

Les résultats montrent une bonne concordance en traction quelle que soit la direction de

chargement. En cisaillement, on observe une bonne correspondance du début des courbes montrant

une bonne correspondance du comportement élastique. Cependant, on observe ensuite une forte

non-linéarité qu’il faut donc prendre en compte pour bien modéliser I'ensemble des courbes

contrainte — déformation en cisaillement.
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2.1.1.3.2. Plasticité orthotrope

Les essais réalisés au chapitre 1 ont montré des différences de comportement dans les
différentes directions du matériau : élastique en traction dans la direction des fibres et dans la
direction perpendiculaire aux fibres, élasto-plastique en cisaillement.

Il est donc important de pouvoir différencier ces deux types de comportement dans la loi de
comportement implémentée. Dans cette étude, le critere anisotrope de Hill, décrit dans le
paragraphe 2.1.1.1.3, a été utilisé pour définir le seuil de plasticité.

Dans ce critere, en choisissant les ratios des limites d’élasticité Riq, Ry, Rss trés grands, la limite
d’élasticité en traction - compression qui en résulte n’est pas atteinte dans les trois directions
principales et le seuil ne varie pas lors d’un chargement de traction — compression. Au contraire, en
prenant une valeur finie pour Ry, Riz et Rys (= \/§), on obtient une limite d’élasticité en cisaillement
égale a la référence définie préalablement, g,. Ces 6 coefficients permettent donc d’obtenir une loi
de comportement élastique en traction — compression et plastique en cisaillement telle qu’obtenue
lors des essais de caractérisation.

La loi de comportement prenant en compte la plasticité devient sous forme tensorielle :

o= C[s — spl]
Eq. 2-44

Une loi tabulée contrainte-déformation plastique permet de définir I'évolution de la déformation
plastique en fonction de la contrainte. La contrainte et la déformation plastique sont obtenues a

partir des essais de caractérisation (paragraphe 1.4.4):

oy F
012 = 5 =53¢
2 28
Eq. 2-45
¢ — 012
1., — €12~ 5~
3V 2Gy,
Eq. 2-46

On peut voir sur la Figure 2-6, la loi tabulée contrainte — déformation plastique utilisée en
cisaillement pour le modele élasto-plastique a 25°C. La différence de comportement en cisaillement
selon la température est marquée, en plus de la différence au niveau du comportement élastique,

par une différence de comportement plastique.
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Figure 2-6 : Loi contrainte - déformation plastique utilisée pour le modéle élasto-plastique a 25°C.

Contrainte (MPa)

0.02

0.03 0.04

Déformation plastique
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2.1.1.3.3. Endommagement

Les essais avaient également montré, pour un chargement répété progressif en cisaillement, une

diminution des modules de cisaillement avec la déformation plastique (paragraphe 1.4.4). Pour

reproduire au mieux le comportement du matériau, une loi de comportement prenant en compte

une perte des modules Gy, Gi3 et Gy; est mise en place dans le modele. L'endommagement par

cisaillement est modélisé par une perte de rigidité dépendant de la déformation plastique cumulée.

Cette loi de comportement est modélisée dans Abaqus par I'utilisation d’une subroutine USDFLD

(userfield) qui permet de définir une (ou plusieurs) variable(s) en fonction des différents parameétres

d’entrées et sorties du modeéle et de faire dépendre certains parameétres de cette (ou ces) variable(s).

Dans notre cas, cette variable va contenir la déformation plastique équivalente qui est utilisée

comme variable d’endommagement. Les modules sont donnés en fonction de la déformation

plastique cumulée g, de fagon tabulée (Tableau 2-3).

E1 Ex Ess V12 Vis Vs G Gi3 Gy &
113400 7200 7200 0.3 0.3 0.3 4385 4385 4385 0
113400 7200 7200 0.3 0.3 0.3 3195 3195 3195 0.000271
113400 7200 7200 0.3 0.3 0.3 2545 2545 2545 0.0008
113400 7200 7200 0.3 0.3 0.3 2280 2280 2280 0.002864
113400 7200 7200 0.3 0.3 0.3 1525 1525 1525 0.008941
113400 7200 7200 0.3 0.3 0.3 940 940 940 0.02332

Tableau 2-3 : Coefficients de la matrice de rigidité en fonction de la déformation résiduelle a 25°C.

Dans le cas ou les modules d’élasticité varient avec la déformation résiduelle, la déformation

plastique utilisée dans Abaqus ne dépend plus uniquement de la déformation totale et de la

contrainte mais aussi du module et donc de la déformation plastique :
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e _ 012 _ e 012
pl, = €12 =5, =275~
12 2G>, 2G12(gp1,,)

Eq.2-47
Ainsi, la loi de plasticité, i.e. la relation contrainte — déformation plastique, n’est plus valable
dans le cas ou les modules d’élasticité varient avec la déformation résiduelle. Il est nécessaire
d’utiliser une nouvelle loi de plasticité prenant en compte I'évolution du module d’Young. On peut
cependant voir dans I'équation Eq. 2-47 que la déformation plastique dépend des modules et que les
modules dépendent de la déformation plastique. Il est donc impossible de déterminer I'un sans
I'autre. La procédure pour identifier ces parametres est donc :
° Dans un premier temps, les modules d’élasticité sont déterminés pour chaque décharge.
Ainsi, lorsque la contrainte est nulle, la déformation plastique est égale a la déformation totale,
indépendamment du module d’élasticité. On obtient donc un couple module - déformation
résiduelle pour les points ol la contrainte est nulle. Entre chacun de ces points, une interpolation

linéaire est réalisée, permettant d’obtenir une relation entre la déformation plastique et le module :
Giv1 — Gy
G=Gi+6|ey. — &y ) avec § = ——
' Pty P € —€

Pliy1 °PY
Eq. 2-48
° Dans un second temps, pour un couple contrainte — déformation quelconque obtenu lors des
essais de caractérisation, la relation déterminée précédemment (Eq. 2-48) couplée a I'équation Eq.

2-47 permet d’obtenir une équation du second degré ayant comme inconnue le module

d’élasticité en cisaillement :

012
Gz =G+ 6 <£pli - (512 - E))

Eq.2-49
1o
2 12y _
Gyp? — (Gi +68(ep, - 512)) Gyy — (57) =0
Eqg. 2-50
Pour un couple contrainte — déformation quelconque obtenu lors des essais de caractérisation,
les termes G, 6, €p1; €12 €t 0y sont connus. Il est alors possible de résoudre I'équation Eq. 2-50 et de

déterminer le module endommagé.
° Enfin, a l'aide de I'’équation Eq. 2-47, le module d’élasticité étant maintenant connu, la
déformation plastique est déterminée. On obtient ainsi pour chaque point d’essai, la déformation

totale, la contrainte, le module endommagé et la déformation plastique.
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La procédure d’identification permet donc d’obtenir la relation entre la contrainte et la
déformation plastique lorsque le module est endommagé. Cette relation est utilisée pour définir la
plasticité dans le modéle.

Le volume élémentaire utilisé précédemment pour vérifier I'élasticité et la plasticité est repris
pour vérifier la plasticité couplée a I'endommagement. Des essais sont réalisés en traction et en
cisaillement pour des chargements répétés progressifs. La Figure 2-7 présente la comparaison des
résultats du modeéle et des essais de caractérisation dans le cas du cisaillement a 25°C.

40

——modéle
——essai

s12 (MPa)

Figure 2-7 : Comportement simulé en cisaillement pour une loi élasto-plastique avec dégradation progressive des
modules a 25°C et comparasion avec la courbe experimentale.

La Figure 2-8 présente I"évolution des variables du modele pour un chargement répété progressif
a 25°C. Lorsque la contrainte augmente, on observe a partir d’'un certain seuil I'apparition d’une
déformation plastique, celle-ci entrainant une chute progressive du module. Cette variation non

linéaire de module, ainsi que I'apparition de déformation plastique, entrainent un comportement

non linéaire en déformation.
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Figure 2-8 : Evolution des variables du modéle pour un chargement répété progressif en cisaillement a 25°C.

La rupture transverse peut aussi étre modélisée de cette maniére en abaissant le module
transverse E, lorsque la déformation suivant la direction transverse dépasse la déformation a

rupture. Par exemple, on peut voir sur la Figure 2-9, la simulation d’un essai de traction dans le sens

rupt

transverse : la contrainte croit linéairement en fonction de la déformation, puis une fois ¢,,

dépassée celle-ci devient nulle. L’évolution de la variable d’endommagement correspondante est

donnée dans I'équation suivante (Eq. 2-51).

. rupt
0sigy <e,),

— . _rupt
dm =1{a.ey, + b si szzp < &2 < Erompu
15si€; > Erompu
Eq.2-51
0U Egpyjy €St la déformation transverse a partir de laquelle 'endommagement commence a
apparaitre et g, est la déformation transverse pour laquelle le pli est complétement rompu (les

coefficients de la matrice de rigidité relatifs a la direction 2 sont divisés par 1000). a et b sont

, . s .y N . .y . . rupt
déterminés de maniere a assurer la continuité de la variable et dépendent donc de ezzp et & ompuy -
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Figure 2-9 : Modélisation de la rupture des plis a 90°

2.1.1.3.4. Couplage avec la température

Le modele décrit précédemment permet de prendre en compte le comportement non linéaire en
cisaillement et la dégradation du module de cisaillement lorsque la déformation résiduelle
augmente, ainsi que la rupture transverse des plis. Cependant, les essais ont montré une forte
dépendance a la température du module de cisaillement et du module transverse, ainsi que du
comportement plastique. Il est donc nécessaire de prendre en compte cette influence dans la loi de
comportement utilisée. Conservant la méme philosophie que précédemment, les modules et le
comportement plastique vont dépendre des variables du modele. Dans le cas indépendant de la
température, I'unique variable utilisée était la déformation plastique équivalente qui permettait de
définir les modules en fonction du niveau des déformations résiduelles. Pour prendre en compte la
température, une nouvelle variable est ajoutée dans la subroutine définissant les variables du
modele : la température. Ainsi, les paramétres matériaux, tels que les modules et la loi de plasticité,
vont pouvoir dépendre a la fois du niveau de déformation résiduelle et de la température. Les essais
réalisés sur les drapages élémentaires (0°, 90° et +45°) a trois températures différentes (-40°C, 25°C
et 85°C) permettent de définir les coefficients nécessaires a I'utilisation d’une telle loi.

L’évolution du module de cisaillement en fonction de la température est présentée sur la Figure
2-10. On observe, quelle que soit la température, une chute brutale de celui-ci. Les valeurs

présentées sur la figure sont celles implantées dans le modele.
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Figure 2-10 : Evolution du module de cisaillement avec la déformation plastique (résultats expérimentaux) utilisée dans la
loi de comportement Abaqus aux trois températures.

Dans le but de vérifier la subroutine écrite, des modélisations sur des volumes élémentaires ont
été réalisées comme décrit dans le paragraphe 2.1.1.3.1. On retrouve un comportement longitudinal
élastique et indépendant de la température alors que le comportement transverse, bien que
toujours élastique, montre une dépendance a la température : le module est plus faible lorsque la
température augmente.

On peut voir dans le Tableau 2-4 les parameétres matériaux utilisés pour une loi de

comportement élasto-plastique avec dégradation progressive des modules couplée a la température.
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Eqr Ex Ess V12 Vi3 Va3 Gy, Gy3 Gy T &p
113400 7800 7800 0.3 0.3 0.3 4930 4930 4930 -40 0
113400 7800 7800 0.3 0.3 0.3 4290 4290 4290 -40 8.89E-05
113400 7800 7800 0.3 0.3 0.3 4100 4100 4100 -40 0.000158
113400 7800 7800 0.3 0.3 0.3 3885 3885 3885 -40 0.000356
113400 7800 7800 0.3 0.3 0.3 3440 3440 3440 -40 0.000698
113400 7800 7800 0.3 0.3 0.3 1960 1960 1960 -40 0.004247
113400 7800 7800 0.3 0.3 0.3 1185 1185 1185 -40 0.01143
113400 7200 7200 0.3 0.3 0.3 4385 4385 4385 25 0
113400 7200 7200 0.3 0.3 0.3 3195 3195 3195 25 0.000271
113400 7200 7200 0.3 0.3 0.3 2545 2545 2545 25 0.0008
113400 7200 7200 0.3 0.3 0.3 2280 2280 2280 25 0.002864
113400 7200 7200 0.3 0.3 0.3 1525 1525 1525 25 0.008941
113400 7200 7200 0.3 0.3 0.3 940 940 940 25 0.02332
113400 5900 5900 0.3 0.3 0.3 3470 3470 3470 85 0
113400 5900 5900 0.3 0.3 0.3 1655 1655 1655 85 0.005679
113400 5900 5900 0.3 0.3 0.3 1495 1495 1495 85 0.01396
113400 5900 5900 0.3 0.3 0.3 1340 1340 1340 85 0.02196
113400 5900 5900 0.3 0.3 0.3 1220 1220 1220 85 0.03066
113400 5900 5900 0.3 0.3 0.3 1090 1090 1090 85 0.04105
113400 5900 5900 0.3 0.3 0.3 975 975 975 85 0.05176
113400 5900 5900 0.3 0.3 0.3 865 865 865 85 0.06377

Tableau 2-4 : Parameétres élastiques de la loi matériau couplés a la température et a la déformation plastique.

De la méme maniére, I'endommagement matriciel est pris en compte par la relation décrite dans
le paragraphe précédent (Eq. 2-51) ol les coefficients a et b dépendent de la température.

Dans le modele, la température a donc une influence sur le comportement mécanique du fait de
la dépendance des parametres matériaux a celle-ci. En plus de cette dépendance, la température va
avoir un effet sur les champs mécaniques par le biais de la dilatation thermique. En effet, lorsque la
température du matériau augmente (ou diminue) celui se contracte (ou se rétracte). Ce phénoméne
est pris en compte par l'ajout du tenseur des déformations thermiques & dans la loi de
comportement écrite sous forme tensorielle :

o= C(T, spl)[s — &y — sth]
Eq.2-52

Cette dilatation thermique est dépendante de la température et de la direction :

° Plus le matériau est chaud, plus il a tendance a se dilater facilement
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. Les fibres se dilatant moins que la matrice sous I'effet de la température, le matériau se
dilate plus facilement dans les directions transverses que dans la direction des fibres, les autres
composantes du tenseur des dilatations thermiques sont nulles.
On obtient alors :
€th; = a; (T[T — To]

Eq.2-53
ol a4 est la dilatation thermique dans le sens des fibres et a, et a3 sont les dilatations thermiques
dans les directions transverses. On peut voir sur la Figure 2-11 I'évolution des coefficients de
dilatation thermique en fonction de la température. Ces données sont celles d’un composite

carbone/époxy provenant de la littérature [15].
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Figure 2-11 : Evolution des coefficients de dilatation thermique en fonction de la température.
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Figure 2-12 : Comportement simulé en traction longitudinale et transverse pour une loi élasto-plastique couplée a la
température avec dégradation progressive des modules aux trois températures testées.
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La loi implantée sous la forme présentée précédemment permet de reproduire le comportement
non linéaire (I'enveloppe) ainsi que la perte de rigidité apparente. N’ayant pas d’ingrédient
viscoélastique, les boucles d’hystérésis ne sont pas appréhendées. La déformation résiduelle apres
décharge est bien captée, tout comme l'effet de la température qui est parfaitement reproduit
(Figure 2-13).
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Figure 2-13 : Comportement mesuré et simulé en cisaillement pour une loi élasto-plastique couplée a la température avec
dégradation progressive des modules aux trois températures.

2.1.1.3.5. Bilan

Une loi de comportement, simple a mettre en ceuvre, élasto-plastique avec dégradation des
modules et couplage avec la température a été développée en s’appuyant sur les possibilités
d’Abaqus a intégrer des couplages entre différentes variables. Il a été possible d’obtenir une loi de
comportement représentant au mieux le comportement du matériau, dans la direction des fibres,
transverse et a +45°, tout en conservant une identification trés aisée et un temps de calcul court.
Cette loi repose sur I’équation tensorielle :

o =C(T,ep1)[e — &p1 — €cn)

Eq. 2-54
oU & est le tenseur des déformations résiduelles et &, est le tenseur des déformations dues a la
dilatation thermique :

ep = f(T,0)
Eq.2-55

en = a(T)[T —T,]

Eqg. 2-56
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Cette loi de comportement sera utilisée par la suite pour modéliser le comportement

thermomeécanique d’éprouvettes représentatives et la partie composite des réservoirs.
2.1.2. Modélisation du comportement thermique
Ces données sont issues des résultats expérimentaux décrits précédemment ou de la littérature.

2.2. Modélisation du comportement de I’acier 316L

Les embases sont des pieces utilisées dans le réservoir pour permettre la liaison du réservoir au
circuit d’hydrogene. Ces piéces sont en acier inoxydable 316L. Les lois de comportement de I'acier

316L utilisé dans les modélisations sont décrites dans les paragraphes ci-dessous.
2.2.1. Modélisation du comportement mécanique

Le comportement mécanique de I'acier 316L constitutif des embases utilisé dans le modéle est

un comportement élasto-plastique issu des données fournisseur. Les parametres élastiques sont

donnés dans le Tableau 2-5.

E (GPa) v

194 0.3

Tableau 2-5 : Propriétés élastiques d'un acier 316L

Le comportement plastique est déterminé par une loi tabulée (Figure 2-14). La limite d’élasticité
est définie a 279 MPa.
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Figure 2-14 : Courbe d'écrouissage de I'acier 316L
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Ces valeurs sont des valeurs couramment obtenues dans la littérature, notamment pour le

module d’Young [69].
2.2.2. Modélisation du comportement thermique

Le comportement thermique de I'acier 316L constitutif des embases est issu de données

fournisseurs. Les différents parameétres utilisés sont données dans le Tableau 2-6.

Densité Conductivité Capacité calorifique
p (kg/m?) A (W.mm™.K?) Cp (J/(g-C))
800000 0.016 500

Tableau 2-6 : Parameétres thermiques de I'acier 316L

2.3. Modélisation du comportement du liner polyuréthane

Le liner utilisé pour le réservoir est un liner polyuréthane. Les lois de comportement du

polyuréthane utilisé dans les modélisations sont décrites dans les paragraphes ci-dessous.
2.3.1. Modélisation du comportement mécanique

Le liner polyuréthane est un liner fourni par RAIGI. Des essais mécaniques sur du polyuréthane
de ce fournisseur ont été réalisés au sein du laboratoire par Maxime Bertin [28]. Celui-ci a mis en

évidence un comportement élasto-plastique a température ambiante.
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o’oo K/ L""“/ ; ; .

Déformation extensometre (en %)

Figure 2-15 : Courbe expérimentale contrainte — déformation du liner polyuréthane RAIGI testé par M. Bertin a
température ambiante [28]
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A cette vitesse d’essai, les caractéristigues mécaniques « élastiques » de ce matériau sont

récapitulées dans le Tableau 2-7.

E (GPa) v

2,15 0,3

Tableau 2-7 : Caractéristiques mécaniques mesurées sur le PU

Le liner sera modélisé par son comportement élasto-plastique a I'aide du module d’Young : 2,15

GPa, son coefficient de Poisson : 0,3 et une loi tabulée contrainte — déformation plastique.
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Figure 2-16 : Loi Contrainte - Déformation plastique utilisée dans le modéle pour le polyuréthane

Son comportement mécanique sera pris indépendant de la température.
2.3.2. Modélisation du comportement thermique

Le comportement thermique du liner a été déterminé en réalisant différents essais permettant
de mesurer les paramétres régissant I'équation de la chaleur: la masse volumique, la capacité
calorifique et le coefficient de conductivité thermique. Les deux premiers ont été déterminés par
densitométrie et par DSC (paragraphes 1.2.2 et 1.3.2.2). Le dernier a fait I'objet d’une thése au
département Fluides, Thermique et Combustion de I'Institut P’ qui a pour but la détermination des
propriétés thermiques de ces matériaux par |'utilisation de méthode Flash. Cependant, pour obtenir

une approximation du coefficient de conductivité thermique, une détermination de ce coefficient a
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été réalisée a I'aide d’un essai avec une caméra infrarouge (Figure 2-17) et de modélisations par

\ —

A weas()
AN
/

éléments finis.

Jet d’air Chaud

Figure 2-17 : Schéma de I'essai thermique sur le liner pour détermination du A

La capacité calorifique et la densité ayant déja été mesurées par DSC et par densitométrie, il

reste a déterminer le coefficient de conduction thermique. Celui-ci peut étre déterminé a I'aide du

maximum de température au dos du PU. En effet, la diffusivité a = est le paramétre principal

p

du temps de l'inertie thermique. On peut donc chercher pour quelle valeur de diffusivité les

maximums mesurés et calculés sont simultanés. Or p et Cp étant connus, la diffusivité ne dépend

plus que de la conductivité du liner. On peut donc retrouver la conductivité en faisant une étude
paramétrique sur cette valeur. La mesure par caméra infrarouge nous donne I'évolution de cette
température au cours du temps. La valeur de conductivité pour laquelle les deux maximums sont
confondus est 0,35 W / m K.

On voit aussi sur cette figure que les pertes thermiques sont difficiles a estimer. En effet, on
observe un refroidissement plus rapide de I'éprouvette en réalité que dans le modele. Cela peut
venir de I'approximation faite sur les pertes par convection naturelle estimées a partir d’abaques,

mais aussi sur I'absence de prise en compte du rayonnement.
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Figure 2-18 : Evolution de la température sur la face arriére du liner en fonction du temps

Au final, on retiendra une valeur de 0,35 W / m K pour la modélisation du liner.

2.4. Bilan

Cette partie a permis de mettre en avant les différentes lois de comportement développées pour
les composites ces dernieres années. Celles-ci sont cependant assez compliquées a mettre en place
et nécessitent un temps de calcul long, qui n’est pas vraiment adapté au calcul sur structure
complexe. De plus, elles sont développées pour les stratifiés et non pour les bobinés. L’utilisation de
ces lois bien que particulierement raffinées est donc compliquée sur un réservoir.

Les études réalisées sur des réservoirs ont montré que l'utilisation de lois élastiques permettait,
dans un premier temps, d’avoir une bonne approximation du comportement du réservoir. Des
études plus approfondies se sont focalisées principalement sur I'endommagement matriciel et sur la
rupture de fibres, et ont montré l'importance de ceux-ci. On ne trouve pas d’études sur le
comportement thermomécanique des réservoirs, c’est pourquoi une loi a été développée pour
rendre compte de maniére pragmatique des phénomenes d’endommagement principaux comme la
fissuration matricielle, en prenant en compte la thermo-dépendance des propriétés matériaux. Cette
loi a été validée sur les cas simples et doit maintenant étre validée sur des empilements plus

complexes.
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CHAPITRE 3

ESSAIS SUR DRAPAGE REPRESENTATIF ET VALIDATION DU

MODELE PAR COMPARAISON AVEC LES ESSAIS

Ce chapitre présente les essais réalisés sur des éprouvettes technologiques représentatives d’un
réservoir hyperbare, ainsi que la confrontation de ces essais avec un modéle numérique de ces
éprouvettes utilisant la loi de comportement décrite au chapitre précédent. Le choix de semi-
structure a été dicté par le fait que les essais sur réservoir sont colteux. De plus générer des
contraintes biaxiales sur des éprouvettes est tres complexe et générateur de problémes spécifiques
(conditions aux limites, concentrations de contraintes, ...). Il nous est apparu judicieux de créer des
éprouvettes sollicitées en traction aptes a capter les phénomeénes agissant dans le réservoir.

Ces éprouvettes sont concues de maniere a générer un champ de contraintes similaire a celui
d’un réservoir. Plus précisément, le drapage des éprouvettes est déterminé de maniére a obtenir les
mémes niveaux de contraintes maximales tout en limitant les effets de bord absents dans un
réservoir.

Ces essais vont permettre de mettre en avant |'effet de la température sur le comportement des
éprouvettes représentatives pour des températures variant de -40°C a 85°C. L’influence des
gradients de températures est aussi mise en avant par la réalisation d’essais représentatifs du
remplissage d’un réservoir avec la présence de gradients de température temporels et spatiaux.

Les essais réalisés sur ces éprouvettes vont permettre grace a l'instrumentation et une
métrologie spécifique (thermographie infrarouge, émission acoustique, corrélation d’images
numériques, radiographie par rayons X, micrographie) de mieux comprendre les mécanismes
apparaissant dans ces éprouvettes soumises a différents chargements (traction, CRP, maintien en
charge, fatigue), et apparaissant donc également dans le réservoir. Ces nombreux types de
sollicitations testés vont permettre d’obtenir un grand nombre d’informations (contraintes a rupture,
perte de rigidité, champs de déformations locaux, déformations résiduelles, ...) qui, couplées aux
résultats du modele, donnent un apercgu assez fin des différents phénomenes. De plus, les essais vont
permettre de valider le modele et celui-ci compléetera les résultats expérimentaux grace aux

informations supplémentaires qu’il fournit.
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3.1. Techniques expérimentales utilisées

Ce paragraphe a pour but de présenter les outils nécessaires a I'analyse du comportement
thermomeécanique d’une éprouvette technologique représentative d’un réservoir hyperbare. Afin de
bien appréhender les différents phénomeénes mis en jeu lors de ces essais, I'utilisation de moyens
métrologiques spécifiques est nécessaire.

La thermographie infrarouge va nous permettre d’appréhender les champs de température sur la
peau de I'éprouvette soumise a un chargement thermomécanique complexe générant des gradients
de température importants. Grace a cette technique, une quantification des gradients de
température et le suivi de leur évolution vont étre réalisés. Ces mesures seront la base de validation
de la modélisation thermique de I'éprouvette.

La corrélation d’images est une technique utilisée dans cette étude afin de suivre I’évolution des
déformations locales des plis au cours des essais. Cette méthode va ainsi nous permettre de
déterminer les champs de déformations, et ainsi nous fournir une base de comparaison importante
nécessaire a la validation du modeéle. De plus, I'obtention des champs de déformations locaux
permet de visualiser les concentrations de déformations apparaissant dans I'éprouvette, signe avant-
coureur d’endommagements. De maniere indirecte et au travers d’'un modeéle d’endommagement,
la corrélation d’'images nous permettra de visualiser la localisation des zones d’apparition de ces
endommagements.

Ces endommagements seront aussi appréhendés par des méthodes telles que |’émission
acoustique et la radiographie par rayons X. L'émission acoustique va nous permettre de suivre la
cinétique des « bruits » générés par la libération d’énergie inhérente a I'endommagement. De
maniere indirecte et par analyse des ondes, il est possible de remonter a la classe
d’endommagement. La radiographie par rayons X permet une visualisation de la forme et de la
nature de ceux-ci a un instant donné.

Ces différentes techniques expérimentales vont étre détaillées dans la partie qui suit.
3.1.1. Caméra infrarouge

La thermographie infrarouge est une technique de mesure de radiation émise par un corps. Cette
technique peut étre utilisée pour obtenir le champ de température d’un objet sur sa surface.
La technique de la thermographie infrarouge repose sur le phénomene physique selon lequel

chaque corps émet un rayonnement qui dépend de sa température et de son émissivité. La mesure
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de température se base sur un étalonnage de la caméra infrarouge pour un corps noir dont
I’émissivité est 1.

La mesure par thermographie infrarouge donne donc une information sur la température de
surface d’un matériau qui peut étre utilisée dans d’autres buts que le suivi de la température. En
effet, les phénomenes irréversibles sont dissipatifs et engendrent un échauffement local de
I’échantillon testé. Cette technique peut donc trouver une application pour les matériaux

composites. En effet, 'endommagement des composites engendre un échauffement local qu’il est

possible de détecter de maniere indirecte par thermographie infrarouge [70-72].
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Figure 3-1 : Mesure de température par caméra infrarouge : Evolution du champ de température durant I'impact d’un
composite verre/polyester et distribution thermique de la zone endommagée [71]

Dans notre étude, la thermographie infrarouge est utilisée afin de suivre I'évolution de la
température au cours d’un cycle de chargement représentatif d’'un remplissage rapide de réservoir.
Cette donnée est nécessaire afin de valider le modéle mis en oceuvre mais aussi pour bien
appréhender les gradients thermiques dans I'éprouvette représentative.

Des mesures de température sont réalisées a I'aide d’'une caméra infrarouge Cedip Silver (Flir
SC5000). La caméra posséde un capteur de 320x240 pixels et une sensibilité de 20 mK. Les images
sont acquises a I'aide du logiciel Altair de Cedip Infrared Systems a une fréquence d’acquisition de 1
Hz. Un étalonnage de la caméra a été réalisé pour des températures comprises entre 15 et 150°C.
Une peinture noire mate en bombe est appliquée sur les éprouvettes afin d’obtenir une émissivité

uniforme et proche de 1.
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3.1.2. Emission acoustique

L'émission acoustique est une technique expérimentale permettant de caractériser
I'endommagement des matériaux. Cette technique consiste en I'enregistrement des ondes
acoustiques libérées lors de I'évolution de 'endommagement. En effet, lors de la sollicitation d’un
matériau, celui-ci libere de I'énergie sous forme d’ondes élastiques transitoires. Deux capteurs
piézoélectriques sont utilisés afin de détecter ces ondes transitoires. Un gel couplant est
généralement utilisé entre I'éprouvette et les capteurs afin d’assurer une bonne transmission de
I’'onde. Ainsi, ces ondes mécaniques sont transformées en signaux électriques acquis via un logiciel
d’émission acoustique.

L'émission acoustique est un phénomene irréversible, dans le sens ol aucune onde ne sera
émise tant que le niveau de charge n’aura pas atteint le niveau de contrainte maximum déja vu par la
structure. Ce phénomeéne se nomme l'effet Kaiser. Cependant, pour une structure endommagée, la
charge P’ a partir de laquelle les événements acoustiques seront de nouveau émis est inférieure a la
charge maximale P déja vue par la structure. Ce phénomene est |'effet Felicity et on peut définir le
rapport Felicity par R = P’/P'

L’émission acoustique peut se caractériser par des salves ayant un caractere oscillatoire, on parle
alors d’émission acoustique par salves. Lorsque les salves d’émissions sont tres nombreuses et se
superposent, on observe une augmentation du bruit de fond. On parle alors d’émission acoustique
continue.

L'endommagement des matériaux composites a matrice organique se caractérise par une
émission acoustique par salves. L'enregistrement des salves d’émissions acoustiques peut étre un
moyen de suivre I'apparition et I’évolution d’endommagements des composites [48, 73]. Ces salves
sont enregistrées lorsque le niveau acoustique émis dépasse un seuil. Ce seuil est généralement fixé
par 'utilisateur de maniére a ne pas enregistrer les bruits parasites. La difficulté principale du suivi
par émission acoustique est d’associer ces salves enregistrées a un certain type d’endommagement.
Différentes méthodes d’analyse des salves enregistrées peuvent étre utilisées : I'analyse spectrale,
I’analyse paramétrique ou I'analyse multiparamétrique.

L’analyse spectrale se base sur la transformée de Fourier pour caractériser les salves d’émissions
acoustiques. La transformée de Fourier permet de décomposer une fonction non périodique en
somme de fonctions sinusoidales et permet donc d’extraire une fréquence propre a un phénomene
émissif. De nombreux auteurs [74-76] ont étudié le contenu fréquentiel de ces salves et ont montré

qgue I'on pouvait classer les différents phénoménes en fonction des gammes de fréquences. On peut
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associer les fréquences faibles a de la fissuration matricielle alors que les hautes fréquences sont
plutét liées a des ruptures de fibres. Les fréquences médianes sont plutét associées dans 'ordre a
des pull-out ou a des décohésions. Les valeurs de ces fréquences sont dépendantes du matériau et
du type d’essai effectué, ainsi, pour un composite carbone-époxy, les fréquences correspondantes a
la fissuration matricielle sont de 90 a 180 kHz, 180 a 240 kHz pour les pull-out, 240 a 300kHz pour les
décohésions et supérieures a 300 kHz pour les ruptures de fibres [77].

Les analyses paramétrique et multiparamétrique consistent en I'étude des paramétres des salves
pour déterminer a quel type de phénomeénes elles sont dues. Ces salves sont caractérisées par de
nombreux parametres (Figure 3-2) dont on peut citer les principaux :

e |a durée, temps écoulé entre le premier et le dernier dépassement du seuil,

e |'amplitude maximale atteinte pendant la salve,

e |e temps de montée, temps écoulé entre le dépassement du seuil et I'instant ou
I"amplitude est maximale,

e |e nombre de coups, nombre de fois ou le seuil est dépassé durant la salve,

e |’énergie, intégrale de I'amplitude au carré sur la durée de la salve.

Temps de
montée

Amplitude Coups

Durée

Figure 3-2 : Principaux paramétres d'une salve d'émission acoustique

L'analyse paramétrique se focalise sur I'’étude d’un seul parametre pour associer la salve a un
type d’endommagement. Le parametre le plus utilisé pour ce type d’étude est I'amplitude de la salve
[78-80]. De la méme maniére que pour I'analyse spectrale, les études réalisées ont montré que
chaque type d’endommagement pouvait étre caractérisé par une gamme d’amplitude, dépendante
du matériau et du type de chargement. Par exemple, Barré et al. [80] associent, pour un composite a

fibres de verre courtes et matrice polypropyléene sollicité en traction quasi-statique et en fatigue, la
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gamme d’amplitude comprise entre 40 et 55 dB a de la fissuration matricielle, la gamme d’amplitude
comprise entre 60 et 65 dB a des décohésions, la gamme d’amplitude comprise entre 65 et 85 dB aux
pull-out et la gamme d’amplitude comprise entre 85 et 95 dB aux ruptures de fibres. Maxime Bertin,
dans ces travaux de thése [28], associe, pour des composites carbone / époxy, la gamme d’amplitude
comprise entre 35 dB et 58 dB a de la fissuration matricielle et les ruptures de fibres a des salves
d’amplitude supérieure a 70 dB.

Cette technique permet le classement rapide de chaque évenement acoustique dans une classe.
Cependant, Huguet et al. [79] ont montré qu’il pouvait y avoir un recouvrement des gammes pour
différents types d’endommagements. On peut alors utiliser une étude multiparamétrique.

L'analyse multiparamétrique permet de prendre en compte plusieurs parameétres pour
caractériser une salve. Différentes méthodes existent pour classer les salves avec ce type d’analyse.
On peut, par exemple, utiliser une méthode supervisée, telle que les k-plus proches voisins ou la
méthode de Fisher. Ces méthodes nécessitent un apprentissage des classes a 'aide de données
d’apprentissage. Les classes sont alors connues et les salves a classer sont alors affectées a I'une des
classes. A contrario, les méthodes non supervisées, telles que la méthode des k-moyennes [81] ou le
réseau de neurones de Kohonen, ne nécessitent pas d’apprentissage préalable. La méthode des k-
moyennes est une méthode itérative permettant de classer les salves en un nombre de classes défini
par I'utilisateur. Initialement, les classes sont définies aléatoirement par leur centre. Chaque salve est
attribuée a la classe la plus proche, puis le centre de chaque classe est recalculé a partir de données
classées, les salves sont alors reclassées en fonction des nouveaux centres et ce jusqu’a stabilisation
des centres des classes. Par exemple, Godin et al. [82] ont utilisé la méthode des k-moyennes pour
classer des données d’émissions acoustiques issues d’essais de traction sur des composites
verre/polyester. Cette classification a ensuite été utilisée comme base d’apprentissage pour la
méthode des k-plus proches voisins.

Lors de cette étude, le systeme PCI-2 de Physical Acoustics est utilisé pour I'émission acoustique.
Les ondes émises lors des essais sont captées a I'aide de deux capteurs résonant PAC micro80 de
diametre 10mm qui présentent une sensibilité importante sur la bande de fréquence comprise entre
100 kHz et 1MHz. Ces capteurs présentent une résonnance a 300 kHz. lls sont reliés a une carte
d’acquisition par lI'intermédiaire de préamplificateurs de 40 dB. Les capteurs sont fixés par des pinces
sur la face des éprouvettes. Le couplage entre I'éprouvette et les capteurs est réalisé a I'aide d’un gel
silicone. La localisation des événements acoustiques est possible avec deux capteurs sur une
éprouvette de largeur faible. Pour cela, il est nécessaire de connaitre la vitesse de propagation des

ondes dans le matériau. Cette détermination est réalisée a partir des mesures de la distance entre les
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deux capteurs et de la différence de temps de détection entre les deux capteurs d’un cassé de mine
en graphite (source de Hsu Nielsen). Dans cette étude, deux capteurs sont utilisés pour différencier
les échos provenant de la partie utile de I'éprouvette, des échos provenant de la partie serrée dans
les mors, des talons ou des bruits de la machine.

Pour I'acquisition des salves, différents parametres d’acquisition doivent étre réglés, tels que le
seuil, le « Peak Definition Time » (PDT), le « Heat Definition Time » et le « Hit Lockout Time ». Ces
parameétres correspondent respectivement a I'amplitude minimale de détection, au temps de
montée maximale d’une salve, a la durée maximale d’une salve et au temps d’aveuglement du
systéme pour éviter les échos secondaires. lls ont été fixés respectivement a 35 dB, 200 us, 800 us et
1000 us. Les caractéristiques des salves enregistrées sont I'amplitude, le temps de montée, la durée,
le nombre de coups et I'énergie. L'analyse a été réalisée par une méthode multiparamétrique
(méthode des k-moyennes) ou par une méthode paramétrique (étude de I'amplitude). En effet, les
résultats obtenus ont montré qu’il était possible de trier de maniére assez précise les évenements
par leur amplitude. De plus, I'analyse multiparamétrique est une étude beaucoup plus longue et
complexe a réaliser. Cette étude ne se focalisant pas tout particulierement sur le traitement des
signaux d’émission acoustique, I'étude paramétrique a été retenue pour le traitement systématique
des données.

Cet outil va nous permettre de suivre I'activité acoustique dans I’éprouvette représentative dans

le but de pouvoir quantifier I'influence de la température sur la cinétique d’endommagement.
3.1.3. Corrélation d’images numériques

La technique de corrélation d’images numériques est une technique permettant de mesurer un
champ de déplacement a partir de la comparaison d’images d’un échantillon prises pour différents
états de déformation qui présente I'intérét d’étre simple de mise en ceuvre [83]. Elle est notamment
utilisée pour mesurer des hétérogénéités [84], pour caractériser le comportement ou pour valider
des lois de comportement [85]. Ces images sont découpées en petites zones uniques du fait de la
présence d’'un mouchetis naturel [86] ou artificiel sur les éprouvettes. On appellera ces zones des
fenétres de corrélation. La technique repose sur I'hypothése que la distribution des niveaux de gris
d’une fenétre reste la méme dans son état déformé. On peut donc connaitre le déplacement d’une
fenétre entre I'état non déformé et I'état déformé grace a sa distribution de niveaux de gris. Le
déplacement mesuré est alors la somme du déplacement matériau et du déplacement

d’ensemble (Eq. 3-1) :
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x'=x+u+U
yi=y+v+V
zZ'=z4+w+W
Eq.3-1

ou : x,y et z sont les coordonnées d’un point P a I'état non déformé,

X', y’' et 2’ sont les coordonnées d’un point P a I'état déformé,

(u, v, w) est le vecteur déplacement matériau du point P entre I'état déformé et I'état non

déformé,

(U, V, W) est le vecteur déplacement d’ensemble du point P entre I'état non déformé et |'état

déformé.

Le champ de déplacement ainsi obtenu peut étre utilisé pour obtenir le champ de déformation
par différenciation.

Dans cette étude, les mesures par corrélation d’images numériques seront réalisées a partir de
clichés acquis avec une camera CCD Princeton Instruments Megaplus EC11000-C. Cette caméra est
équipée d’un capteur de dimension 36x24 mm? et dispose d’une résolution de 11 MPx. Un objectif a
soufflet est installé sur cette caméra. Lors des mesures réalisées dans cette étude, le soufflet est
déployé au maximum et permet d’obtenir un grandissement de 3.

Les marqueurs sur |'éprouvette sont obtenus a partir d’'un mouchetis artificiel déposé sur la
tranche de celle-ci. La taille des grains de ce mouchetis est de l'ordre de 7um, soit, dans la
configuration décrite précédemment, environ 3 pixels.

Des images sont enregistrées au repos et a différents niveaux de charges et sont traitées a 'aide
du logiciel Granu développé au sein du laboratoire. Ce logiciel va mesurer le déplacement des points
de mesure déterminés a partir des noeuds d’un maillage généré sous Abaqus. Ces points de mesure
sont les centres de fenétres de N pixels de c6té utilisées par le logiciel Granu pour réaliser la
corrélation : pour un point de mesure A de coordonnées (x4, y,) surl'image initiale, les pixels de la
fenétre correspondante f, sont définis par leur position (x4 +1i, y4 +1i) et leur niveau de
gris Ir,(x4a+1i, ya+1i). Ce point de mesure se retrouve sur Iimage déformée en
coordonnées (x4 +u, y4 + v), ou (u, v) est le déplacement du point de mesure entre les deux
images. Le déplacement de ce point de mesure entre I'image initiale et I'image déformée est

déterminé en maximisant le coefficient de corrélation déterminé par la relation Eq. 3-2 :

Ci(fa fu)
VC () Ca(fa)

C(A,M) =

Eq. 3-2
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Ce coefficient de corrélation est déterminé a partir des fonctions d’intercorrélation C; (Eq. 3-3) et

N N
, s 1oy 3 . . . .
d’autocorrélation C, (Co(fp) = FZL_E Z}Z,:_ﬂ (pr(xp +i, vp +])) (Ip(xp +1i, yp+J)))
2 2

Eq. 3-4) :
N N
2 2
Clfa for) = Z D (aGatis va+ D) (I G +i+u, yatj+v))
N N
=2 J=72
Eq.3-3
N N
1 2 2
Ca(fp):mz Z I, (xp +1, yp +]'))-(Ip(xp+i' vp +1))
N N
==z =2
Eq. 3-4

Le logiciel Granu trouve le déplacement (u, 1) en maximisant cette fonction, c’est-a-dire lorsque
les fenétres correspondantes se superposent.

Afin de trouver ce maximum, on cherche la présence d’un pic de corrélation (Figure 3-3). Ce pic
est déterminé a I'aide de différents parametres dans le logiciel Granu, tels que le seuil de corrélation

minimal. Une fois le pic trouvé, le déplacement est obtenu par interpolation parabolique déterminée

sur un carré de 5 pixels de c6té autour du pic de corrélation.

1.3
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0 2 4 6
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Figure 3-3 : Exemple de pic de corrélation obtenu lors de cette étude.

Dans la configuration utilisée, la résolution spatiale est de 130 um et la sensibilité sur les

déformations est de 5.10™.
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Dans un premier temps, cette mesure de champ de déformation va nous permettre d’analyser
expérimentalement l'influence de la séquence d’empilement sur la répartition des déformations
dans le but de définir I'éprouvette représentative. Dans un second temps, elle va aussi nous
permettre de mesurer I'évolution des champs de déformations de I'éprouvette représentative au
cours d’un essai de tractions progressives avec paliers de maintien en charge, cela dans le but de
quantifier I'influence de la viscosité sur le comportement de telles éprouvettes. Ces mesures ne
pourront pas permettre une étude de I'influence de la température du fait de I'impossibilité d’utiliser

la caméra haute résolution avec I'enceinte thermique dans sa configuration actuelle.
3.1.4. Radiographie par rayons X

La radiographie par rayons X est une technique d’imagerie qui permet d’obtenir des clichés dont
le contraste dépend de la densité et de I'épaisseur des objets étudiés. Ainsi, il est possible d’observer
certains endommagements grace a cette méthode. En effet, les endommagements vont laisser un
« vide » dans le matériau. La technique de radiographie X permet de détecter ces zones en utilisant
généralement un opacifiant aux rayons X. La limite de cette technique repose sur l'utilisation de
I’'opacifiant qui est déposé sur les bords libres de I'éprouvette et pénétre dans les endommagements
par capillarité, ainsi seuls les endommagements débouchants seront visibles. Cette technique permet

de détecter les fissures transverses et les délaminages (Figure 3-4).

! P v »‘, ‘ “
B .
ﬁ‘..m,ma "~|&J5" ol

Figure 3-4 : Observations de fissures matricielles [87] et de délaminages [88] par radiographie X

Pour cette étude, la technique de radiographie X est utilisée pour détecter ces
endommagements débouchants. Le mouillant utilisé est a base d’iodure de zinc composé de 60 g
d’iodure de zinc, 10 ml d’eau distillée, 10 ml d’alcool isopropylique et quelques gouttes de mouillant
photoflow.

Les clichés sont réalisés a I'aide d’un tube a rayons X ANDREX Pentak HF 100 avec les parameétres
suivants :

e Tension 15 kV
e Intensité 35 mA
e Foyer 3x3 mm?

e Temps d’exposition : 1 min
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L'utilisation de cet outil a pour but de localiser les endommagements dans |'éprouvette et de
déterminer quel type d’endommagement est présent dans I'éprouvette lors d’essais interrompus

(CRP et fatigue).
3.2. Définition du drapage représentatif

Dans le réservoir, le composite subit un chargement biaxial, or les moyens d’essais classiques
disponibles au laboratoire ne permettent que de réaliser des essais en traction uniaxiale. Deux
solutions sont envisageables :

e Adapter un montage permettant de réaliser de la traction biaxiale sur une éprouvette

e Choisir une séquence d’empilement, différente de celle du réservoir, qui entraine un état
de contrainte similaire a celui du réservoir lorsqu’elle est soumise a un chargement
uniaxial.

La deuxiéme solution a été retenue lors de cette étude. En effet, bien que la premiére solution
paraisse la plus proche de la réalité, celle-ci entraine des colts, une complexité de mise en ceuvre et
d’analyse bien supérieure. Un essai de traction biaxiale sur une éprouvette issue d’un procédé de
bobinage nécessiterait soit un montage complexe d( a la courbure de celle-ci qui entrainerait des
colits importants de fabrication, soit une éprouvette constituée d’un cylindre complet qui
entrainerait un prix de revient des éprouvettes plus important et un montage également assez
complexe. De plus, les différentes expériences réalisées pour des cas de chargements biaxiaux ont
montré la difficulté de mise en ceuvre et d’analyse, notamment due aux conditions aux limites et aux
concentrations de contraintes induites.

Enfin, les essais requierent de pouvoir étre réalisés au sein d’une enceinte thermique afin de
pouvoir tester l'influence de la température. La taille des enceintes et des machines étant limitée,
I’adaptation d’un tel montage semble difficile, d’autant plus que les chargements appliqués sont
complexes (traction, fluage, fatigue mécanique et thermomécanique, ...).

La solution technologique retenue, a savoir la modification de la séquence d’empilement,
présente |'avantage d’étre beaucoup moins colteuse, du fait du grand nombre d’éprouvettes
réalisable dans un cylindre et de I'utilisation de machines d’essai classiques, et relativement facile a
mettre en ceuvre et plus facile a analyser. Le verrou technologique a relever vient de la courbure de
I’éprouvette dont on ne peut s’affranchir si 'on veut garder le méme procédé de fabrication et ainsi
rester plus proche du matériau réel. Ce verrou a été levé par I'utilisation d’équipements d’essai

spécifiques que I'on verra dans la partie 3.3. Le choix de la séquence d’empilement reste cependant
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primordial pour obtenir des résultats représentatifs de ce que I'on pourrait trouver dans un réservoir.
La partie qui suit présente le choix de ce drapage. Il est réalisé a partir d'un calcul analytique pour le
choix des angles et d’'une simulation numérique couplée a des mesures par corrélation d’images pour

le choix de I'ordre des plis.
3.2.1. Choix de I'orientation des plis de I’éprouvette représentative

La premiere étape de la détermination du drapage représentatif est le choix des angles. Ce choix
va étre réalisé a partir d’'un calcul analytique sur la partie centrale du réservoir et d’un calcul
analytique sur une éprouvette, le but étant de retrouver les mémes niveaux de contraintes
maximales. La contrainte longitudinale oy et la contrainte circonférentielle o, (Figure 3-5) dans la
partie cylindrique du réservoir peuvent étre calculées de maniére analytique a partir de la pression et

des données géométriques du réservoir.

SRR EEED

Pression 700 bars

bbb bbb X

Figure 3-5 : Axes du réservoir.

En écrivant I'équilibre du fond du réservoir et d’un demi-cylindre (Figure 3-6), on obtient les
relations reliant la contrainte g,, la pression et les données géométriques (Eq. 3-5) et la relation

reliant la contrainte o, la pression et les données géométriques (Eq. 3-6).

TR,% X Py = 2mRy X e X oy

Eqg. 3-5
2R, X I X Py =2l X e X g,
Eqg. 3-6
Le réservoir est donc soumis a un chargement biaxial dépendant de la pression (Eq. 3-7) :
X 2e YT oe
Eq. 3-7
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Figure 3-6 : Equilibre des forces extérieures et des efforts intérieurs sur le fond du réservoir (a) et sur le demi-cylindre (b)

Les contraintes locales g1, 055 et 01, dans chaque pli du réservoir sont calculées pour le
chargement biaxial déterminé équation Eq. 3-7. Bertin [28] a montré que les contraintes obtenues
lors d’un calcul par éléments finis sur un réservoir sont proches de celles obtenues en réalisant un
calcul analytique sur une plaque infinie.

Le drapage du réservoir utilisé pour ce calcul est un drapage constitué de 8 orientations
[£6,/16,/1+65/16,] et permet d’obtenir les contraintes dans chaque pli (Tableau 3-1). Ce drapage
n’est pas un drapage réel de réservoir mais une séquence d’orientations couramment utilisées dans

les réservoirs bobinés composites.

Orientation Contrainte Valeur (MPa)
01 166.2
10, o, 26.5
01y +4.2
01 259.5
10, 0> 22.0
O12 8.4
01 365.6
+0; 0> 16.8
O12 +14
01 367.2
10, 0> 16.8
O12 0.0

Tableau 3-1 : Contraintes maximales obtenues dans chaque pli du réservoir pour une pression de 700 bars.
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L'objectif est d’atteindre des niveaux de contraintes maximales (011, 05, 01,) dans I'éprouvette
subissant un chargement uniaxial voisins de ceux atteints dans le réservoir sous pression
(chargement biaxial).

Une optimisation a été réalisée avec 4 orientations 8, et +8, afin de faciliter la recherche du
drapage représentatif. Le drapage obtenu est composé de 8 couches a +16° et 12 couches a 90°
avec une épaisseur de pli de 0.3mm. Cet empilement conduit a une éprouvette de 6 mm d’épaisseur

dont les contraintes dans les plis, pour un chargement uniaxial de 0,=150 MPa, sont :

Orientation Contrainte Valeur (MPa)
01 360
+16 0, 7.3
O12 +8.5
(oJ} -19.6
+90 0, 25.6
O12 0.0

Tableau 3-2 : Contraintes dans chaque pli d'une éprouvette représentative

Les caractéristiques globales de I'éprouvette ainsi obtenues sont données dans le Tableau 3-3.

Ex (GPa)

Ey (GPa)

Gxy (GPa)

43.55

71.18

6.91

Tableau 3-3 : Caractéristiques globales de I'éprouvette représentative déterminées par calcul analytique.
Un drapage composé de 8 couches a +16° et 12 couches a 90° est donc un drapage qui permet

d’obtenir les mémes niveaux de contraintes maximales que dans le réservoir mais dans une

éprouvette chargée uniaxialement (valeurs soulignées dans le Tableau 3-1 et dans le Tableau 3-2).

3.2.2. Choix de la séquence d’empilement a I'aide de calculs Abaqus et

de mesures par corrélation d’images numériques

La démarche précédente a permis de déterminer les orientations des plis dans le drapage
représentatif pour obtenir des niveaux de contraintes similaires a ceux du réservoir. Cependant, la
séquence d’empilement a aussi un effet tres important sur la tenue de I'éprouvette et le calcul
analytique réalisé précédemment ne la prend pas en compte. Pour des raisons économiques, il est

difficile de réaliser des éprouvettes avec différentes séquences d’empilements afin de toutes les
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tester. Il est donc important de bien choisir cette séquence d’empilement avant de lancer leur
production. Les variations de tenue des éprouvettes sont principalement dues aux effets de bord. Or,
le réservoir ne présente pas de bord libre. Dans ce paragraphe, la séquence d’empilement retenue
est donc déterminée de maniére a éviter les délaminages dus a ces effets particuliers.

Afin de choisir une séquence d’empilement, la seule solution est de réaliser des simulations
numeériques. Ces dernieres sont réalisées en reprenant la géométrie des éprouvettes souhaitées
(dimensions, courbures). Une loi de comportement élastique linéaire est utilisée. Elle a pour
avantage d’étre simple a mettre en ceuvre et d’engendrer des calculs courts, ce qui permet de
pouvoir optimiser la séquence d’empilement en testant plusieurs cas. L'utilisation d’une loi élastique
permet aussi de transposer cette méthode a un autre matériau sans avoir a refaire toute la
caractérisation détaillée.

Comme nous l'avons souligné précédemment, il est difficile de mener une étude paramétrique
expérimentale sur un grand nombre de séquences d’empilement. Cependant si I'on souhaite utiliser
I'outil numérique pour choisir la séquence de I'éprouvette technologique, il est essentiel de le
qualifier. Pour ce faire, des éprouvettes composites proches de celles de cette étude ont été
utilisées. 1l s’agit d’éprouvettes réalisées par stratification de plis élémentaires obtenus par
enroulement filamentaire et dont deux séquences d’empilement étaient disponibles chez I'industriel.
Ces deux séquences d’empilement sont les suivantes :

A:[25/(65/-65),/—25/(65/—65),]s et B: [(65/—65),/(25/—25)/(65/—65),]s

Des simulations numériques des empilements A et B sont confrontées aux mesures de champs
réalisées sur les tranches de ces deux éprouvettes soumises a de la traction. Une fois cet outil validé,
nous pourrons choisir la séquence avec les angles 16° et 90° la moins délaminante.

Pour les deux éprouvettes testées, des essais de traction jusqu’a rupture ont tout d’abord été
réalisés et ont montré que la contrainte a rupture du drapage A est de 172 Mpa pour 231 Mpa pour
le drapage B. Puis les champs de déplacements ont été mesurés sur la tranche d’une éprouvette de
chaque drapage par corrélation d’'images numériques. On peut voir sur la Figure 3-7 le mouchetis
déposé sur I'éprouvette A dont le drapage est [25/(65/—65),/—25/(65/—65),];, ainsi qu’une

fenétre de corrélation.
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Figure 3-7 : Mouchetis déposé sur I'éprouvette A et zoom sur une fenétre de corrélation

Pour cette mesure, la taille de la fenétre de corrélation utilisée est de 50x50 pixels, soit 130x130
pm. Les points de mesure, représentant les centres des fenétres, sont déterminés a 'aide des nceuds
d’un maillage réalisé sous Abaqus CAE. Le maillage utilisé est présenté sur la Figure 3-8. Les noeuds
de ce maillage sont espacés de 30 pixels dans I'épaisseur de I'éprouvette Z et de 60 pixels dans la
direction de traction X. Dans cette configuration, la sensibilité moyenne de la technique de mesure
des déformations est de 5.10. Les champs de déformations sont alors obtenus par dérivation des
champs de déplacement a I'aide du logiciel Abaqus. Trois chemins sont utilisés pour tracer |’évolution

des mesures en fonction de la position en Z (Figure 3-8).

9
g Path 1

<

=}

o

o

o
a Path 2

S

X

L,
Path 3

0,5 mm

Figure 3-8 : Maillage utilisé pour la mesure des déplacements par corrélation d'images numériques au cours d'essai de
traction sur des éprouvettes possédant 2 plis a 25°, 2 plis a -25°, 8 plis a 65° et 8 plis a +65°.

Les champs de déformations obtenus pour les deux drapages sont présentés pour un
chargement de 129 MPa. On observe respectivement sur les Figure 3-9, Figure 3-10 et Figure 3-11 les

déformations €,, €,, et &,.
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Figure 3-9 : Champs de déformation &,, mesurés par corrélation d'images sur I'éprouvette A (a) et sur I’éprouvette B (b)
(les carrés rouges représentent les plis a +25° et les carrés bleus représentent les plis a +65°).

Pour un chargement de traction de 129 MPa, la Figure 3-9 montre que les éprouvettes
présentent un champ de déformation e,, a peu prés homogéne sur la zone étudiée. Pour cette
contrainte, la valeur moyenne de la déformation &, est d’environ 5.10” pour les deux drapages. Ces
déformations sont tres proches car les éprouvettes ont le méme module.

La Figure 3-10, qui présente les champs de déformation transverse ¢,,, met en évidence la
différence de drapage entre les deux éprouvettes. On observe un champ de déformation €,, non
homogéne. Pour I'éprouvette A, on peut remarquer des niveaux de déformation plus élevés (en
valeur absolue) au niveau des interfaces entre les plis a +25 et +65 (en rouge et en bleu).
L’éprouvette B reflete encore mieux ce phénomeéne. On observe une valeur trés élevée (en valeur
absolue) de déformation ¢, a I'interface des plis a 25° et a -25° en bleu. La déformation ¢,, dans le
reste de la zone d’étude reste faible. Les niveaux maximum de déformations ¢,,, toujours en valeur

absolue, sont nettement supérieurs dans I'éprouvette B que dans I'éprouvette A.
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Drapage :

EZZ

+2.0008-02

(b)

Figure 3-10 : Champs de déformation &,, mesurés par corrélation d'images sur I'éprouvette A (a) et sur I’éprouvette B (b)

La Figure 3-11 présente les champs de déformation de cisaillement g,, et met en évidence le
méme phénomene que la Figure 3-10: 'augmentation des déformations au niveau des interfaces
entre plis de différentes orientations. L'éprouvette A présente des niveaux de cisaillement tres élevés
au niveau des interfaces +25°/+65°, notamment a l'interface entre le pli a +25° et le pli a +65°.
L'éprouvette B présente aussi une concentration de déformation au niveau des interfaces, plus
particulierement l'interface +25°/-25° en bleu. On peut aussi remarquer une augmentation plus
légére de la déformation au niveau des interfaces +25°/+65°.

On remarque donc que I'éprouvette A présente un champ de déformation qui semble plus
favorable a I'apparition de délaminage avec a la fois une déformation ¢, élevée (en traction) et une
déformation en cisaillement ¢,, élevée au niveau de I'interface +25°/+65° alors que I’éprouvette B ne
présente qu’une contrainte de cisaillement ¢,, élevée mais une déformation ¢,, négative qui aurait

plutét tendance a consolider 'interface 25°/-25°.
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(111 I

Drapage :

E)(Z

+4.000e-02

(b)

Figure 3-11 : Champs de déformation &,, mesurés par corrélation d'images sur I'éprouvette A (a) et sur I'éprouvette B (b)

Une comparaison de ces résultats de corrélation d’images avec un calcul numérique va
permettre de compléter ces remarques afin de choisir le drapage a retenir.

Les deux séquences d’empilement ont été modélisées en trois dimensions (Figure 3-12) a I'aide
du logiciel Abaqus CAE. Le modele compte 33600 éléments C3D20 et 144077 nceuds. Les conditions
aux limites sont appliquées de maniéere a rester fidele aux conditions d’essai : encastrement des deux
surfaces en contact avec les mors d’un c6té et déplacement bloqué dans toutes les directions sauf
celle de traction de 'autre coté. La charge est appliquée par un effort surfacique correspondant aux
deux surfaces en contact avec les mors.

Ce calcul numérique est réalisé avec une loi de comportement élastique pour permettre de

réaliser des calculs rapidement et ainsi tester plus rapidement un grand nombre de configurations.
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20 >

Figure 3-12 : Modéle éléments finis de I'éprouvette utilisé pour déterminer la séquence d'empilement du drapage
représentatif

Les deux séquences d’empilement testées ont été comparées grace aux modeéles éléments finis.

Dans un premier temps, une comparaison des champs de déformations numériques et
expérimentaux a été effectuée et a permis de valider les résultats de la modélisation. Par exemple,
on peut voir une trés bonne concordance entre les champs de déformation ¢, issus du modele et

ceux issus de la dérivation des champs de déplacements obtenus par corrélation d’images
numériques (Figure 3-13).

. DAY e ]

< »

SXZ (m m)

—=— numerical results —=— experimental results

Position selon I'épaisseur (mm)

Figure 3-13 : Comparaison des valeurs locales sur le path 2 des déformations &,, numériques et expérimentales (DIC)
pour le drapage A.

Dans un second temps, l'utilisation d’un critére de Tsai-Wu en 3D montre la présence de
concentrations de contraintes différentes aux bords des deux éprouvettes (Figure 3-14). Le critére

utilisé pour cette modélisation est un critere anisotrope 3D. Il s’agit d’un critere tensoriel polynomial

anisotrope du second ordre. Ce critéere peut se mettre sous une forme vectorielle :
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f(a)=F.o+d"Fa=1

Eq. 3-8
Il faut alors déterminer les six coefficients de F et les 21 de 5 :

F. F1111 F1122 F1133 0 0 0

F,, F2211 F2222 F2233 0 0 0

F Fs; . F F3311 F3322 F3333 0 0 0

= e =
- 0 = 0 0 0 F1212 0 0
0 0 0 0 0 F1313 0
0 0 0 0 0 0 F2323

Eq. 3-9

Ces coefficients sont déterminés a partir des contraintes a rupture dans les différentes directions
du composite.

Au cceur de I'éprouvette, le critere est semblable quel que soit le drapage. Par contre, sur les
bords libres, la valeur de celui-ci est 2,5 fois plus élevée dans le drapage A que dans le drapage B.
Cela est d{ au fait que les contraintes observées au coeur de I'éprouvette sont identiques alors que

sur le bord libre de I’éprouvette celles-ci dépendent de la séquence d’empilement.

1mm
— 1 1.34
Tzaiwu f ., = 2
(Avg: 75%) »
vg+2.900e+00 F ol -— Drapage B

+2,658e+00
+2.417e+00
+2.175e4+00
+1.922e+00
+1.692e+00

+1.450e4+00
+1.208e4+00
+9.6672-01
+7.250e-01
+4.833e-01
+2,417e-01
+0.000e+00

z

L.

Figure 3-14 : Critére de Tsai Wu dans la section centrale de I'éprouvette pour les deux drapages

2.82

Drapage A

Les valeurs minimales et maximales de chaque contrainte au point ou le critére est maximal sont
présentées dans le Tableau 3-4. Dans ce tableau, 1 est la direction locale des fibres, 2 est la direction

locale perpendiculaire aux fibres dans le plan XY et 3 correspond a la direction hors plan Z.
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011 (MPQ) 055 (MPa) 033 (MPa) 012 (MPQ) 0413 (MPa) 0,3(MPa)

Min Max | Min | Max | Min Max | Min Max | Min Max | Min Max

Drapage A | -127 | 306 -2 73 -38 52 -51 51 -71 71 -78 78

Drapage B 10 402 | -49 44 -79 18 -49 49 -70 70 -74 -74

Tableau 3-4 : Comparaison des niveaux de contraintes locales atteints dans les éprouvettes utilisées pour déterminer le
drapage représentatif pour un chargement en traction de 129 MPa.

Ce résultat montre une tres nette différence de contraintes gy, 0,5 et g33. En effet, on observe
dans le drapage A, une contrainte maximale dans la direction des fibres inférieure de 100 MPa (25%)
a celle dans le drapage B. Cependant, les contraintes dans les directions orthogonales aux fibres : g,
et g3 sont trés nettement supérieures dans le drapage A comparées a celles dans le drapage B. Ces
niveaux de contraintes bien plus élevés sont a I'origine du délaminage que I’'on a pu observer entre le
pli externe a 25° et le pli a 65° adjacent et de la fissure matricielle dans le pli a 65° dans le drapage A
(Figure 3-15). Les niveaux de déformations élevés sur cette figure ne traduisent pas la déformation
matériau mais I'ouverture des fissures. Le drapage B ne présente pas d’endommagements visibles de

ce type.

Ezz Exx

+8,4500-02
+7.33%e:02
+6,212¢-02
+5,0890-02

-1.821e-02
-2.399e-02

Figure 3-15 : Champs de déformations mesurés par DIC et photo du mouchetis d’une éprouvette de type A présentant une
fissure matricielle et un délaminage.

Cette étude sur un drapage présentant deux orientations différentes a permis de mettre en
évidence l'influence de la séquence d’empilement sur le champ de contrainte au bord des
éprouvettes. Bien que la zone ou se localise ce phénomeéne soit trés restreinte par rapport a la taille

de I'éprouvette, celui-ci engendre une différence trés importante au niveau macroscopique : une
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différence de contraintes a rupture expérimentales de 25 % (231 MPa contre 172 MPa). Cette
différence peut étre expliquée par les niveaux de contraintes dans les directions perpendiculaires aux
fibres qui vont influencer I'apparition d’endommagements tels que les fissures matricielles et les
délaminages.

Ainsi, on a montré que le drapage de type A:[25/(65/—65),/—25/(65/—65),]¢ est moins
performant que le drapage de type B : [(65/—65),/(25/—25)/(65/—65),];.

3.2.3. Eprouvette représentative

A partir des conclusions du paragraphe précédent, des simulations numériques d’éprouvettes
avec un drapage composé de 8 couches a +16°et 12 couches a 90° tel que déterminé dans le
paragraphe 3.2.1 ont permis de déterminer un drapage « optimal » pour minimiser les effets de
bords : [90,/+16/90,/+16/90,];.

Le but de cette étude étant de caractériser le comportement thermomécanique de I'éprouvette
sous différents types de sollicitations thermomécaniques (traction, CRP, fluage, fatigue sous
conditions thermiques isotherme a -40°C, 25°C et 85°C ou de cyclage thermique avec gradient de
température), deux types de configurations d’éprouvettes sont réalisés. Ces configurations
dépendent du chargement thermique imposé :

. Les essais isothermes sont réalisés dans le but d’étudier I'influence de la température
entre -40°C et 85°C, plage d’utilisation du réservoir prévue par le cahier des charges. Dans ce cas, la
température au sein de I'éprouvette est constante. |l n’y a pas de gradient de température spatial ou
temporel. Dés lors, il est possible d’utiliser I'éprouvette composite seule. Les chargements appliqués
a cette éprouvette sont des chargements de traction, des CRP, des CRP avec maintien en charge, et
de la fatigue mécanique 1Hz dans des conditions isothermes.

. La deuxieme configuration correspond au cas ou l'on applique un chargement
représentatif du remplissage d’un réservoir, a savoir une augmentation de la contrainte équivalente
a la montée en pression du réservoir et une augmentation de la température correspondant a
I’échauffement du gaz au sein du réservoir. En effet, lors d’'un remplissage, la température du gaz
augmente en raison de différents phénomeénes décrits dans I'introduction. Cette augmentation de
température conduit, par convection, a un échauffement du liner et donc, par conduction, a un
échauffement de toute la structure. Cependant, ce type de condition (gaz chaud a l'intérieur du
réservoir et gaz froid a I'extérieur) entraine un gradient thermique au sein de I'éprouvette qui a une

influence trés importante sur son comportement. Il est donc nécessaire de bien représenter ce
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chargement thermique. Dans le réservoir le liner polyuréthane servant a I'étanchéité a aussi un role
d’isolant thermique entre le gaz et le composite. Afin d’étre représentatif de ce phénomene, une
partie liner en polyuréthane est fixée a I'éprouvette composite afin d’appliquer le flux de chaleur au
liner comme lors du remplissage du réservoir.

Des calculs éléments finis avec des lois de comportement linéaires permettent de simuler la
réponse d’'un tel assemblage a une sollicitation de traction. Ces calculs ont permis de montrer que
coller la partie composite et la partie polymere engendrait un état de flexion dans I'éprouvette
(Figure 3-16). Pour s’affranchir de ce phénomene, la partie polymére n’est donc pas collée mais
simplement mise en contact avec la partie composite a I'aide d’une pate thermique qui assure la
conduction thermique mais pas le transfert d’effort, ce qui évite la flexion de I'éprouvette

représentative.

Direction

de traction

Figure 3-16 : Déformée (x100) d'une éprouvette représentative dont la partie polymere et la partie composite ont été
collées.

L'augmentation de la pression est simulée a I'aide d’'un chargement mécanique de traction,
I'augmentation de température est modélisée par la présence d’un jet d’air chaud sur la surface du

polymere (Figure 3-17).

Fatigue
mécanique

AVAVAV. o
AVAVAY. o
Fatigue
thermique

Polymere Composite
carbone/époxy

Figure 3-17 : Schéma de I'essai de fatigue thermomécanique.
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Le cycle modélisant le remplissage d’un réservoir est décrit sur la Figure 3-18. Il est constitué
d’une montée en charge en 2 minutes ou la température du jet et le chargement mécanique
augmentent linéairement jusqu’a leur valeur maximale. L'effort est maintenu 360 secondes tandis
que la température reste constante a 150°C pendant 15 secondes puis décroit progressivement
jusqu’a revenir a sa valeur initiale (1min 30 a -0.6°C /min puis 1min 30 a -0.2°C/min). La charge
redescend a 0 en 1 minute. La température maximale appliquée lors de ce test a été déterminée

expérimentalement de maniere a obtenir une température de 85°C a la surface du polyuréthane.

160 120
——Contrainte

—Température

140

100

120

100

80

60

Contrainte appliquée (MPa)
o
o
Température appliquée (°C)

40

20

o] 50 100 150 200 250 300 350 400 450
Temps (s)

Figure 3-18 - Cycle thermomécanique.

3.3. Développement d’équipements d’essai

Les essais réalisés sur les éprouvettes représentatives du réservoir doivent étre effectués a
différentes températures afin de connaitre le comportement du réservoir pour toute la plage
d’utilisation du réservoir. De la méme maniere que le remplissage rapide d’un réservoir conduit a un
échauffement de I’hydrogene, la vidange rapide conduit a un refroidissement. De plus, le réservoir
peut étre utilisé dans des conditions de température négative (le cahier des charges prévoit -40°C). Il
est donc nécessaire de réaliser des essais pour des températures allant de -40°C a 85°C afin de
connaitre le comportement des éprouvettes représentatives sur toute cette plage de température.
Ces essais sur des éprouvettes courbes nécessitent le développement et I'utilisation d’équipements

spécifiques qui vont étre présentés dans la partie suivante.
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3.3.1. Description du cahier des charges du banc d’essais

Pour pouvoir caractériser au mieux le comportement des éprouvettes représentatives, différents

types d’essais ont été réalisés :

des essais de traction quasi-statique a vitesse de déplacement imposée (0.5mm/min)
jusqu’a rupture. Ces essais permettent de connaitre la contrainte a rupture des
éprouvettes dans des conditions thermiques différentes et donc de quantifier I'influence
de la température.

des essais de traction quasi-statique a vitesse de déplacement imposée (0.5mm/min)
avec chargements répétés progressifs. Ces essais permettent de connaitre I'évolution de
la déformation résiduelle au cours de I'essai ainsi que la perte de rigidité en fonction de
cette déformation résiduelle (grace a des jauges d’extensométrie).

des essais de traction quasi-statique a vitesse de déplacement imposée (0.5mm/min)
avec chargements répétés progressifs et paliers de 5 minutes. Ces essais permettent de
connaitre I'évolution de la déformation résiduelle au cours de I'essai ainsi que la perte de
rigidité en fonction de cette déformation résiduelle (grace a des jauges d’extensométrie)
mais aussi I'influence de la viscosité.

des essais de fatigue 1Hz a température constante: -40°C, 25°C et 85°C. Ces essais
permettent de connaitre la tenue en fatigue des éprouvettes représentatives sur toute la
plage de température d’utilisation du réservoir. De plus I'évolution de I'endommagement
peut étre suivie par émission acoustique.

des essais de fatigue thermomeécanique. Ces essais ont pour but de se rapprocher au plus

prés des conditions de remplissages successifs.

Les essais de fatigue imposent immédiatement |'utilisation d’une machine de fatigue. De plus, les

essais de traction jusqu’a rupture demande une capacité machine importante. Il faut donc une

machine de fatigue adéquate disposant d’une cellule de charge de capacité élevée. Les moyens

disponibles au laboratoire nous orientent vers la machine Instron 1251 (Figure 3-19). Il s’agit d’une

machine de traction servo-hydraulique dédiée a la réalisation d’essais de fatigue mais pouvant aussi

étre utilisée pour réaliser des essais de traction quasi-statique grace a sa cellule de charge de 100kN.

On pourra donc réaliser sur cette machine des essais de fatigue et des essais de traction quasi-

statique avec une limite de charge de 100kN et une limite d’allongement de 30mm. Avec les

éprouvettes utilisées (section environ 120mm? et longueur utile 150mm), cela conduit a une
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contrainte maximale de 830MPa et a une déformation maximale de 20%, ce qui est largement

supérieur aux valeurs attendues lors de ces essais.

INSTRON |

Figure 3-19 : Machine de fatigue INSTRON 1251

3.3.2. Enceinte thermique

La réalisation d’essais isothermes a des températures d’essais comprises entre -40°C et 85°C
requiert I'utilisation d’une enceinte thermique. Le laboratoire dispose déja d’une enceinte thermique
capable d’atteindre des températures comprises entre I'ambiante et 85°C et adaptable sur la
machine de fatigue INSTRON 1251. Il convient donc d’adapter le banc d’essai afin de pouvoir obtenir
des températures négatives jusqu’a -40°C. Deux solutions étaient envisageables :

e L’acquisition d’une nouvelle enceinte
e La modification de I'enceinte existante

De maniere pragmatique, la deuxieme solution a été retenue pour plusieurs raisons. Tout
d’abord, I'acquisition d’une nouvelle enceinte est un investissement important. De plus, une nouvelle
enceinte aurait nécessité le montage et le démontage des enceintes. L’enceinte existante a donc été
modifiée pour pouvoir atteindre des températures comprises entre -40°C et 85°C.

Pour atteindre ces températures, I'isolation de celle-ci a tout d’abord été renforcée pour éviter
les pertes thermiques. La réalisation d’essais de fatigue a orienté le moyen de refroidissement vers
un cryostat. En effet, I'utilisation d’azote n’était pas envisageable compte tenu de la durée d’un essai
de fatigue. Un circuit hydraulique a donc été installé dans I’enceinte afin de permettre la circulation
du fluide frigorifique. Il s’agit d’'un serpentin avec un échangeur qui a été installé sur chaque paroi
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latérale de l’enceinte. Un passage de cables est réalisé afin de pouvoir installer différentes

instrumentations dans I’enceinte. On peut voir celle-ci sur la figure 3-20.

Figure 3-20 : Vues intérieures et extérieures de I'enceinte

Des tests ont préalablement été réalisés sur le banc afin de valider le développement de
I’enceinte. Deux thermocouples sont placés dans l'enceinte et permettent de mesurer la
température. Ces deux thermocouples sont placés a des endroits différents de I'enceinte (prés de
I’éprouvette et pres du fond de I'enceinte). lls permettent de vérifier si la température est bien
atteinte dans I'enceinte et si celle-ci est bien stable. Ces tests permettent aussi de calibrer la
commande du cryostat afin d’obtenir la température désirée dans I'enceinte. Les deux
thermocouples donnent une température identique a 1°C prés. La température est donc bien
homogene dans I'enceinte grace au ventilateur qui brasse I'air dans I'enceinte. Ces tests ont permis
de valider le banc d’essai. La figure 3-21 montre I'évolution de la température en fonction du temps
en partant de la température ambiante. Le temps de stabilisation de la température a -40°C est
d’environ 4h.

30 -
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Température (°C)

-30 4

40 -

-50 -

Temps (min)

Figure 3-21 : Evolution de la température au sein de I'enceinte
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3.3.3. Mors pour la machine de fatigue

La machine de fatigue INSTON 1251 utilisée lors de ces essais disposent de mors en U équipée de
plaguettes de serrage planes (Figure 3-22). Ces mors ne sont pas adaptés a la mise en ceuvre d’essais

sur les éprouvettes représentatives du fait de leur courbure inhérente au processus de fabrication.

101 ]

/;’ .
Plaquettes de serrage [ Vis de serrage
4
Axes de guidage | [ | L |

Figure 3-22 : Schéma des mors de la machine de fatigue INSTRON 1251

Pour appliquer une pression suffisante pour éviter le glissement des éprouvettes tout en évitant
de les déformer, il est nécessaire d’utiliser des plaquettes de serrage spécifiques. Celles-ci
reprennent la géométrie des plaquettes d’origine de la machine de fatigue et disposent en plus d’un
usinage convexe de rayon 155 mm reprenant la courbure intérieure des éprouvettes ou concave de
rayon 161 mm reprenant la courbure extérieure. Avec ces plaquettes, on peut appliquer une
pression relativement homogene sur I'éprouvette sans déformer celle-ci. On peut voir ces plaquettes

de serrage sur la figure 3-23.

12 cm

Figure 3-23 : Mors spécifiques pour la machine de fatigue INSTRON 1251
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3.4. Modélisation de I’éprouvette représentative retenue

Ce paragraphe s’attache a décrire la modélisation de I'éprouvette représentative déterminée
dans la partie 3.2. Ce modele aura pour but de mieux appréhender les phénomenes mis en avant
expérimentalement. En effet, les essais mis en ceuvre dans ce chapitre présentent une complexité
supérieure a celle des essais de caractérisation présentés dans le chapitre 1. Tous les outils
métrologiques mis en ceuvre lors de cette campagne expérimentale permettront d’obtenir des
informations qui, mises en compétition avec les résultats numériques, permettront de mieux
comprendre le comportement de ces éprouvettes représentatives. De plus, la comparaison des
résultats numériques et expérimentaux permettra de valider la modélisation retenue. L’analyse
paralléle des résultats expérimentaux et numériques permet d’enrichir les résultats obtenus.

Par exemple, la thermographie infrarouge permet de connaitre la température sur toutes les
faces de I'éprouvette. Cette donnée peut ainsi étre comparée au modele afin de valider les résultats
numériques, qui permettront par la suite de connaitre le champ de température dans toute
I’éprouvette.

Comme le modeéle s’attache a essayer de prendre en compte de maniére pragmatique le plus de
phénomeénes possible, la modélisation mise en ceuvre est tridimensionnelle afin de mieux
appréhender les phénomenes hors plan tel que le gradient thermique lors d’un chargement
thermomécanique et d’appréhender de maniére précise le champ de contraintes au sein de
I’éprouvette.

Le modéle mécanique de I'éprouvette permettant de simuler les essais isothermes et le modéle
thermomécanique permettant de simuler un cycle de l'essai de fatigue thermomécanique

représentatif d’'un remplissage de réservoir sont décrits dans les deux paragraphes suivants.
3.4.1. Modele mécanique

Le modele mécanique a pour but de simuler les essais isothermes réalisés sur les éprouvettes
technologiques. Il s’agit donc d’'un probleme mécanique, a savoir que la température n’est pas
calculée mais est imposée constante dans toute I'éprouvette.

Afin de modéliser les essais de maniére la plus réaliste possible, I’éprouvette est modélisée en
trois dimensions en respectant au mieux la géométrie réelle des éprouvettes. Son épaisseur et sa
largeur sont déterminées par une mesure moyenne de I'épaisseur et de la largeur des éprouvettes
usinées. Sa courbure, induite par le procédé de fabrication d’enroulement filamentaire, est aussi
modélisée.
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L'éprouvette composite présentant des hétérogénéités locales inhérentes a l'orientation des
angles dans chaque couche, elle a été partitionnée en 20 couches afin de pouvoir rendre compte de
celles-ci. Un repére local cylindrique a donc été attaché a chaque couche pour modéliser la variation
d’orientation dans les différentes couches et la courbure de celle-ci. L'axe 1 de ce repére correspond
a la direction des fibres, I’axe 3 correspond a la normale a la couche.

Pour pouvoir valider la loi de comportement décrite au paragraphe 2.1.1.3, celle-ci est
implémentée dans le modele éléments finis de I'éprouvette. En effet, la comparaison des résultats
numeériques et expérimentaux permettra de discuter des résultats obtenus. De plus, cette loi,
développée pour décrire le plus possible de phénoménes de maniere simple, donnera des
informations complémentaires aux résultats expérimentaux afin de mieux appréhender le
comportement de I'éprouvette technologique représentative.

L'éprouvette est maillée avec des éléments quadratiques a 20 nceuds (C3D20) avec deux

éléments dans |'épaisseur de chaque couche, ce qui permettra de mieux appréhender I'état de

contrainte tridimensionnel. Ce maillage est composé de 75600 éléments et de 331053 noeuds (Figure

3-24).

Figure 3-24 : Géométrie et maillage obtenus pour le modéle mécanique de I’éprouvette représentative

Les conditions aux limites appliquées au modele ont été choisies de maniere a reproduire les
conditions d’essais : les surfaces en contact avec les mors lors de I'essai sont bloquées en translation
suivant x, y et z d’'un c6té. De I'autre coté, les déplacements sont bloqués suivant y et z et I'on

applique un effort surfacique afin de simuler le chargement (Figure 3-25).

z = P

Y
I/ d.d.l. x, y et z bloqués d.d.l.y et z bloqués

X

Figure 3-25 : Conditions aux limites mécaniques appliquées dans le modéle de I’éprouvette représentative
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3.4.2. Modele thermomécanique

Le modele thermomécanique a pour but de simuler un cycle d'un essai de fatigue
thermomeécanique représentatif du remplissage d’un réservoir. Cette simulation permettra de mieux
appréhender l'influence de la température sur le comportement de I'éprouvette représentative et
plus particulierement sur le champ de contrainte dans I'éprouvette.

Comme décrit dans le paragraphe 3.2, I'éprouvette représentative est constituée d’une partie
composite et d’'une partie liner polymere. Ces deux parties sont reliées par une pate thermique
permettant la bonne conduction de la chaleur mais un transfert d’effort quasi-nul. Le modéle décrit
dans le paragraphe précédent a donc été modifié afin de modéliser la partie polymeére et la pate
thermique (Figure 3-26). La géométrie et le maillage de la partie composite sont identiques au
modeéle mécanique. Les éléments sont des éléments a 20 nceuds quadratiques en déplacement et

linéaire en température (C3D20T).

Liner polyuréthane
Composite bobiné

Pate thermique
(épaisseur : 0,05mm)

Figure 3-26 : Géométrie et maillage obtenus pour le modéle thermomécanique de I’éprouvette représentative

La loi de comportement mécanique utilisée précédemment prend en compte la dépendance
thermique. Celle-ci est donc aussi utilisée dans le modeéle thermomécanique pour la partie
composite. La loi de comportement du liner est celle décrite au paragraphe 2.3. Les données
fournisseurs sont utilisées pour la pate thermique et sont données dans le Tableau 3-5. Le module
d’Young de cette pate n’est pas connu mais comme le transfert d’effort est quasi-nul, celui-ci est

choisi arbitrairement tres faible.

Masse volumique p Conductivité thermique A Capacité calorifique Cp

3g/cm3 3 W/m.K 1000 J/kg.°C

Tableau 3-5 : Données fournisseurs de la pdte thermique

Pour les conditions aux limites, on applique les mémes conditions en effort et en déplacement

que pour le modele mécanique. D’un point de vue thermique, la température initiale de I'éprouvette
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est fixée grace a I'option Predifined Field a 25°C qui est la température initiale relevée lors des essais.
Au niveau des mors, on considére que la surface des éprouvettes en contact avec les mors est a la
méme température que la machine d’essai, soit environ 25°C. La température des faces
correspondantes sur le modele est donc fixée a 25°C. Toutes les autres faces de I'éprouvette,
exceptée la face supérieure du PU, sont en contact avec I'air ambiant. Il s’agit donc de convection
naturelle. La face supérieure du PU est soumise a de la convection forcée du fait du jet d’air chaud.

Le paragraphe suivant décrit la prise en compte de la convection naturelle dans le calcul. Pour
cela, on utilisera les nombres adimensionnels et on notera le nombre de Grashof Gr (Eq. 3-10), le
nombre de Prandtl Pr (Eq. 3-11), le nombre de Nusselt Nu (Eq. 3-12) et le nombre de Rayleigh Ra (Eq.
3-13).

g B AT L3
Gr==—"rnm5—
v
Eq.3-10
v
Pr=—
a
Eq.3-11
N hD
u=—
A
Eq.3-12
Ra = Gr X Pr
Eq.3-13
ou: - g est 'accélération de la pesanteur

- N est la viscosité cinématique (kg/ms)
- B est le coefficient de dilatation thermique (K™)
- A est la conductivité thermique (W/mK)
- L, D sont des dimensions géométriques (m)
- a est la diffusivité thermique (m?/s)
- T est la température (K)
- h est le coefficient de convection (W/m2K)
Les modeles utilisés sont ceux de plaques planes horizontale ou verticale selon la face de

I’éprouvette :
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Convection naturelle pour une plague verticale

Pour la convection naturelle d’'une plaque plane verticale on calcule le coefficient d’échange

_ 7 %
moyen h, =%hL avec h; :%(%j g(Pr) g(Pr): 0.75Pr 7
(0.609+1.221Pr%+1.238Pr)

La relation ci-dessus dépend de I'écart de température entre I'air ambiant T et la température

T, +T,

de paroiT,. De plus les caractéristiques de I'air sont prises a la température de film T, = . La

température de I'air ambiant ne variant pas, on obtient une loi qui dépend uniquement de la

température de paroiT,. Pour prendre en compte ceci, il est possible dans Abaqus de donner des

valeurs de hL dépendant de la température de paroiT,.
Remarque : La loi pour la plaque verticale dépend aussi de la longueur et de la hauteur de la

plaque. Il est donc nécessaire de calculer les valeurs de h|_ pour toutes les plaques verticales

composant I'éprouvette. Ceci est réalisé a I'aide d’une feuille de calcul Excel ayant comme
parametres internes les caractéristiques de I'air pour différentes températures et comme variable la
taille de la plaque.

Convection naturelle pour une plague horizontale

Les relations recommandées pour les plaques planes horizontales dépendent de plusieurs
parametres :
- plague chaude ou froide

- position de I'air par rapport a la plaque

Pour notre étude, il s’agit de plaque chaude dans les deux configurations de position.

—

Plaque horizontale chaude en position inférieure

A

Plague horizontale chaude en position

L

Figure 3-27 : Configuration possible pour les études d’échanges thermiques de plaques horizontales
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Dans le cas (1) de la Figure 3-27 : Nu, = 0.54(Gr,_ Pr)% pour 10* < Ra, <10’

Dans le cas (2) de la Figure 3-27 : Nu, :0.27(GrL PI’)%1 pour 10* <Ra, <10™

Ainsi by, = NUL

La longueur caractéristique L est le quotient de I'aire de la surface par son périmetre. De la

méme maniére que précédemment, h|_ est donné en fonction de la température de paroi.

Convection naturelle pour la partie a 45°

Il existe des relations pour les plaques inclinées mais comme les coefficients d’échange des
plaques horizontales et verticales sont relativement proches dans notre cas, le coefficient d’échange
de ces parties a été calculé en faisant la moyenne de celui de la plaque horizontale avec celui de la
plaque verticale.

Le paragraphe qui suit présente la prise en compte dans le modele de la convection forcée sur la
surface du polyuréthane. Dans ce cas, il s’agit d’un jet chaud normal a une plaque. Ce cas peut étre
modélisé en calculant le nombre de Nusselt pour un jet a I'ambiante sur une plague mais en prenant
comme température de référence la température adiabatique de paroi. Le nombre de Nusselt dans
le cas d’un jet froid sur une plaque plane peut étre obtenu expérimentalement [89]. L’évolution du
nombre de Nusselt en fonction du rapport r/D est donnée sur la Figure 3-28 pour H/D=4000 (r est la
position par rapport au centre du jet, D le diametre de sortie du jet, H la distance entre la sortie du
jet et la plaque et Tj.; la température de sortie du jet).

80
70 1
60

50 +

40 4 y =-0.3817x>+ 5.4241x2- 28.058x + 73.685
R2=0.9976

Nu

30 +

20 4

/D

Figure 3-28 : Nombre de Nusselt en fonction de r/D pour Re=5000 et H/D=4000
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Pour I'appliquer a un jet chaud, on utilise comme température de référence la température

adiabatique de paroi. La température adiabatique de paroi T,q est fournie par le Laboratoire d’Etudes

Thermiques (ENSMA) pour H/D=5, Tjet=150°C et Re=8000. Le nhombre de Reynolds ne correspond pas

exactement a celui de I'expérience (Re=5000) mais il a été observé au LET que T,q varie peu avec le

nombre de Reynolds. On a donc émis I’hypothése que la courbe pour Re=8000 (Figure 3-29) est

utilisable pour Re=5000.

Dans un premier temps on utilise Tad = cste =380°K. Dans un second temps une USER

SUBROUTINE est utilisée pour faire varier la température de référence (T adiabatique de paroi) en

fonction de la position et du temps ainsi que le coefficient h en fonction de la position.

Le modele présenté dans ce chapitre permet d’obtenir une estimation précise des champs de

contraintes thermique et mécanique présents dans une éprouvette soumise a un

thermomeécanique représentatif du remplissage d’un réservoir. La mise en place

thermomeécanique a été réalisée a partir de données issues du programme HyBou

chargement
du modele

. Ce modele

permet de simuler un cycle de I'essai de fatigue thermomeécanique réalisé au laboratoire.

140 -

120 ~

100

80

60 -

Tad (°C)

40 -

20 4

y=1.1013x3- 7.3584x2- 2.2426x + 128.18
Rz=0.9994

/D

Figure 3-29 : Température adiabatique de paroi pour Re = 8000, H/D=5 et Tjet =150°C

On peut voir sur la Figure 3-30 toutes les données d’entrée nécessaires pour le calcul

thermomeécanique. Seuls la conductivité et les coefficients de dilatation thermique n’ont pas été

déterminés expérimentalement. On utilise des données issues de la bibliographie pour compléter ces

valeurs.
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A
Paramétres mécaniques : Propri€tés du jet :
Composite : Ey, Vi, &, Vitesse de sortie, Dimension du jet,
PU:E, v o Température de sortie (=f(temps)),
Milieu :
Parameétres thermiques : : Température
p, Co A (liner et —
composite)
Données expérimentales I o
Chargement mécanique :

Données bibliographiques V
F=f(temps)

Figure 3-30 : Données d'entrée du modeéle

3.5. Résultats d’essais et confrontation numérique

Les essais réalisés sur les éprouvettes représentatives du réservoir (déterminées précédemment)
doivent étre effectués a différentes températures afin de connaitre le comportement du réservoir
pour toute la plage d’utilisation du réservoir. Les essais sont donc réalisés a -40°C, a 25°C et a 85°C

pour couvrir toute la plage d’utilisation prévue par le cahier des charges.
3.5.1. Traction

Dans un premier temps, des essais de traction quasi-statique sont réalisés afin de connaitre la
contrainte a rupture des éprouvettes représentatives a -40°C, 25°C et 85°C. Le banc d’essai décrit
précédemment (machine INSTRON 1251, enceinte thermique et plaquettes de serrage spécifiques)
est utilisé pour réaliser ces essais. Les essais sont réalisés sous vitesse de déplacement imposée a
0,5mm/min jusqu’a rupture. Cette donnée va nous permettre de quantifier I'impact de la

température sur le comportement macroscopique et la tenue des éprouvettes.
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Figure 3-31 : Courbe contrainte déformation du drapage représentatif a différentes températures

Sur la figure 3-31, on peut voir la courbe contrainte — déformation pour chaque température.
Cette déformation macroscopique est obtenue comme étant le quotient du déplacement machine
par la longueur utile de I'éprouvette. On remarque pour les petites déformations, que les courbes
sont similaires (méme pente a I'origine). A partir d’'un certain seuil compris entre 100 MPa et 150
MPa, on observe une perte de linéarité plus ou moins marquée selon la température. Plus la
température est élevée, plus la perte de linéarité est grande. Cette perte de linéarité peut étre due a
des phénomeénes visqueux, plastiques et/ou a de 'endommagement.

A rupture, on observe une différence importante de la contrainte et de la déformation a rupture

selon la température de I’essai. Ces données sont récapitulées dans le tableau 3-6.

-40°C 25°C 85°C
Contrainte a rupture (MPa) 417 335 281
Déformation machine a rupture 0.016 0.013 0.012

Tableau 3-6 : Contraintes et déformations a rupture du drapage représentatif en traction pour différentes températures

On peut voir une augmentation de la contrainte a rupture de 24 % a -40°C et une diminution de

la contrainte a rupture de 16 % a 85°C par rapport a celle a 25°C.

Les essais en traction quasi-statique ont donc mis en évidence une influence de la température

sur le comportement des éprouvettes représentatives, avec notamment une diminution notable de

la contrainte a rupture avec la température.
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Ces essais de traction ont été simulés avec le modeéle présenté au paragraphe 3.4.1. Une
comparaison du comportement macroscopique simulé des éprouvettes est réalisée pour les trois
températures de cette étude (-40°C, 25°C et 85°C). La déformation macroscopique numérique est
déterminée par le quotient de I'allongement entre deux points situés a la sortie des mors par la
longueur utile de I'éprouvette On peut voir sur la Figure 3-32 une comparaison des courbes

contrainte - déformation numériques avec celles obtenues expérimentalement.

600

—85°C = Expérimental

—25°C
——-40°C

s Numérique

500

400

Contrainte (MPa)
&
1S]

200

100

\
/
/
/
/

Q 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01 0.012 0.014 0.016 0.018 0.02
Déformation

Figure 3-32 : Comparaison des courbes contrainte - déformation obtenues numériquement et expérimentalement pour
des températures de -40°C, 25°C et 85°C pour les éprouvettes représentatives.

Cette figure montre une mauvaise concordance des résultats expérimentaux et des résultats
numériques : la rigidité numérique est plus élevée que la valeur expérimentale. Cependant, on
observe des comportements similaires entre les essais et la modélisation : l'influence a la
température semble identique et la non-linéarité semble étre plutét bien captée. La rigidité
différente peut étre due a la rigidité de la machine. En effet, la déformation macroscopique
expérimentale est déterminée a partir du déplacement machine, or ce déplacement prend en
compte la rigidité de la machine. Pour s’affranchir de cette déformation, on va recaler les courbes
expérimentale et numérique a 25°C et ainsi en déduire le module de la machine (en supposant un
comportement linéaire). On obtient alors les courbes contraintes - déformations recalées (Figure
3-33). La déformation machine aurait aussi pu étre déterminée a partir d’'un essai sur un matériau de

module d’Young connu restant dans son domaine d’élasticité.
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Figure 3-33 : Comparaison des courbes contrainte - déformation recalées obtenues numériquement et
expérimentalement pour des températures de -40°C, 25°C et 85°C pour les éprouvettes représentatives.

Ces courbes présentent une bonne similitude avec les courbes obtenues expérimentalement. On
observe 'apparition de la non-linéarité entre 125 et 150 MPa. La dépendance a la température est
marquée par la non-linéarité plus importante a haute température qu’a basse température, comme
lors des essais.

Ce premier essai confronté au modéle a permis de mettre en évidence une influence marquée de
la température sur le comportement des éprouvettes représentatives : la contrainte a rupture de

I’éprouvette diminue et la non-linéarité augmente avec la température.
3.5.2. Chargements Répétés Progressifs (CRP)

Des essais avec chargements répétés progressifs (CRP) ont été réalisés pour voir I'évolution du
module a chaque charge et décharge. Cela permet de caractériser 'endommagement en fonction de
la perte de raideur de I'éprouvette. On mesurera le module initial ainsi que le module sécant de
chaque cycle en fonction de la déformation résiduelle. Comme pour les essais de traction, les essais
avec chargement répété progressif ont été réalisés sur la machine INSTRON 1251 avec I’enceinte et
les plaquettes de serrage développées spécifiquement au laboratoire.

Au cours des essais, les déformations ont été mesurées avec des jauges d’extensométrie collées

sur les faces des éprouvettes.
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Une acquisition numérique du temps, de la force appliquée, du déplacement de la traverse de la
machine, de la déformation de la jauge suivant I'axe « x » de traction et de la déformation de la jauge

suivant I'axe transverse « y » a été réalisée au cours des essais.

De plus les essais sont arrétés a 150, 300 et 400MPa pour réaliser des observations
microscopiques de la tranche des éprouvettes préalablement polies.
On peut voir sur la Figure 3-34, la Figure 3-35 et la Figure 3-36, les courbes contraintes —

déformations longitudinales. A partir de ces courbes, on peut extraire le module sécant en fonction

de la déformation résiduelle.
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Figure 3-34 : Courbe contrainte — déformations (jauges) pour un essai CRP a 85°C sur drapage représentatif
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Figure 3-35 : Courbe contrainte — déformations (jauges) pour un essai CRP a 25°C sur drapage représentatif
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Figure 3-36 : Courbe contrainte — déformations (jauges) pour un essai CRP a -40°C sur drapage représentatif

-40°C 25°C 85°C

Contrainte a rupture (MPa) 400 320 240
Déformation machine a rupture 1,8% 1,5% 1,1%
Déformation a rupture 0,82 % 0,73 % 0,48 %

Tableau 3-7 : Contraintes a rupture du drapage représentatif soumis a des CRP pour différentes températures

-122 -




Essais sur drapage représentatif et Validation du modeéle par comparaison avec les essais

Les valeurs des contraintes a rupture obtenues pour les essais de traction a chargements répétés
progressifs sont voisines de celles obtenues en traction pure (Tableau 3-7). On observe aussi que les
modaules varient trés peu en fonction de la déformation résiduelle. Les essais montrent la présence,
a 25°C et a -40°C, d’une légere perte de module avec la déformation résiduelle. Ce phénomeéne est
plus marqué a 25°C. A 85°C, la déformation résiduelle et la perte de module ne sont pas
significatives. On peut voir, Figure 3-37, I’évolution du module longitudinal de I'éprouvette en

fonction de la déformation longitudinale résiduelle pour I'éprouvette a 25°C.
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Figure 3-37 : Evolution du module longitudinal en fonction de la déformation résiduelle du drapage représentatif a 25°C
sollicité en CRP.

Si 'on observe les micrographies des éprouvettes réalisées lors des essais, on peut voir
I'apparition d’endommagements matriciels dans les plis a 90° avant 150 MPa. A 300 MPa, quelle que
soit la température d’essai, le nombre de fissures matricielles n’évolue plus. Sur la Figure 3-38, on
peut voir un exemple de fissure dans I'éprouvette représentative sollicitée a 85°C, ainsi qu’une
fissure en train de se développer. On remarque que ces fissures relient les trous initialement
présents dans le composite. Les défauts de fabrication du matériau sont donc des parameétres

importants pour la cinétique d’endommagement du composite.
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Direction

€«<—>

de traction

Figure 3-38 : Observations microscopiques d’un pli a 90° sur la tranche d’une éprouvette de drapage représentatif a 85°C
apres un chargement de 150MPa

Les observations des micrographies et les premiers clichées pris par radiographie X (Figure 3-39)
ont montré qu’il n’était pas possible de caractériser 'endommagement par cette derniére technique.
En effet, la porosité importante du matériau implique que le produit de contraste pénétre beaucoup
dans le matériau méme si celui-ci n’est pas endommagé. Il y aura donc de nombreuses « taches » sur
les radiographies X caractéristiques des défauts. De plus, les fissures se propageant entre deux trous,
la signature des endommagements sera masquée par celle des défauts (Figure 3-40). Effectivement,
on peut voir que dans la situation sans défaut le négatif est vierge avant I'essai. Apres |'essai,
I'empreinte des fissures apparait sur le négatif car le produit de contraste déposé sur I'éprouvette
pénetre dans les fissures et bloque les rayons X marquant ainsi le négatif. On obtient ainsi la
signature de la fissure. Dans le cas des éprouvettes avec défauts, le produit de contraste pénétre
avant I'essai dans les défauts, marquant ainsi le négatif de 'empreinte des défauts. Aprés I'essai les
fissures se propageant entre les défauts, les signatures des fissures sont masquées par celles des
défauts. La caractérisation de 'endommagement par rayons X n’est donc pas concluante pour ces

éprouvettes. On a donc suivi I'endommagement par émission acoustique.
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(a) : Vierge

(b) : 150 MPa

Figure 3-39 : Observations par radiographie X d’une éprouvette soumise a un chargement CRP a 25°C a I’état initial (a) et

20 mm

& 150MPa (b)
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Figure 3-40 : Radiographie par rayons X : principes et effets des porosités

Un suivi par émission acoustique a été réalisé sur les éprouvettes représentatives sollicitées en
CRP. Sur la Figure 3-41, on peut voir I'évolution du nombre d’évenements acoustiques cumulés en
fonction du temps pour des températures de -40°C et 25°C. On observe, sur cette figure, a partir du
deuxieme cycle, soit pour 100MPa, une augmentation significative du nombre d’événements
acoustiques a 25°C. Ce résultat peut étre relié aux résultats de traction quasi-statique, ol I'on
observait une non-linéarité dans la courbe contrainte - déformation a partir d’un seuil d’environ 100
MPa. On remarque aussi que |'effet Felicity est trés peu marqué hormis pour le dernier niveau de
chargement ou I'endommagement est important. On peut aussi noter le nombre d’évenements
acoustiques cumulés plus important pour une température de -40°C que pour 25°C. L’écart entre ces
deux valeurs tend a se réduire avec 'augmentation de la charge.

La Figure 3-42 montre la répartition en trois classes obtenue en fonction de I'amplitude. Ces trois
classes ont été obtenues par la méthode des k-moyennes pour une température de 25°C avec

comme paramétres : 'amplitude, I'énergie, le temps de montée, le nombre de coups et la durée. On
-125-



Essais sur drapage représentatif et Validation du modeéle par comparaison avec les essais

observe deux classes prépondérantes : une dont I'amplitude des échos est comprise entre 35 et 52
dB, et une dont I'amplitude des échos est comprise entre 52 et 83 dB. La troisieme classe reste
minoritaire et présente principalement des échos d’amplitude supérieure a 70 dB. On observe donc
un recouvrement des différentes classes. Les échos d’amplitude inférieure a 52 dB correspondent
trés probablement a des fissures matricielles. Les échos de fortes amplitudes correspondent a des
ruptures de fibres. Celles-ci sont trés peu nombreuses et plutot reparties a la fin de I'essai a la

rupture de I'éprouvette (Figure 3-43).
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Figure 3-41 : Evéenements acoustiques cumulés pour un essai CRP sur drapage représentatif a 25°C et a -40°C
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Figure 3-42 : Evenements acoustiques répartis selon trois classes par la méthode des k-moyennes pour un essai de CRP a
25°C sur un drapage représentatif
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Figure 3-43 : Evolution du nombre d’événements acoustiques dans chaque classe déterminée par la méthode des k-
moyennes pour un essai de CRP a 25°C sur un drapage représentatif

3.5.3. Chargements Répétés Progressifs (CRP) avec paliers

Des essais CRP avec paliers ont été réalisés afin d’analyser les variations de déformation dans le
temps lors d’un palier en charge. L'influence de la viscosité sur les champs de déformations de
I’éprouvette représentative pourra ainsi étre analysée.

Ces essais sont aussi réalisés sur une machine INSTRON 1251 avec I'enceinte développée pour
des températures de -40°C, 25°C et 85°C.

La Figure 3-44, la Figure 3-45 et la Figure 3-46 présentent I'évolution de la contrainte et de la
déformation mesurée a l'aide de jauges d’extensométrie. On peut observer quelle que soit la
température une augmentation de la déformation au cours des paliers de maintien en charge,
notamment pour les fortes contraintes. Ce phénomene est cependant tres faible pour une
température de -40°C (Figure 3-44). Les contraintes a rupture (Tableau 3-8) sont du méme ordre de
grandeur que pour un essai de traction a rupture, excepté a 85°C ol la contrainte est plus faible dans

le cas de I'essai avec paliers.
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Figure 3-44 : Evolution de la contrainte, des déformations longitudinale et transverse en fonction du temps pour un essai
CRP avec paliers de maintien de la charge de 5 min sur une éprouvette représentative a -40°C
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Figure 3-45 : Evolution de la contrainte, des déformations longitudinale et transverse en fonction du temps pour un essai
CRP avec paliers de maintien de la charge de 5 min sur une éprouvette représentative a 25°C
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Figure 3-46 : Evolution de la contrainte, des déformations longitudinale et transverse en fonction du temps pour un essai
CRP avec paliers de maintien de la charge de 5 min sur une éprouvette représentative a 85°C

-40°C 25°C 85°C

Contrainte a rupture (MPa) 404 346 255
Déformation machine a rupture 1,3% 2,5% 1,1%
Déformation a rupture 0,97 % 0,83 % 0,59 %

Tableau 3-8 : Contraintes et déformations a rupture du drapage représentatif lors de chargements répétés progressifs
avec paliers pour différentes températures

Un suivi par corrélation d’'image a été effectué sur la tranche de I'éprouvette représentative
testée a 25°C et va permettre d’analyser les niveaux de déformations obtenus par dérivation des
champs de déplacements mesurés.

La technique utilisée est la méme que celle décrite dans le paragraphe 3.2.2. Pour cette mesure,
la taille de la fenétre de corrélation utilisée est de 50x50 pixels, soit 130x130 um. Les points de
mesure, représentant les centres des fenétres, sont déterminés a I'aide des noeuds d’un maillage
réalisé sous Abaqus CAE. Le maillage utilisé est présenté sur la Figure 3-47. Les nceuds de ce maillage

sont espacés de 50 pixels.
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Figure 3-47 : Maillage utilisé pour la mesure des déplacements par corrélation d'images numériques au cours d'essai de
traction avec chargements répétés progressifs avec paliers sur une éprouvette représentative a 25°C.
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Figure 3-48 : Positionnement des images prises pour la corrélation d’images sur la courbe contrainte en fonction du
temps

Lors de cet essai, une image de la zone d’étude a été prise régulierement lors de I'essai (Figure
3-48) :
e une image apreés la décharge
e trois images réparties dans le temps lors d’un palier
La technique de corrélation d’images permet d’obtenir les champs de déformations €,y, &,
et &,,. Par exemple, on peut voir sur la Figure 3-49, le champ de déformation ¢,, et notamment les

concentrations de déformations engendrées par 'alternance des plis. Ces cartographies permettent
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également de visualiser I'apparition de fissures. Les déformations ont été mesurées sur une largeur
de 4,6 mm, pour une épaisseur totale d’éprouvette de 6 mm.

Grace a la technique de corrélation d’images, I'évolution des champs de déformations va étre
analysée en fonction de la charge et du temps écoulé pendant le palier. Les champs de déformations
Exxr €77 €L €4, AU début (entre a et b (ou b’ pour 300 MPa)), au milieu (entre a et ¢ (ou ¢’ pour 300
MPa)) et a la fin du palier (entre a et d (ou d’ pour 300 MPa)) a 150MPa et a 300MPa ont été analysés

(Figure 3-48). Les résultats obtenus sont présentés sur la Figure 3-50 et sur la Figure 3-51.

O o90°
B -16°
[ T

1
ra
2]
W
&
[ oot

Fissure

CEE L et LTl T

1
1
1
I
B
I
1
I
I
1
1
I
I
I
I
I
I
|
|
I
I
1
I
B
L
|

Interface

hl |

. |,

1
T
i
1
|
1
1
|
|
1
1
1
]
i

ent du maillage de corrélation d’images sur I’éprouvette et position théorique des plis.

Figure 3-49 : Positionne
Pour le début du palier a 150 MPa, les déformations &, sont a peu prés homogénes dans la zone
étudiée. Cependant, pour le milieu et la fin du palier a 150 MPa et pour le palier a 300 MPa, on peut
observer dans les plis a 90° des variations de la déformation (Figure 3-50 et Figure 3-51). Ces

variations peuvent étre mises en correspondance avec |'apparition des fissures observées par

micrographie.
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Figure 3-50 : Champs de déformations mesurés par corrélation d’images numériques sur la tranche d’une éprouvette
représentative sollicitée jusqu’a 150 MPa par des CRP avec paliers a 25°C

La corrélation d’images permet donc de visualiser I'apparition de fissures dans ces plis. On
observe ainsi que ces fissures apparaissent de maniere privilégiée dans le pli a 90° central dont
I’épaisseur est double par rapport aux autres plis a 90°. Ces cartographies montrent également, au
cours du chargement, une augmentation du nombre de fissures se traduisant par I'augmentation du
nombre d’oscillations de la déformation dans les plis a 90°. Par exemple, on peut recenser cing
fissures sur la mesure a la fin du palier de 150 MPa contre plus de dix sur les mesures a 300 MPa. Il

est alors possible d’estimer la densité de fissures, leur localisation et leurs conséquences sur la
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répartition des déformations au sein de ces plis a partir de ces mesures. L'augmentation du nombre
de fissures au cours du palier a 150 MPa montre I'importance des paliers de maintien en charge

concernant le développement de 'endommagement.
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Figure 3-51 : Champs de déformations mesurés par corrélation d’images numériques sur la tranche d’une éprouvette
représentative sollicitée jusqu’a 300 MPa par des CRP avec paliers a 25°C

Les cartographies des déformations &,, montrent un maximum en valeur absolue au niveau des
plis a £16. Ce champ de déformation semble peu impacté par le maintien en charge. On observe
aussi une concentration de déformation au niveau des fissures pour un chargement de 300 MPa.

Enfin, les cartographies de déformations &,, montrent une concentration de déformation au niveau
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des interfaces -16°/16° et de moindre maniére au niveau des interfaces £16/90°. On remarque que le
niveau maximal de déformations &, atteint est bien plus élevé que celui atteint par les autres
déformations (de I'ordre de 2,5% contre 0,4% pour &, et -0,75% pour &,, a 150 MPa).

La corrélation d’images avec ce mouchetis permet donc de mesurer I'évolution des déformations
dans les plis du composite mais aussi de suivre I'apparition et le développement de
I’'endommagement transverse dans les plis a 90°.

Les mesures de déformations effectuées précédemment par dérivation des champs de
déplacements mesurés par corrélation d’images numériques sont comparées aux déformations

calculées par éléments finis a I'aide du modéle mécanique (paragraphe 3.4.1).
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Figure 3-52 : Comparaison des champs de déformations expérimentales et numériques pour un chargement de 150 MPa
(début du palier) sur éprouvette représentative.

Les résultats du modeéle sont en bonne concordance avec les résultats expérimentaux. En effet,
on peut voir sur la Figure 3-52, la comparaison des champs de déformations expérimentales et
numériques. Pour la déformation longitudinale &,,, on retrouve un champ de déformation quasi
uniforme. Pour la déformation transverse &,,, les localisations de déformations observées
expérimentalement sont également visibles sur le champ calculé numériquement au niveau des plis a

*16°. Enfin, concernant la déformation de cisaillement ¢,,, le modéle numérique représente bien la
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concentration de déformation a l'interface des plis -16°/+16° (en rouge et en bleu foncé) et aussi de
celle entre les plis a £ 16° et 90° (en jaune ou bleu clair).

Pour comparer plus finement les niveaux de déformations mesurés et calculés, on a tracé les
valeurs de déformation sur une ligne traversant la tranche de I'éprouvette (paralléle a Z). La Figure
3-53 présente I'évolution de ¢,, et de &,, le long de cette ligne. Dans les deux cas, on constate un
bon accord global sur la forme de I'évolution des déformations sur |'épaisseur de I'éprouvette
représentative. Les maximas et minimas se retrouvent bien aux mémes endroits : au niveau des plis a
+16° pour &,, et entre les plis a -16° et +16° pour &,,. Cependant, on constate que pour &,,, les pics
de localisation sont beaucoup plus élevés que ceux mesurés expérimentalement. Cela s’explique par
le fait que les mesures de DIC se font sur des fenétres de corrélation de 130 um de c6té. Les valeurs
de déformations mesurées sont donc les « moyennes » des déformations dans ces fenétres. Ainsi,
pour un pic aux gradients tres élevés, le sommet du pic sera nécessairement « aplati ».

En ce qui concerne les €,,, les pics de localisation sont moins abruptes et les mesures par DIC
suivent donc de plus prés les valeurs calculées par éléments finis. Par contre, on constate que les
valeurs mesurées sont parfois nettement plus élevées que celles obtenues par le calcul,
probablement du fait de I'apparition de quelques fissures, non prises en compte dans le calcul qui ne
localise pas les endommagements, et qui influence davantage comme on I'a vu la déformation ¢,,

que la déformation ¢,,,.
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Figure 3-53 : Comparaison de I’évolution des déformations expérimentales et numériques pour un chargement de 150
MPa (début du palier) sur éprouvette représentative.

Les essais CRP avec paliers ont permis de confirmer la présence d’endommagement matriciel
dans les plis a 90° de I'éprouvette représentative. Ces endommagements commencent a apparaitre
vers 150 MPa et se développent lors du palier de maintien en charge. La comparaison des champs de
déformations numériques et expérimentaux obtenus par DIC a permis de déterminer les
concentrations de déformations aux interfaces des plis et leur évolution au cours d’un cycle.
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3.5.4. Fatigue mécanique

Afin de connaitre la tenue dans le temps des réservoirs, des essais de fatigue mécanique a 1Hz
sous un chargement 150 MPa, qui correspond au seuil de non linéarité des essais de traction quasi-
statique, sont réalisés sous différentes températures. Le cycle de charge appliqué (figure 15) est un
cycle triangulaire allant d’'une charge nulle a une contrainte égale a 150 Mpa. Il est a noter que ce
type de chargement n’est pas du tout représentatif de la phase de remplissage rapide d’un réservoir
a hydrogene mais permet d’obtenir des informations sur la tenue au cyclage de ce drapage ainsi que

I'influence de la température sur ce phénomene.

o Omax|-
E
=
8 Q
/' =+ contrainte \ /
AV v
0 0,5 1 1,5 2 25

temps (en s)
Figure 15 : Cycle de fatigue mécanique a 1 Hz
Les essais sont interrompus, si la rupture n’a pas eu lieu précédemment, a 300.000 cycles. A
85°C, I'éprouvette a rompu aprés 230.000 cycles. Les essais a -40°C et a 25°C ont été arrétés apres
300.000 cycles sans rupture.

La durée de vie des éprouvettes est indiquée dans le tableau 3.

-40°C 25°C 85°C

Durée de vie > 300.000 cycles > 300.000 cycles 230.000 cycles

Tableau 3 : Comparaison des durées de vie en fatigue mécanique 1Hz pour différentes températures du drapage
représentatif.

Ces essais de fatigue ont été suivis par émission acoustique afin de suivre I'évolution des
évenements acoustiques dans I'éprouvette qui peuvent traduire de la cinétique d’endommagement.
La Figure 3-54 montre le nombre d’événements acoustiques captés en fonction du nombre de cycles.
Ce nombre d’évenements acoustiques cumulés est fortement dépendant de la température de
I’essai de fatigue. On observe, pour des températures de 25°C et 85°C, une évolution similaire de ce
nombre d’évenements cumulés. Dans un premier temps, il apparait une période pendant laquelle le

nombre d’évenements acoustiques reste faible. La durée de cette période varie fortement en
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fonction de la température : environ 5.000 cycles a 85°C et environ 20.000 cycles a 25°C. Le nombre
d’événements acoustiques cumulés croit ensuite tres fortement avec le nombre de cycles,
I'augmentation a 85°C étant plus rapide qu’a 25°C. Ce nombre d’événements acoustiques traduisant
I’endommagement au sein de I'éprouvette, on peut imaginer une apparition des endommagements
plus précoces et un développement de ces endommagements plus rapide a 85°C qu’a 25°C.
L'enregistrement des échos d’émission acoustique a été interrompu lors de cet essai a 85°C en raison
d’un probléme informatique. A -40°C, I’évolution du nombre d’événements acoustiques cumulés est
totalement différente : le nombre d’évenements captés augmente treés rapidement dés le premier
cycle. Ensuite, le nombre d’évenements tend a se se stabiliser. Le nombre total d’événements
acoustiques devient alors, a partir d’un certain nombre de cycles, plus faible que pour les essais a
25°C et 85°C. Différentes hypotheses peuvent étre formulées pour expliquer ce phénomeéne. La
température négative dans I'éprouvette peut fragiliser la matrice et ainsi provoquer un
endommagement brusque des plis a 90°. De plus, a cette température, I’humidité dans I'enceinte

peut engendrer des cristaux de glace qui lors de I'essai pourraient engendrer des signaux

acoustiques.
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Figure 3-54 : Nombre d’événements acoustiques cumulés en fonction du nombre de cycles pour un essai de fatigue 1Hz
sur drapage représentatif a différentes températures

Pour les éprouvettes testées a -40°C et a 25°C, qui n‘ont pas rompu apres 300.000 cycles de
fatigue, des observations microscopiques ont été effectuées sur la tranche des éprouvettes (Figure

3-55) afin d’observer leur état d’endommagement. Bien que les éprouvettes n’aient pas rompu apres
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300.000 cycles, on observe un grand nombre de fissures matricielles dans les plis a 90°. De plus, on

peut voir que pour un méme nombre de cycles, on observe une densité de fissures similaire (environ

1 fissure / 750 um) a 25°C et a -40°C.

Un essai de traction a rupture a été réalisé sur chacune de ces éprouvettes afin d’évaluer leur
tenue résiduelle aprés 300.000 cycles de fatigue. Ces essais ont été réalisés a la température de
I'essai de fatigue, avec une vitesse de déplacement de traverse imposée a 0,5mm/min. On peut voir

sur la figure 17 les courbes contrainte — déformation machine correspondantes.
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Figure 17 : Courbes contrainte —déformation pour les essais de tenue résiduelle aprés 300.000 cycles de fatigue 1Hz a
25°C et -40°C sur drapage représentatif
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On peut voir, dans le Tableau 3-9, un récapitulatif des contraintes et des déformations machine a
rupture pour les éprouvettes vierges et pour les éprouvettes ayant préalablement subi 300.000
cycles de fatigue mécanique 1 Hz. La déformation a rupture de I'éprouvette fatiguée a 25°C n’est pas
représentative du fait d’'un glissement dans les mors de la machine. Mis a part ce probleme, on
observe une treés bonne similitude des contraintes et des déformations a rupture entre les

éprouvettes vierges et les éprouvettes fatiguées.

-40°C 25°C 85°C
Vierge 417 335 281
Contrainte a rupture (MPa)
Fatiguée 422 340 X
Déformation machine a Vierge 0,015 0,013 0,011
rupture Fatiguée 0,015 X X

Tableau 3-9 : Contraintes et déformations machine a rupture pour les drapages représentatifs vierges et ayant subi
préalablement 300.000 cycles de fatigue 1Hz pour différentes températures.

Ces essais montrent que le drapage représentatif du réservoir résiste bien a un chargement de
fatigue mécanique 1Hz pour les températures de -40°C et 25°C, ceux-ci n’ayant pas rompu aprés
300.000 cycles et ayant une contrainte a rupture résiduelle équivalente a celle d’une éprouvette
vierge. A 85°C, I'éprouvette ne tient que 230.000 cycles. On voit ainsi I'importance de la température
dans la tenue de ce drapage. Il est donc important de connaitre son comportement sous un
chargement thermomécanique similaire a celui vu par le réservoir et de déterminer I'influence des

températures atteintes dans le composite.
3.5.5. Essai de fatigue thermomeécanique

L'essai de fatigue thermomécanique permet de se rapprocher des conditions réelles de
remplissage en reproduisant de fagon cyclique une augmentation simultanée des contraintes et de la
température dans le multicouche. Le banc de fatigue thermomécanique développé au laboratoire a
été validé en effectuant des tests de cyclage thermique et thermomécanique sur des multicouches
polymeére / composite par Maxime Bertin dans le cadre du programme HyBou [28].

Pour cet essai, I'éprouvette utilisée est celle composée de 'assemblage composite / polymere
développée au paragraphe 3.2.3 dans le but de rester le plus proche possible des conditions du
réservoir. Comme décrit dans ce paragraphe, 'interface entre les deux parties est constituée de pate
thermique afin d’assurer un bon contact thermique tout en évitant les couplages mécaniques qui

pourraient induire des phénomenes de flexion. Les éprouvettes sont donc composées d’une partie
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composite bobiné (fibres longues de carbone / matrice époxy) et d’une partie liner polymeére (en
polyuréthane) comme les multicouches utilisés pour la réalisation des réservoirs.

Pour la partie mécanique, on utilise toujours la machine INSTRON 1251, avec une cellule de force
de 100kN et les mors spécifiques développés au laboratoire pour reprendre la courbure des
éprouvettes.

Pour la partie thermique du banc d’essai, un flux d’air régulé en température est projeté sur la
partie polymere (liner) de I’échantillon. Un thermocouple de régulation (de type K) positionné trés
proche de I’échantillon est utilisé afin de contréler la température de I'air.

Les deux parties (mécanique et thermique) du banc d’essai sont asservies afin d’assurer leur
synchronisation. La partie thermique du banc est déclenchée par la partie mécanique a partir d’'un
niveau seuil de contrainte appliqué sur I'échantillon. La contrainte maximale appliquée est la méme
que celle en fatigue mécanique 1Hz, soit 150 MPa. Des essais préalables ont été réalisés afin de
calibrer le banc thermique et obtenir une température de paroi au niveau du liner de 85°C. Ces essais
ont été réalisés en appliquant le cycle thermomécanique (Figure 3-18) et en faisant varier la
température maximale du jet. La température de la paroi du liner est relevée a I'aide d’une caméra
infrarouge. Un thermocouple de type K de 0.2mm a été placé au niveau de la zone de mesure de la
caméra infrarouge pour vérifier les mesures. Un écart inférieur a 1°C est relevé entre le
thermocouple et la caméra infrarouge. Une température de paroi de 85°C correspondant a une
température maximale en sortie de jet de 100°C.

Des images de la tranche de I'éprouvette ont été prises au cours de I'essai a I'aide d’une caméra
haute résolution afin d’observer la présence ou non de fissures dans le composite. Ces images
montrent I"apparition de fissures transverses des le premier cycle (Figure 3-56), ce qui est en accord

avec les résultats obtenus lors des CRP (paragraphe 3.5.2).

Coté libre

N s S W B SR

—— -

Figure 3-56 : Photographie de la tranche d'une éprouvette technologique représentative apreés le premier cycle du
chargement thermomécanique
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Cet essai a été instrumenté par émission acoustique afin de suivre [|'évolution de
I’endommagement. Le nombre d’événements acoustiques croit rapidement lors du premier cycle et
augmente relativement peu lors des cycles suivants (Figure 3-57), ce qui s’explique par I'apparition

de fissures dés le premier cycle de fatigue thermomécanique.
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Figure 3-57 : Nombres d'événements acoustiques cumulés lors des premiers cycles de fatigue thermomécanique sur
drapage représentatif.

On peut observer sur la Figure 3-58 I’évolution du nombre d’évenements acoustiques cumulés
mesuré au cours de l'essai. Cette figure montre une augmentation progressive du nombre
d’événements acoustiques cumulés lors de I'essai. De plus, on remarque une augmentation rapide
du nombre d’évenements aux alentours de 4.000 cycles qui pourrait correspondre a une accélération

de la cinétique d’endommagement.
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Figure 3-58 : Nombre d’événements acoustiques cumulés en fonction du nombre de cycles lors d’un essai de fatigue
thermomécanique sur une éprouvette représentative

Apreés 5.000 cycles de fatigue thermomeécanique, soit plus d’un mois d’essai, celui-ci a été
interrompu pour tester la tenue résiduelle de I'éprouvette. Un essai de traction jusqu’a rupture a
donc été réalisé a température ambiante sur I'éprouvette représentative fatiguée. La Figure 3-59
montre la comparaison entre les courbes contrainte — déformation machine obtenues a 25°C sur une
éprouvette représentative vierge et sur I'éprouvette représentative fatiguée thermomécaniquement

jusqu’a 5.000 cycles.
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——Eprouvette fatiguée

——Erouvete vierge

350
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Déformation

Figure 3-59 : Comparaison des courbes contrainte — déformation d’une éprouvette représentative vierge et d’une
éprouvette fatiguée thermomécaniquement 5.000 cycles
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On constate sur la Figure 3-59 que la contrainte a rupture est similaire pour les deux éprouvettes,
ce qui montre que ces 5.000 cycles de fatigue thermomécanique n’ont pas endommagé de maniere
conséquente I'éprouvette.

Toutefois, la comparaison du nombre d’événements acoustiques cumulés entre un essai de
fatigue mécanique et un essai de fatigue thermomécanique montre le caractére plus sévere d’un
chargement thermomécanique. En effet, le nombre d’événements acoustiques croit beaucoup plus
rapidement lors de ce type d’essais (Figure 3-60). On comptabilise plus de 50.000 événements apres
5.000 cycles en fatigue thermomécanique contre moins de 50.000 événements aprés 20.000 cycles
de fatigue mécanique 1Hz a 85°C. Ce phénoméne peut s’expliquer par deux facteurs :

e Le palier de maintien en charge peut favoriser le développement des endommagements
e Le cyclage thermique avec gradient de température est aussi un facteur d’apparition

d’endommagements matriciels

100000 -
——the rmomecanique
—25°C
90000
—85°C
80000 ——-40
70000

.._>

60000
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40000

Nb évenements acoustiques

30000
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10000

0 5000 10000 15000 20000 25000
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Figure 3-60 : Comparaison du nombre d’événements acoustiques détéctés lors d’essais de fatigue mécanique isotherme a
trois température (-40°C, 25°C et 85°C) et thermomécanique sur éprouvette représentative

Le chargement subi par le réservoir est un chargement trés sollicitant et doit absolument étre
pris en compte dans le dimensionnement de celui-ci. C'est pourquoi pour mieux comprendre ce
chargement, la simulation numérique d’un cycle a été réalisée.

Le cycle thermomécanique appliqué lors des essais a été simulé par un modele éléments finis sur
I’éprouvette multicouche polymére / composite dans le but de mieux comprendre les phénoménes

apparaissant dans I'éprouvette représentative soumise a ce chargement.
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Afin de valider les données thermiques et notamment les conditions aux limites (coefficient
d’échange thermique avec I'air), une comparaison a été effectuée entre la température des faces de
I’éprouvette calculée a I'aide d’Abaqus et celle mesurée expérimentalement a I'aide d’une caméra
infrarouge. Cette validation a été effectuée sur une éprouvette issue du programme Hybou [28] dont
les dimensions géométriques sont quelque peu différentes : la partie composite n’est pas courbe et
I’épaisseur du polyuréthane est de 8 mm au lieu de 4 mm. Pour obtenir une température similaire
dans le composite, cette éprouvette a été soumise a un jet dont la température de sortie est
supérieure (150°C). Cette éprouvette a été modélisée thermiquement de la méme maniére que celle
décrite dans le paragraphe 3.4.2. L'utilisation de cette éprouvette présente différents avantages : les
faces planes de cette éprouvette facilitent I'utilisation de la caméra infrarouge et la confrontation
des résultats avec la modélisation. De plus, sa plus grande épaisseur et la température imposée plus
élevée permettent une meilleure précision et une meilleure résolution spatiale (on dispose d’un plus
grand nombre de points de mesure dans I'épaisseur de I'éprouvette).

La température de I'éprouvette a été mesurée par caméra infrarouge sur la face arriére, sur le
coOté et sur la face avant de I'éprouvette. Pour la mesure de la température sur la face avant, la
caméra infrarouge n’a pas pu étre placée perpendiculairement a I'éprouvette a cause de la présence
du systeme de projection de I'air chaud. Pour cette mesure, la caméra infrarouge a été placée a
environ 45° de la surface du polyuréthane. Une correction des coordonnées obtenues
expérimentalement est donc effectuée afin de prendre en compte I'effet de perspective induit par
I'orientation de la caméra (Figure 3-61). La température mesurée par la caméra infrarouge dans cette
configuration a été vérifiée par la présence d’'un thermocouple dont on peut distinguer la présence

sur cette figure.

X

Tz
Z
20 mm

Artefact dO
ala présence

du thermocouple

Figure 3-61 : Champ thermique mesuré par caméra infrarouge sur la surface du polymere et traitement des résultats
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Pour cela, on utilise les fonctions d’interpolation semblables a celles utilisées dans les éléments
finis. Ainsi, les coordonnées corrigées d’un point x et y peuvent étre obtenues par les équations Eq.
3-14 et Eq. 3-15:

x(§,m) = Ny (§,mxy + No(§,m)xz + N3(§,m)x3 + No(§,m)xs
Eq.3-14

y(€n) = N(Emyr + No(§,mya + Ns(§,m)ys + No(§,m)ys
Eq.3-15
ouU Xy, Xz, X3, Xa, Y1, Y2, Y3 €t y4 sont les abscisses et ordonnées des sommets de la surface observée
(surface du polyuréthane). On peut alors se ramener a un carré dont les sommets sont (-1 ;-1), (-1;1),
(1;1) et (1;-1). On peut alors facilement revenir a la surface d’origine (un rectangle de 80x20) en
dilatant les axes. On retrouve ainsi la position de chaque point sur la surface en prenant en compte

I’effet de perspective vu par la caméra a 45°.

Le modéle thermomécanique nous donnant le champ de température au sein de I'éprouvette en
fonction du temps, il est possible de comparer la température obtenue et celle mesurée a I'aide de la
caméra infrarouge dans le but de valider les conditions aux limites thermiques (coefficient
d’échange) ajoutées au modele.

Il est alors possible de comparer la température mesurée lors de I'essai a la température calculée
par le modele. Le champ de température en surface du polyuréthane présente un fort gradient
spatial (Figure 3-62). Pour cette raison, nous allons comparer I'évolution temporelle de la
température en différents points. Pour plus de précision, I’évolution de la température en fonction
du temps est tracée en différents points de la surface du polyuréthane. Quel que soit le point tracé,
on observe une bonne concordance entre la température calculée avec Abaqus et la température
mesurée par thermographie infrarouge. L'écart maximal observé est inférieur a 3°C, le modeéle

permet donc de reproduire correctement la température sur la surface du polyuréthane.
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Figure 3-62 - Champ thermique aprés 120 s du cycle thermomécanique appliqué et évolution de la température en
différents points de la surface du PU

De la méme maniere, I'évolution temporelle de la température du point central au dos de
I’éprouvette a été comparée expérimentalement et numériquement (Figure 3-63) et présente une

bonne concordance.
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Figure 3-63 : Evolution de la température au point central du dos de I’éprouvette

La Figure 3-64 présente une comparaison des champs de température obtenus numériquement
et expérimentalement sur le c6té de I'éprouvette, ainsi que la comparaison de I'évolution de la
température en fonction de la position sur la tranche de |'éprouvette a un instant donné du cycle.
Ces résultats montrent aussi une bonne concordance, méme si les écarts observés sont plus
importants. On remarque par exemple que le gradient de température dans I'épaisseur de la partie
composite est légerement sous-estimé. Les champs de température présentent aussi une bonne
concordance spatialement, comme on peut le voir sur la Figure 3-64 ou les champs de température

ont été représentés en prenant une échelle de température similaire.
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Figure 3-64 : Evolution de la température en fonction de la position sur la partie centrale de la tranche de I'éprouvette a
un instant donné du cycle (t=120s) et comparaison des champs de température obtenus numériquement (a gauche) et
expérimentalement (a droite)
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Les résultats sur cette éprouvette montrent la capacité du modele a reproduire le champ
thermique de l'essai de fatigue thermomécanique. Le modele est alors utilisé pour prédire la
température de I'éprouvette représentative ainsi que les champs mécaniques lorsqu’elle est soumise
a un cycle de fatigue thermomeécanique représentatif du remplissage d’un réservoir (cycle décrit
Figure 3-18).

Ce modele numérique permet, en moins de 2 heures sur 8 CPUs, de simuler un cycle complet de
remplissage, avec application simultanée des sollicitations mécaniques et thermiques, et en utilisant
la loi de comportement élasto-plasto-endommageable thermodépendante définie précédemment.

Avec ce calcul, on obtient les valeurs des contraintes, des déformations et des températures
induites par le chargement dans tout le volume de I'éprouvette représentative : dans chaque pli du
composite bobiné carbone / époxy et dans le liner polyuréthane. Ainsi, il est possible de
cartographier I'ensemble des grandeurs décrivant le comportement du multicouche lors d’un cycle
de remplissage. Par exemple, on s’est intéressé plus particulierement aux résultats obtenus a cceur

de I'éprouvette représentative, sur une section verticale (Figure 3-65).

t

Composite bobiné /

ww 0S¢

Liner PU

Figure 3-65 : Coupe verticale de I’éprouvette pour visualiser les résultats au caeur de I'éprouvette représentative.
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La Figure 3-66 présente les cartographies numériques concernant les contraintes 0;1, 0, et g4,

au niveau de la coupe définie sur la Figure 3-65 (1 est la direction des fibres et 2 la direction

perpendiculaire aux fibres dans le pli).

011 (MPa) 05, (MPa) 01, (MPa)

+4.200e+02 +1.800e4+01 +1.200e+01
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+2.6533e+02 +&8.000e+400 +4.000e+00
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150 MPa

(fin palier) |' ' B e | |

Figure 3-66 : Cartographies numériques des contraintes 611, 02, et 1 au niveau de la coupe verticale au centre de
I’éprouvette

Sur cette figure, dans les plis a 90°, les fibres sont légérement en compression (-25 MPa <07, <0
MPa pendant tout le cycle). La contrainte dans la direction des fibres dans les plis a 90° n’est donc
pas significative. Par contre, on observe une contrainte dans la direction des fibres dans les plis a
+16° de I'ordre de 410 MPa lors du palier (409 MPa en début contre 411 MPa en fin de palier). La
valeur pendant la montée en charge (pour 97,5 MPa) de cette contrainte est de 239 MPa. Bien que le
comportement dans la direction des fibres soit élastique et indépendant de la température, il n’y a
pas proportionnalité entre la contrainte dans la direction des fibres et la charge appliquée.

On observe aussi que la contrainte transverse g,, est trés supérieure dans les plis a 90°
comparée a celle dans les plis a £16° pendant la montée en charge (97,5 MPa). Elle est d’environ 16
MPa, soit approximativement la valeur de la contrainte a rupture dans cette direction, dans les plis a
90° alors qu’elle n’est que de 4 MPa dans les plis a £16°. Pendant le palier, la tendance s’inverse : la
contrainte est quasi-nulle dans les plis a 90° et est comprise entre 7 et 9 MPa dans les plis a £16°. Ce
phénomeéne s’explique par la présence d’endommagement matriciel important dans les plis a 90°
pour un chargement de 150 MPa.

Enfin, la contrainte de cisaillement est nulle dans les plis a 90° et est en valeur absolue au

maximum de 9 MPa dans les plis a £16°. Ainsi, dans le réservoir, la fissuration matricielle est un
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phénomeéne important a prendre en compte. Par contre le comportement en cisaillement aura peu
d’influence du fait de la faiblesse des contraintes gy ,.

Pour analyser plus finement les phénomenes induits par un cycle de remplissage au cceur de
I’éprouvette représentative, on s’est plus particulierement intéressé a la variable d’endommagement
matriciel. En effet, les résultats expérimentaux nous ont montré I'importance du développement de
ce type de fissures dans le composite. Dans la loi de comportement qui avait été déterminée au
chapitre 2, la variable d’endommagement matriciel était définie linéairement en fonction de la
déformation transverse par I'’équation :

. rupt
0sigyy <e,),

— . _rupt
dm =1 a.ey, + b si 822” < €22 < Erompue
1siey, > Erompue

Eqg. 3-16

N rupt , . N . N
ou szzp est la déformation transverse a partir de laquelle 'endommagement commence a

apparaitre et &.mpye €St la déformation transverse pour laquelle le pli est complétement rompu
(module transverse E,,=0). a et b sont déterminés de maniére a assurer la continuité de la variable et
dépendent donc de e?zmt et &ompue - Cette variable nous permet donc de suivre I'apparition puis la
cinétique de développement des endommagements matriciels.

La Figure 3-67 présente la cartographie de cette variable d’endommagement matriciel au coeur
de I'éprouvette sur une section verticale et les champs de température correspondants, a différents
instants au cours du cycle de remplissage :

e pour un chargement de 97,5 MPa, pendant la montée en pression (aprés 78 s de cycle),
e pour un chargement de 112,5 MPa (aprés 90 s de cycle)

e pour 150 MPa au début du palier de maintien en charge,

e etalafinducycle.

On observe, pour le chargement de 97,5 MPa, que I'éprouvette n’est pas endommagée (Figure
3-67-(a)). A partir de 112,5MPa, on observe 'apparition des premiers endommagements matriciels
dans les plis a 90° dans la partie centrale de I'éprouvette et uniqguement dans les plis les plus proches
du liner (Figure 3-67-(b)). Puis, alors que le gradient de température se propage dans I'épaisseur de
I’éprouvette, on constate aux instants suivants (Figure 3-67-(c) et Figure 3-67-(d)), que la variable
d’endommagement augmente jusqu’a saturer dans les plis a 90°. On observe I'apparition des
premiers endommagements dans les plis a 90° dans la partie centrale de I'éprouvette et uniquement

dans les plis les plus proches du liner. La variable d’endommagement va augmenter pendant le
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chargement jusqu’a saturer dans tous les plis a 90°, celle-ci n"augmentera donc pas lors du maintien

en charge.
150 MPa 150 MPa
97,5 MPa 112,5 MPa
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Figure 3-67 : Cartographie de la variable d’endommagement matriciel d,, et du champ de température T au centre de
I’éprouvette représentative (coupe de la Figure 3-65) pour un chargement de 97.5 Mpa (a), de 112,5 MPa (b), de 150 Mpa
(c) et a la fin du cycle (d).

Afin de mettre en évidence le réle du gradient de température sur le comportement du
composite lors du remplissage, nous avons comparé I'évolution de cette variable d’endommagement
dans le pli le plus sollicité, a savoir le pli a 90° juste en dessous du liner polyuréthane avec celle du
méme pli pour un chargement mécanique sous isothermes a 25°C ou a 85°C. On observe une
évolution plus rapide de cette variable lors d’'un chargement thermomécanique que pour un
chargement mécanique a 25°C (Figure 3-68). L’évolution de la variable d’endommagement est
similaire a celle obtenue lors d’un chargement isotherme a 85°C, bien que la température reste ici
bien inférieure. Pour une contrainte appliquée de 125 MPa, la variable d’endommagement est de
0,33 pour le chargement thermomécanique et celui a 85°C alors qu’elle n’est que de 0,006 pour un
chargement isotherme a 25°C

Le chargement thermomécanique est donc bien plus pénalisant que le chargement mécanique

isotherme, cela est d{ au réle du gradient thermique qui se propage dans I'épaisseur du composite
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Figure 3-68 : Evolution de la variable d’endommagement d,,, dans le pli a 90° proche du liner de I'éprouvette
représentative pour des chargements mécaniques a 25°C et 85°C et pour un chargement thermomécanique

3.6. Bilan

Dans ce chapitre, une éprouvette technologique a été élaborée pour conduire a des niveaux de
contraintes maximales similaires a ceux obtenus par calcul analytique dans la partie centrale d’'un
réservoir congu avec un drapage composé de couches dont les orientations sont couramment
retrouvées dans les réservoirs actuels. Le drapage représentatif déterminé est composé de plis
d’angles a +16° et d’angle a 90°. La séquence a été optimisée a I'aide d’un outil numérique simple,
préalablement validée sur un drapage +25°/+65, afin de limiter les effets délaminants.

Des essais ont été conduits sur cette éprouvette afin de mettre en évidence différents
phénoménes. Une comparaison en parallele avec un modéle numérique intégrant la loi de
comportement développée au chapitre 2 est réalisée afin de valider celle-ci et de mieux appréhender
les résultats expérimentaux.

Les essais de traction a rupture ont permis de montrer l'influence de la température sur le
comportement des éprouvettes. Celle-ci influence fortement la perte de rigidité de I'éprouvette ainsi
que la contrainte a rupture. Le modele reproduit bien l'influence de la température sur le
comportement macroscopique de I'éprouvette.

Les essais CRP ont permis de quantifier cette perte de rigidité qui a été mise en comparaison

avec le modele numérique. L'endommagement a pu étre quantifié par émission acoustique et par
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micrographie : des fissures transverses apparaissent dans les plis a 90° avant une charge de 150 Mpa
équivalente a une pression de 700 bars. Ce phénomeéne se retrouve dans le modele. L’apparition de
ces fissures doit correspondre dans le réservoir a I'apparition de fissures matricielles dans les
couches ou l'orientation est plut6t longitudinale.

Les essais CRP avec paliers permettent de mettre en évidence l'influence du temps de maintien
sur le comportement des éprouvettes. Il a été montré un impact de celui-ci sur le champ de
déformation locale et que ce temps de maintien entraine, en plus d’une déformation visqueuse, un
développement des endommagements. Le modele ne prenant pas en compte la viscosité, ces
phénoménes ne sont pas décrits dans la simulation numérique, c’est une amélioration a réaliser.

La tenue en fatigue des éprouvettes a été testée par des essais a 1Hz a températures constantes.
L'influence de la température a ainsi pu étre mise en évidence : a 85°C, I'éprouvette n’a pas tenu les
300.000 cycles réalisés aux autres températures. Le suivi de 'endommagement par émission
acoustique nous permet de voir un nombre d’événements acoustiques qui augmente beaucoup plus
t6t et beaucoup plus rapidement qu’a température ambiante.

Enfin, un essai de fatigue thermomécanique représentatif d’'un remplissage de réservoir suivi par
émission acoustique permet de montrer le caractére plus endommageant de ce type de chargement.
Une validation thermique du modéle a aussi été réalisée pour ce type de chargement avant de
pouvoir analyser le champ de contrainte. Les résultats montrent un endommagement plus rapide
dans le composite lorsqu’il est soumis a un chargement thermomécanique que lors d’'un chargement
mécanique isotherme. Cela met donc en évidence le réle important du gradient de température dans

le multi-matériau constitutif du réservoir sur sa réponse mécanique lors d’un cycle de remplissage.
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CHAPITRE 4

MODELISATION D’UN RESERVOIR

Le dernier chapitre de cette étude traite de la modélisation des réservoirs de type IV et de
I'influence couplée de la température et de I'endommagement matriciel sur le comportement de ces
structures. Cette influence est évaluée lors de la simulation de remplissage isotherme aux trois
températures étudiées dans ce travail, a savoir -40°C, 25°C et 85°C et lors de la simulation d’un
remplissage dans des conditions « réelles », a savoir avec une augmentation de température au sein
du réservoir simultanée a 'augmentation de pression. Ce dernier cas de chargement nécessite une
connaissance avancée du champ de température au sein du réservoir. Ces simulations sont réalisées
en essayant de modéliser au mieux la géométrie complexe du réservoir avec notamment la variation
d’angle au niveau des embases.

Ces simulations numériques sont réalisées grace a une méthode d’homogénéisation qui permet
d’obtenir la matrice de rigidité d’'une couche d’orientation 0 a partir des propriétés élémentaires du
pli.

Dans un premier temps, des calculs comparatifs sont réalisés lors d’un chargement isotherme (-
40°C, 25°C et 85°C) avec une loi de comportement élastique non-endommageable
thermodépendante pour mettre en avant l'influence de la température.

Dans un second temps, les mémes calculs sont réalisés avec une loi de comportement prenant en
compte I'endommagement matriciel et la thermo-dépendance des propriétés matériaux et seront
comparés aux calculs précédents afin de mettre en avant l'influence de 'endommagement matriciel
sur le comportement du réservoir.

Enfin, une simulation d’'un remplissage a 700 bars est réalisée en prenant en compte
I'augmentation simultanée de la température a l'intérieur du réservoir et de la pression. On verra
ainsi, 'effet du gradient de température sur le comportement du réservoir lors de son remplissage a

sa pression de service.
4.1. Géométrie et modélisation du réservoir

Le réservoir modélisé lors de cette étude est un réservoir de type IV, constitué d’embases

métalliques assurant la connexion du réservoir, d'un liner polyuréthane permettant I'étanchéité du
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réservoir et d’'une coque composite ayant pour réle d’assurer la tenue de la structure. La géométrie
de ce réservoir, ainsi que sa modélisation par éléments finis sont présentées dans les paragraphes ci-

dessous.
4.1.1. Description géométrique d’un réservoir

Le réservoir étudié dans cette partie est un réservoir CEA de type IV d’environ 2 litres. Ses
embases sont en acier inoxydable 316L et sont de forme elliptique (Figure 4-1). Un composite
carbone/époxy est bobiné autour d’un liner polymére (polyuréthane) réalisé par roto-moulage en
voie réactive. Les embases sont présentes dans le moule lors du roto-moulage du polyuréthane

permettant ainsi la liaison entre ces deux éléments. On peut voir le plan du liner et des embases sur

la Figure 4-1.
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Figure 4-1 : Plan du liner et des embases [68].
La coque composite est réalisée par enroulement filamentaire autour de la structure « embase —
liner » décrite précédemment. Dans la partie cylindrique du réservoir, le drapage de la coque
composite est composé de plusieurs couches de différentes orientations et de différentes épaisseurs

(Tableau 4-1)
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Couche Epaisseur (mm) Orientation (°)

1 (sur le liner) 0,56 oy
2 0,56 o

3 0,56 o

4 0,56 o

5 0,23 90

6 0,56 o,

7 0,56 o,

8 0,56 o,

9 0,23 90

10 0,55 a3
11 0,55 03
12 0,55 03
13 0,23 90
14 0,54 %

15 0,53 s
16 0,53 s
17 0,53 as
18 0,23 90
19 0,52 O
20 0,52 o
21 0,52 Og
22 0,23 90
23 0,23 90
24 0,23 90
25 (pli extérieur) 0,23 90

Tableau 4-1 : Séquence d’empilement de la partie composite du réservoir dans la partie cylindrique [68].

Au niveau des démes, la technique de fabrication impose a la méche de carbone de repartir dans

I'autre sens. De ce fait, I'angle des fibres doit étre de 90° aux extrémités des plis. L’angle des fibres

dans un pli varie donc de la valeur dans la partie cylindrique jusqu’a 90°. Cette variation d’angle

entraine une augmentation de I'épaisseur dans les domes, rendant la géométrie de la structure

complexe : I'épaisseur et I'angle des fibres ne sont pas constants dans une couche.

Le paragraphe suivant décrit la modélisation de cette structure par éléments finis.
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4.1.2. Moyens numériques mis en ceuvre

Dans le but de modéliser le plus précisément possible le réservoir, un modele axisymétrique a
été mis en ceuvre, prenant en compte les variations d’angle et d’épaisseur décrites dans le
paragraphe précédent.

La premiere étape consiste en la modélisation de la géométrie. Les plans des embases et du liner
permettent dans un premier temps, de réaliser une piece dans ABAQUS représentant ces deux
géométries. La modélisation en une seule piéce entraine la liaison parfaite entre le liner et les
embases d’un point de vue cinématique et une taille de maille similaire d’un point de vue maillage.
La piece représentant le liner équipé est partitionnée en trois parties afin de représenter les deux
embases et le liner.

Une deuxieme piece est ensuite réalisée pour modéliser le composite bobiné. Cette piece est
réalisée a I'aide du drapage du réservoir dans la partie cylindrique. A I'aide de I'épaisseur de chaque
couche, il est possible de réaliser les contours sur le cylindre de cette piece. Au niveau des domes, la
variation d’angle des fibres entrafne une variation de |'épaisseur des plis. La variation d’angle suit un
schéma d’enroulement hélicoidal. Ces variations d’angle et d’épaisseur sont déterminées par les

relations suivantes a I'aide du module ABAQUS Wound Composite Modeler :

R r—Ry \"
00y =sin” (32) 6 (—)
tl 0
Eq. 4-1
e(r) = e¢1.cos(0y) Ry
cos(6,) Ry — 7

r+ 2.BW.(5t—5

(Rtl - RO)
Eqg. 4-2

Ou R, est le rayon a la fin de la couche, R;; e;; et 8;; sont respectivement le rayon interne de la
couche, I'épaisseur de la couche et I'angle des fibres au niveau de la partie cylindrique. BW est la
largeur de bande. § est la différence en degrés entre I'angle des fibres dans la partie cylindrique,
0, et 'angle de bobinage calculé par le premier terme de I'’équation Eq. 4-1.

Les deux pieces sont assemblées a I'aide de la fonction « tie » permettant une continuité des
déplacements a l'interface des deux piéces (liaison liner — composite parfaite). Cette option permet
de réaliser un maillage différent des deux pieces. La géométrie obtenue est présentée sur la Figure

4-2.

-158 -



Modélisation d’un réservoir

Angle (°)

+5.000e+01
+8.250e+01
+7.500e+01
+&.750=+01
+&.000=4+01
+5.250=4+01

+4.5002+01
+3.750e+01
+3.000=+01
+2.250e+01
+1.500=+01
+7.500e+00
+0.000=+4+00

Figure 4-2 : Géométrie du modeéle réalisé avec représentation de I'angle superposée a une radiographie du réservoir

Sur cette figure, on peut voir la comparaison de la géométrie du modele éléments finis avec une
radiographie du réservoir mettant en avant la bonne concordance entre les deux. Les différents
paramétres permettant de faire varier I'épaisseur et la longueur des couches, tels que Ry et BW, ont
été déterminés a l'aide de comparaison entre le modéle obtenu et cette radiographie pour faire
correspondre au mieux les deux géométries. On peut aussi voir, sur cette figure, I'angle des fibres en
fonction de la position dans le réservoir. Pour modéliser cette dispersion de I'angle des fibres,
chaque élément se voit assigné a un set contenant tous les éléments dont I'angle est identique
(discrétisation tous les demi degrés). L’angle de I'élément est calculé a partir des coordonnées de son
centre et de I'équation Eq. 4-1. A chacun des éléments est associé un repére ol 2 est la direction
perpendiculaire au plan axisymétrique, 1 la direction a la fois dans le plan axisymétrique et tangente

a la couche et 3 la direction dans le plan axisymétrique et perpendiculaire a la couche (Figure 4-3).

ODEB1 ras_temp_sst_2000b_slastique.odh  ABaqus/Standard £.3-2 Thu

Stap: Steped
Inramen %" 100, stap Time = 1000
s Geformad Wan U Deformation Scale Facton 41.000e 400

Figure 4-3 : Repéres locaux dans un modéle axisymétrique.

On peut alors assigner a chaque set d’éléments les propriétés mécaniques d’un drapage [+0],, 6

étant l'angle des fibres pour ce set d’éléments. Pour ce faire, les propriétés matériaux d’un
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drapage [+6], sont calculées, a partir des propriétés mécaniques locales d’un pli d’orientation 0 et
des propriétés mécaniques locales d’un pli d’orientation —6. En effet, la matrice de rigidité d’une
couche d’orientation 8 dans le repére lié a un élément (Figure 4-3) est obtenue par changement de

base en réalisant une rotation autour de I'axe 2 et est définie par I’équation suivante :

c? s2 0 —2cs 0 071 [c*2 s2 0 cs 0 0]

s2 ¢2 0 2s 0 O s2 ¢ 0 —cs 0 0

[CB] _ 0 0 1 0 0 o (] 0 0 1 0 0 o0
cs —cs 0 c?2—s2 0 0 —2cs 2¢s 0 c?2—s? 0 0

0 0 0 0 c -S 0 0 0 0 c s

L0 0 O 0 s ¢ L0 0 O 0 -5 -

Eq. 4-3

La matrice de rigidité d’'une couche 16 est déterminée en faisant la moyenne de la matrice [CB]
et [°].

En premiére approche, on supposera le comportement du composite élastique
thermodépendant. Lors du processus d’homogénéisation décrit précédemment, la matrice de rigidité
[C] ne dépend que de la température. Le comportement des autres entités est, par contre, considéré
élasto-plastique comme décrit dans les paragraphes 2.3 pour le liner et 2.2 et les embases.

Cette approche nous permettra de quantifier I'influence de la perte de rigidité due a la
température sur le comportement du réservoir.

Dans un second temps, on supposera le comportement du composite endommageable et
thermodépendant. La matrice de rigidité d’une couche 8 de composite est déterminée de la méme
maniere que précédemment mais dépend aussi de d,, I'endommagement matriciel. Une
comparaison des résultats de ces simulations pour chaque température avec les précédentes a la
méme température permettra d’analyser linfluence de I'endommagement matriciel sur le
comportement du réservoir aux différentes températures.

Enfin, des simulations de remplissage avec chargement thermomécanique (augmentation de la
température et de la pression simultanée puis maintien en pression et équilibrage de la température)
sont réalisées avec ces deux types de comportement pour analyser l'influence couplée de la
température et de 'endommagement matriciel.

Une subroutine UVARM est utilisée pour recalculer les déformations locales. Celle-ci permet, en
faisant I’hypothése que les déformations sont identiques dans une couche, de calculer a partir de
I'angle des fibres, les déformations longitudinales aux fibres (Eq. 4-4), transverses aux fibres (Eq. 4-5)

et de cisaillement (Eq. 4-6) pour une orientation par les relations suivantes :
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&1 = €11 €0S% 0 + £535in% 6

Eq. 4-4
— in2 2
&t = €11 Sin” 0 + £33 cos~ O
Eq. 4-5
& = —2&11Sin 60 cos O + 2e33sinf cos O
Eq. 4-6

A partir de ces relations, il est alors possible de remonter aux contraintes locales pour chaque
orientation par les relations suivantes :

oy =Ey X¢gy

Eq. 4-7
O = Eqe(T) X (1 —dpy) X &t
Eq. 4-8
o = G (T) X &
Eq. 4-9

Différents calculs vont étre réalisés afin de connaitre I'état de contrainte du réservoir, d’essayer
de prédire sa tenue a I'éclatement, d’évaluer I'influence de I'augmentation de température au sein
du réservoir, de connaitre l'influence de 'endommagement sur son comportement.

La réalisation de calcul éléments finis nécessite d’'imposer des conditions aux limites au réservoir.

Blocage selony

Pression interne

.
Figure 4-4 : Chargement mécanique du réservoir

La Figure 4-4 présente les conditions aux limites appliquées au modele quel que soit le type de

simulation effectué. On appliquera une pression interne sur toutes les faces internes du réservoir

(embases et liner). Cette pression pourra étre dépendante du temps afin d’étre appliquée
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simultanément a un chargement thermique. Afin de bloquer tous mouvements de solide rigide, un
blocage des déplacements selon la direction y est imposé sur I'extrémité d’une embase.
Selon le type d’étude que I'on réalisera des conditions aux limites thermiques viennent s’ajouter :
e Température imposée dans tout le réservoir afin de connaitre I'influence de celle-ci sur le
réservoir.
e Coefficient d’échange et température de gaz imposés afin de connaitre le comportement
du réservoir dans le cas d’'un remplissage représentatif de la réalité.
Ces conditions aux limites seront détaillées dans chaque configuration étudiée dans les
paragraphes suivants. Les résultats obtenus avec ces simulations sont présentés dans ces mémes

paragraphes.
4.2. Influence de la température

L'influence de la température sur le comportement du réservoir est analysée par la comparaison
de calcul Abaqus ol la température du réservoir est imposée constante, soit a -40°C, soit a 25°C ou
soit a 85°C. Nous considérerons le comportement du composite élastique linéaire dépendant de la
température. La montée en pression au sein du réservoir est linéaire par rapport au temps. Ce calcul
nous renseigne sur |’état de contrainte locale au sein du réservoir, mais aussi sur son comportement
global en analysant I'allongement axial et radial. L’allongement radial est mesuré au centre de la
partie cylindrique du réservoir, a I'extérieur de la coque composite. L’allongement axial est mesuré

au niveau de I'extrémité de I'embase mobile sur I'axe de symétrie (Figure 4-5).

U, Magnitude
+5.879e-01 )
+5.389e-01 Point de
+4.899e-01
+4.409e-01
TR mesure de
+3.429e-01
+2.940e-01 vl
+2.450e-01
+1.960e-01 allongement
+1.470e-01
+9,798e-02 .
+4.8992-02 radial
+2.392e-08

Point de
mesure de
I'allongement

axial

Figure 4-5 : Points de mesure de I'allongement radial et de I'allongement axial
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L’évolution de l'allongement radial et de I'allongement axial en fonction de la pression est

présentée sur la Figure 4-6.

4

——-40°C -
.8
x
35 4] —25°C &
o
Q
—85°C £
(7]
3 &
o
=

25

E
£

z ? s
(3} nel
& g
15 +—
§ 15 s
2 5
=
1 o
=

0.5

0

200 400 600 800 1000 1200 1400 1600 1800 2000
05

Pression (bars)

Figure 4-6 : Evolution de I'allongement radial et de I'allongement axial du réservoir en fonction de la pression a -40°C,
25°C et 85°C (en trait plein : sans prise en compte de la dilatation, en pointillés : avec prise en compte de la dilatation).

On peut voir sur cette figure le comportement global du réservoir et l'influence de la
température. En trait plein sont représentés les allongements lorsque la dilatation thermique n’est
pas prise en compte et en pointillés les allongements lorsque la dilatation est intégrée dans le calcul.
Dans tous les cas, I'évolution de I'allongement radial avec la pression est linéaire alors que
I'allongement axial croit plus vite: ce phénomene est di a la déformation des embases et
notamment a leur comportement plastique.

Les valeurs des allongements en prenant en compte la dilatation thermique a 700 bars et a 2000

bars relevées pour les trois températures sont récapitulées dans le Tableau 4-2.

Allongement radial (mm) Allongement axial (mm)
-40°C 25°C 85°C -40°C 25°C 85°C
P =700 bars 0,414 0,479 0,544 0,564 0,818 1,176
P = 2000 bars 1,325 1,402 1,489 2,852 3,115 3,566
Ecart a 2000 bars par
-5,5% X +6,2 % -8,5% X +14,5%
rapport a 25°C

Tableau 4-2 : Allongement radial et allongement axial du réservoir pour les trois températures simulées en prenant en
compte la dilatation thermique.
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Les valeurs montrent une influence notable de la température sur les allongements axial et
radial. On peut observer une augmentation de I'allongement axial de 14,5 % entre la simulation a
une température de 25°C et la simulation a une température de 85°C. La variation d’allongement est
moins marquée dans la direction radiale, elle n"augmente que de 6,2 % entre 25°C et 85°C. On
remarque aussi que I'écart entre -40°C et 25°C est plus faible, malgré I'écart de température plus
élevé, que celui entre 25°C et 85°C. En fait, les allongements du réservoir ont deux origines : la
dilatation thermique et le chargement mécanique. Sur la Figure 4-6, on peut observer en pointillés
les évolutions de l'allongement prenant en compte la dilatation thermique. On observe que les
allongements radial et axial sont non nuls pour une pression de 0 bars pour ces courbes a -40 °C et
85°C. Ces valeurs correspondent aux allongements dus a la dilatation thermique et sont récapitulées

dans le Tableau 4-3.

Allongement radial (mm) Allongement axial (mm)

-40°C 25°C 85°C -40°C 25°C 85°C

-0,061 0 0,054 -0,295 0 0,275

Tableau 4-3 : Allongements radial et axial du réservoir dus a la dilatation thermique pour une pression nulle

On observe, tout a fait normalement, une contraction du réservoir a froid et une expansion a
chaud. On remarque que les allongements dus a la dilatation thermique sont plus importants (en
valeur absolue) a -40 °C qu’a 85°C, du fait du plus grand écart de température avec la référence.
Cependant, I'allongement par unité de température est plus important a 85°C et s’explique par la
variation du coefficient de dilatation thermique avec la température.

Le chargement mécanique entraine un allongement du réservoir qui est plus ou moins important
selon la température. En effet, les courbes en trait plein représentent I’évolution de I'allongement en
fonction de la pression sans la prise en compte de la dilatation thermique. On observe un écart trés
faible entre -40°C et 25°C et un écart plus important entre 25°C et 85°C. Ces valeurs sont récapitulées

dans le Tableau 4-4.

Allongement radial (mm) Allongement axial (mm)
-40°C 25°C 85°C -40°C 25°C 85°C
P =700 bars 0,472 0,479 0,491 0,809 0,818 0,846
P = 2000 bars 1,383 1,402 1,438 3,071 3,115 3,237
Ecart a 2000 bars par
-1,4% X +2,6 % -1,4% X +3.9%
rapport a 25°C

Tableau 4-4 : Allongement radial et allongement axial du réservoir pour les trois températures simulées sans prise en

compte de la dilatation thermique
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Dans le cas ou la dilatation thermique n’est pas prise en compte, on observe un effet moins
marqué de la température sur le comportement global du réservoir. Cet écart est alors seulement di
aux variations de propriétés mécaniques avec la température (module transverse et module de
cisaillement). Celui-ci est plus marqué entre 25°C et 85°C qu’entre -40°C et 25°C. Ce phénomene se
retrouve sur les essais de traction réalisés sur I'éprouvette représentative au paragraphe 3.5.1 et
peut s’expliquer par la plus forte chute de module transverse entre 25°C et 85°C qu’entre -40°C et
25°C (-18 % contre -8,3 %). La différence d’écart entre I'allongement radial et I'allongement axial
peut s’expliquer par le fait que I'effort radial est principalement repris par les fibres des plis a 90°
dont les propriétés mécaniques ne sont pas dépendantes de la température. En revanche, la
déformation axiale est reprise par les plis circonférentiels dont I'angle est toujours supérieur a 20°,
ainsi la rigidité transverse intervient de maniere plus conséquente dans ces plis, d’ou la plus forte
dépendance a la température.

Dans un second temps, nous allons analyser I'influence de la température sur I’état de contrainte

local dans le réservoir. On peut voir sur la Figure 4-7, les champs de contrainte locale dans le

réservoir pour une pression interne de 2000 bars.

Ofipre (MPa)

+3,250a+032
+2,9792+02
+2,708e4+03
+2.4538e+03
+2.1672+032
+1.2962+032
+1.625e+03
+1.254e4+03
+1.083e+032
+2,1252+02
+5.4172+402
+2,708e4+02
+0.000e+00

Figure 4-7 : Champs de contrainte locale suivant la direction des fibres dans le réservoir a -40°C (a), 25°C (b) et 85°C (c)
pour une pression interne de 2000 bars.
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Sur cette figure, on observe globalement une répartition similaire de la contrainte locale suivant
la direction des fibres quelle que soit la température, bien que celle-ci soit Iégerement modifiée au
niveau de I’'embase. La contrainte maximale est toujours atteinte dans le premier pli circonférentiel,
dans la partie centrale du réservoir. Cependant, les niveaux de contraintes atteints sont affectés par
la température comme en atteste le Tableau 4-5 ol est représentée la contrainte locale maximale
suivant la direction des fibres atteinte dans chaque pli circonférentiel et le Tableau 4-6 ou est

répertoriée la contrainte locale maximale suivant la direction des fibres dans les plis hélicoidaux.

Ofipre (MPa)
N° de la couche Angle —40°C 25°C 85°C
5 90° 2942 3059 3234
9 90° 2741 2859 3021
13 90° 2565 2684 2836
18 90° 2375 2496 2640
22325 90° 2258 2382 2524

Tableau 4-5 : Contraintes maximales locales suivant la direction des fibres atteintes dans les plis circonférentiels du

réservoir pour une pression interne de 2000 bars.

Ofipre (MPa)

N° de la couche Angle —40°C 25°C 85°C
lad o, 541 640 733
6a8 o, 569 676 789

10a12 O3 802 906 1024

14 04 1219 1324 1429
15a17 s 1795 1906 2030
19a21 O 1899 2014 2140

Tableau 4-6 : Contraintes maximales locales suivant la direction des fibres atteintes dans les plis hélicoidaux du réservoir
pour une pression interne de 2000 bars.

Ces tableaux montrent la trés forte influence de la température sur la contrainte locale maximale
suivant la direction des fibres atteinte dans chaque couche. En effet, on observe dans toutes les
couches que cette contrainte augmente avec la température de maniere trés significative. Par
exemple, dans la couche ou les fibres sont les plus sollicitées (la couche circonférentielle n°5), on
observe une valeur de 2942 MPa a -40°C, 3059 MPa a 25°C et 3234 MPa a 85°C, soit une diminution
de 4 % a -40°C par rapport a 25°C et une augmentation de 6 % a 85°C par rapport a 25°C. La ruine de

la structure étant principalement gouvernée par la rupture des fibres, la température va donc avoir
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un effet significatif sur la pression d’éclatement du réservoir. En effet, en utilisant une approche
déterministe ou I'on considéere que la rupture des fibres entraine la ruine du réservoir avec une
contrainte a rupture dans la direction des fibres de 2000 MPa, on obtient des pressions d’éclatement
de 1380 bars a -40°C, de 1319 bars a 25°C et de 1237 bars a 85°C. La différence de contrainte locale

suivant la direction des fibres a deux origines : la dilatation thermique qui induit des contraintes

2

internes dues a l'orthotropie du matériau et la chute des propriétés mécaniques avec la
température. La visualisation de I'état de contrainte aprés la montée (ou la descente) en

température permet de visualiser I'effet de la dilatation thermique (Figure 4-8).

Ofibre (MPa)

+1.480=+01
-5, 000e+01
-5.833=+01
-E EET7e+01
-7.500e+01
-8,333e+01
-9.167e+01
-1.000=+02
-1.083e+02
-1.167e+02
-1.250e+02
-1.2333e4+02
-1L.417e+02
-1.500e+02

Ofipre (MPa)

+1.500e+02
+1.417e+02
+1.233e+02
+1.250e+02
+1.167e+02
+1.083e+02
+1.000=+02
+9.167e+01
+8.333e+01
+7.500e+01
+6.667e+01
+5.833e+01
+5.000e+01
-1.516e+01

Figure 4-8 : Contrainte locale dans le réservoir suivant la direction des fibres due a la dilatation thermique (pression
nulle) : -40°C (a) et 85°C (b).

La dilatation thermique entraine tres peu de variation dans la partie centrale du réservoir, on
observe toutefois des fibres en traction (en compression) dans les plis circonférentiels a 85°C (a -
40°C). Les plis hélicoidaux subissent le méme type de contrainte mais de maniere plus intense
(environ 50 MPa dans les plis circonférentiels contre environ 100 MPa dans les plis hélicoidaux). Cet
état de contrainte peut expliquer une partie des différences observées précédemment. L'influence
de la chute des propriétés mécaniques explique aussi ces différences. Les propriétés mécaniques
affectées par la température (matrice) peuvent aussi étre affectées par I'endommagement matriciel.

L'influence de la température ayant été mise en avant dans cette partie, nous allons maintenant

étudier I'influence de 'endommagement matriciel sur le comportement du réservoir.
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4.3. Influence de 'endommagement matriciel

Dans cette partie, I'influence de la fissuration matricielle est étudiée en comparant les résultats
précédents ne prenant en compte que Iélasticité du composite avec des calculs intégrant
I’endommagement de la matrice. Cette comparaison est réalisée a -40°C, 25°C et 85°C.

La Figure 4-9, la Figure 4-10 et la Figure 4-11 présentent les évolutions de I'allongement radial et
de l'allongement axial du réservoir a -40°C, 25°C et 85°C lorsque la loi de comportement du
composite contient I'endommagement matriciel. Ces évolutions sont comparées a celles
déterminées lorsque 'endommagement matriciel n’est pas intégré dans la loi de comportement du

composite.

3 T !
sans endommagement

——avec endommagement

2.5

Allongement axial

Jury
ul

[y
|
I
!

Déplacement {mm)
\_T_J
Allongement radial

05 = -

Pression (bars)
Figure 4-9 : Comparaison de I'allongement radial et de I'allongement axial du réservoir avec et sans endommagement

matriciel a -40°C (en trait plein : sans prise en compte de la dilatation, en pointillés : avec prise en compte de la
dilatation).
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Figure 4-10 : Comparaison de I'allongement radial et de I'allongement axial du réservoir avec et sans endommagement
matriciel a 25°C(en trait plein : sans prise en compte de la dilatation, en pointillés : avec prise en compte de la dilatation).
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Figure 4-11 : Comparaison de I'allongement radial et de I'allongement axial du réservoir avec et sans endommagement
matriciel a 85°C(en trait plein : sans prise en compte de la dilatation, en pointillés : avec prise en compte de la dilatation).

On observe, si 'on omet la dilatation thermique, quelle que soit la température, une
augmentation des déplacements axiaux et radiaux pour un calcul avec I'endommagement matriciel
comparativement a un calcul ne le prenant pas en compte (courbes en trait plein).

Les valeurs des déplacements pour 1600 MPa sont récapitulées dans le Tableau 4-7.
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Allongement radial (mm) Allongement axial (mm)
-40°C 25°C 85°C -40°C 25°C 85°C
Sans endommagement 1,101 1,117 1,146 2,305 2,336 2,424
Avec endommagement 1,186 1,196 1,211 2,414 2,451 2,499
Ecart 7,7 % 7,1% 57% 4,7 % 4,9 % 3,1%

Tableau 4-7 : Comparaison de 'allongement radial et allongement axial du réservoir pour les trois températures simulées
sans prise en compte de la dilatation thermique pour des calculs avec et sans endommagements matriciels pour une
pression interne de 1600 bars.

Les valeurs montrent une augmentation significative de I'allongement des réservoirs due a la
perte de rigidité engendrée par 'endommagement progressif du réservoir. Cependant, lorsque I'on
prend en compte la dilatation thermique dans le calcul, on observe a 85°C (Figure 4-11 en pointillés)
que le déplacement axial est dans un premier temps plus faible que celui sans endommagement puis
augmente rapidement pour finalement devenir supérieur. L'allongement radial suit la méme
tendance que dans le calcul sans dilatation, c’est-a-dire, qu’a partir d’'une pression de 200 bars
I'allongement commence a devenir plus important. Cette pression de 200 bars correspond a
I"apparition des premiers endommagements dans la partie centrale du réservoir. Cette différence de
comportement avec et sans dilatation est difficile a expliquer du fait de la configuration différente
des deux calculs. En effet, lors de la phase de chauffage, il y a apparition d’endommagement
principalement dans la zone des embases (Figure 4-12 a). De plus les champs de déformations et de
contraintes engendrés par la dilatation thermique sont complexes du fait de lI'orthotropie du

matériau et des différentes orientations du composite.

Figure 4-12 : Cartographie de la variable d'endommagement d,,, aprés une montée en température a 85°C pour une
pression interne nulle.

Dans le cas d’un chargement a -40°C, le calcul pose des problemes de convergence, mais le début
de la courbe présente le méme comportement qu’a 85°C. Avec la dilatation thermique, la
configuration du réservoir avant la mise en pression est donc différente et peut conduire a un
comportement global différent. On remarque néanmoins que méme avec la prise en compte de la
dilatation thermique I'’endommagement va conduire a un niveau de contrainte supérieur dans le

réservoir. En effet, en comparant les cartographies de la contrainte locale suivant la direction des
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fibres avec et sans prise en compte de I'endommagement (Figure 4-13), on peut voir des champs de
contrainte similaire ou seul le niveau des valeurs des contraintes varie. On observe toutefois une
légere influence de la température et de 'endommagement sur la répartition de la contrainte locale

suivant la direction des fibres, notamment au niveau des embases.

Sans endommagement Avec endommagement

25°C

+2,700e+032
+2,4752402
+2,250e+402
+2,025e+402
+1.200e+03
+1.575e+032
+1,350e+03
+1,125e+03
+9,000e+02
+6,750e+02
+4.500e+02
+2,250e+402
+0.000e+00

85°C

Figure 4-13 : Cartographie de la contrainte locale dans le réservoir suivant la direction des fibres avec et sans
endommagement a 25°C et a 85°C pour une pression interne de 1600 bars.

Les niveaux de contraintes atteints sont donc affectés par 'endommagement matriciel comme
en atteste le Tableau 4-8 oU est représentée la contrainte locale maximale suivant la direction des
fibres atteinte dans chaque pli circonférentiel et le Tableau 4-9 ou est représentée la contrainte

locale maximale suivant la direction des fibres dans les plis hélicoidaux.

Ofibre (MPa)
25°C 85°C
N° de la couche Angle
avec endo sans endo avec endo sans endo
5 90° 2554 2437 2661 2587
9 90° 2405 2278 2505 2419
13 90° 2275 2139 2368 2273
18 90° 2129 1989 2217 2118
22a25 90° 2043 1898 2129 2027

Tableau 4-8 : Contraintes maximales locales suivant la direction des fibres atteintes dans les plis circonférentiels pour une
pression de 1600 bars.
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Ofipre (MPa)
25°C 85°C
N° de la couche Angle
avec endo sans endo avec endo sans endo

la4d o 571 511 647 601
6a8 o, 659 558 689 659
10312 o3 864 750 880 837

14 Oy 1170 1055 1227 1154
15a17 Ols 1634 1517 1715 1633
19321 Ol 1724 1604 1911 1721

Tableau 4-9 : Contraintes maximales locales dans le réservoir suivant la direction des fibres atteintes dans les plis
hélicoidaux pour une pression de 1600 bars.

Ces tableaux montrent la trés forte influence a la fois de la température et de 'endommagement
matriciel sur la contrainte locale maximale suivant la direction des fibres atteinte dans chaque
couche. En effet, on retrouve les résultats de la partie précédente, ou toutes les couches du réservoir
voient une augmentation de la contrainte locale suivant la direction des fibres. On observe la méme
influence de 'endommagement matriciel : la prise en compte de celui-ci entraine une augmentation
de la contrainte locale maximale suivant la direction des fibres dans chaque couche du réservoir.
Dans la couche la plus sollicitée (couche circonférentielle n°5), on reléve, pour une pression de 1600
bars, une valeur de 2554 MPa a 25 °C et une valeur de 2661 MPa a 85°C contre des valeurs de 2437
MPa a 25°C et 2587 MPa a 85 °C en ne prenant pas en compte 'endommagement matriciel.
L'endommagement matriciel entraine donc une augmentation de la contrainte locale suivant la
direction des fibres de 4,8 % a 25°C et de 2,9 % a 85°C. La différence entre les deux températures
peut s’expliquer par la plus forte chute due a 'endommagement des propriétés matériaux a 25°C
gu’a 85°C. Si I'on considere comme dans le paragraphe précédent que la premiéere rupture de fibre
entraine la ruine de la structure, on peut calculer des pressions d’éclatement de 1262 MPa a 25°C et
de 1205 MPa a 85°C, soit une chute de pression d’éclatement de 4,4 % a 25°C et de 2,8% a 85°C par
rapport aux résultats obtenus sans tenir compte de 'endommagement matriciel.

Les cartographies de I'endommagement matriciel sont données sur la Figure 4-14 pour
différentes pressions a 25°C et 85°C. Celui se développe principalement dans la partie centrale du
réservoir en commengant par les plis hélicoidaux dont I'orientation est la plus faible.
L'endommagement se propage alors dans tout le réservoir avec I'augmentation de la pression. On

observe aussi que la montée en température influe sur le développement de I'endommagement.
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Figure 4-14 : Cartographie de I'endommagement matriciel d,,, dans le réservoir pour différentes pressions a 25°C et 85°C

Dans un premier temps, la seule montée en température provoque I'endommagement de
I'extrémité des plis hélicoidaux du fait de la dilatation thermique. Celui-ci va avoir tendance a se
développer dés la montée en pression et conduit au final a un état d’endommagement des domes
beaucoup plus avancé a 85°C qu’a 25°C. De la méme maniere, 'endommagement se développe plus
vite dans la virole a 85°C qu’a 25°C. On peut aussi observer un endommagement des plis
circonférentiels qui apparait bien plus tot. Ces différences de cinétique d’endommagement sont a

I’origine des différences de comportement que I'on peut observer et notamment de I'augmentation
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des contraintes locales suivant la direction des fibres : la matrice endommagée ne pouvant plus
reprendre d’effort, les fibres sont plus sollicitées.

Dans cette partie, on a pu mettre en évidence l'influence de 'endommagement matriciel sur le
comportement du réservoir : celui-ci engendre une diminution progressive des propriétés
mécaniques de certaines zones du réservoir, entrailnant une augmentation locale des contraintes
dans le réservoir. Cette augmentation du niveau de contrainte est préjudiciable pour la tenue du
réservoir. |l est donc évidemment important de prendre en compte 'endommagement matriciel

dans la modélisation des réservoirs.
4.4. Chargement thermomécanique représentatif d’'un remplissage

Les paragraphes précédents ont montré I'influence de la température et de 'endommagement
sur le comportement du réservoir dans le cas ou la température est homogéne dans tout le réservoir.

Cette partie a pour but d’étudier son comportement lorsque la température varie au cours du
chargement. Le remplissage rapide conduisant a une augmentation importante de la température du
gaz dans le réservoir, celui-ci va s’échauffer de I'intérieur tout en étant refroidi a I'extérieur par I'air
ambiant. La température au sein du réservoir varie donc spatialement et au cours du temps. Un
calcul thermomeécanique représentant ce phénomeéne est étudié dans cette partie afin d’analyser
I'influence de ce chargement complexe.

Ce calcul a pour but d’essayer de se rapprocher des conditions réelles de chargement. Le
probléme majeur de ce type de modélisation est la méconnaissance de I’évolution de la température
au sein du réservoir. En effet, le chargement thermique du réservoir dépendant de nombreux
parameétres telles que la vitesse de remplissage, les dimensions du réservoir, la position de la
bouteille lors du remplissage ... La température du gaz au sein de la bouteille n’est pas homogene. Sa
connaissance doit faire I'objet d’études au cas par cas. La température au sein de cette bouteille
n‘ayant pas été étudiée, des données bibliographiques ont été utilisées pour modéliser le
chargement thermique. Cependant, comme décrit précédemment, le chargement thermique dépend
de nombreux facteurs, ainsi les résultats présentés ne permettent que de dégager une tendance
concernant l'influence de ce type de conditions.

Pour appliquer les conditions aux limites thermiques, différentes options sont possibles dans
Abaqus : imposer le flux au niveau de la paroi, fixer la température au niveau de la paroi ou définir un
coefficient d’échange convectif et une température de gaz. Les deux premieéres solutions sont les
plus simples a mettre en ceuvre mais nécessitent la connaissance de la température ou du flux sur

toute la surface du liner. Nous n’avons pas cette connaissance, mais on peut trouver dans la
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littérature des coefficients d’échange représentatifs de conditions de remplissage d’un réservoir. Ces
études ont démontré qu’il est possible d’obtenir une approximation raisonnable des champs de
température en prenant des coefficients d’échange a l'intérieur du réservoir de I'ordre de 500
W/m2K pendant le remplissage et 250W/m2K aprés le remplissage ainsi qu’un coefficient d’échange
de 4.5W/m3K a I'extérieur du réservoir [90, 91], avec une température de référence atteignant 85°C.
Ce sont ces conditions qui sont retenues pour le calcul.

On peut alors définir un cycle thermique comme décrit sur la Figure 4-15 et ainsi obtenir le

champ de température au sein du réservoir.
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Figure 4-15 : Cycle mécanique imposé superposé au chargement thermique

Le cycle thermomécanique imposé est constitué de deux phases. La premiére est une montée en
pression de deux minutes, celle-ci va alors passer de 0 a 700 bars. Dans le méme temps, la
température au sein du réservoir va croitre linéairement de 25°C a 85°C et le coefficient d’échange
entre la paroi interne et le gaz est de 500 W/mZ2K. La seconde phase correspond a I'équilibrage
thermique. La pression au sein du réservoir est maintenue a 700 bars et la température du gaz
diminue linéairement pour atteindre une valeur de 50°C apres 900 secondes. Pendant cette phase, le
coefficient d’échange entre la paroi interne et le gaz est fixé a 250 W/m?2K. La température de lair
ambiant et le coefficient d’échange entre la paroi extérieure et I'air sont fixés respectivement a 25°C
et 4,5 W/m?K pendant tout le cycle.

Dans un premier temps, une analyse du champ de température obtenu avec ce type de

conditions aux limites est effectuée. La Figure 4-16 montre deux cartographies de température a des

-175 -



Modélisation d’un réservoir

instants différents (a la fin du remplissage et 240 s aprés la fin du remplissage). On observe le réle
isolant important du liner (fort gradient thermique dans celui-ci) qui réduit I'échauffement du
composite. Cependant, on observe une conduction privilégiée dans les embases qui entraine une

augmentation de la température dans le composite dans cette zone.

t=120s

HT11
+2.600e+02

+2.980e+02

Interface liner composite

HTLL t=360s

+2.51z2e+02

+3.373e+02
BEE LRIt Noeud n°® 6524

+2.380=+02

Zone ou la température dans le composite est

la plus élevée

Figure 4-16 : Température en Kelvin dans le réservoir apres le remplissage (120s) et 240s apres le remplissage

La Figure 4-17 présente I'évolution de la température au niveau de l'interface liner composite
définie sur la Figure 4-16.

On observe, quel que soit I'instant lors du cycle, la présence d’un tres fort gradient au niveau de
I’'embase. Celui-ci est d0 a une conduction de la chaleur favorisée dans I'embase. La température

augmente progressivement pour atteindre son maximum environ 360s apres le début du cycle.
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L’évolution temporelle de la température dans cette zone du réservoir (nceud n° 6524) est présentée
sur la Figure 4-18. On observe une température atteinte dans le composite de 55°C pour une
température de gaz de 85°C. Cette augmentation de température dans le réservoir doit donc étre
prise en compte pour calculer le champ mécanique dans le réservoir, la loi de comportement du

composite étant fortement thermo-dépendante.
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Figure 4-17 : Evolution de la température a I'interface composite — liner a trois instants du cycle
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Figure 4-18 : Evolution de la température dans le composite en fonction du temps dans la zone la plus chaude (naeud n°
6524)
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Bien gu’ayant simplifié le chargement thermique faute de connaissance suffisante de celui-ci, les
résultats thermiques montrent la complexité du champ de température au sein du réservoir.
L'impact de celui-ci est étudié dans le paragraphe suivant.

Les évolutions de I'allongement radial et de I'allongement axial du réservoir en fonction du
temps sont présentées sur la Figure 4-19.
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Figure 4-19 : Evolution de I'allongement radial et de I'allongement axial du réservoir en fonction du temps

On observe un allongement du réservoir lors du palier de maintien en pression. Cet allongement
est d( a la propagation de la chaleur dans le réservoir. La température du réservoir augmente
progressivement dans le réservoir entrainant son allongement du fait de la chute des propriétés
mécaniques et de la dilatation thermique.

Les valeurs des allongements a 700 bars relevées pour le chargement thermomeécanique et pour

le chargement a 25°C sont récapitulées dans le Tableau 4-10.

Allongement radial (mm) Allongement axial (mm)
avec endo sans endo avec endo sans endo
Thermomeécanique
0,516 0,488 0,941 0,915
(t=320s)
25°C 0,511 0,479 0,846 0,818

Tableau 4-10 : Allongement radial et allongement axial dans le réservoir lors du cycle thermomécanique (t=320s) et a
25°C pour une pression interne de 700 bars.
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Cet allongement est plus important dans la direction axiale car l'allongement radial est
principalement gouverné par les fibres des plis circonférentiels qui sont peu impactées par la
température.

L'influence de ce chargement sur le champ de contrainte locale suivant la direction des fibres
dans le réservoir est analysée. On peut voir sur la Figure 4-20 les cartographies de cette contrainte
dans le cas d’un chargement thermomécanique et dans le cas d’un chargement a température
ambiante. Le champ de contrainte locale suivant la direction des fibres est toujours similaire quelle
que soit la température ou le type de modélisation (avec ou sans endommagement). On peut

toutefois noter, comme précédemment, quelques nuances dans les domes.

Sans endommagement Avec endommagement

Thermomeécanique

(t=320s)

A

+1.100e+03
+1.008e+03
+9.167+02
+&8.250e+02
+7.333e+02
+6.417e+02
+5.500e+02
+4,.582e+02
+3.667e+02

25°C

+2.750e+02

+1.833e+02
+9.167e+01
+0.000=+400

Figure 4-20 : Cartographie de la contrainte locale dans le réservoir suivant la direction des fibres avec et sans
endommagement a 25°C et aprés 320s du cycle thermomécanique pour une pression interne de 700 bars.

Le chargement thermomécanique a cependant un effet sur les niveaux de contraintes locales
maximales suivant la direction des fibres. Les maximums sont toujours atteints dans la partie virole,

signe d’un éclatement « sain ». Les valeurs sont récapitulées dans le Tableau 4-11 et dans le Tableau

4-12.
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Ofibre (MPa)

Thermomécanique (t=320 s) 25°C
N° de la couche Angle
av endo ss endo av endo ss endo
5 90° 1102 1062 1093 1047
9 90° 1039 993 1029 978
13 90° 983 943 973 919
18 90° 918 896 909 854
22a25 90° 876 829 867 815

Tableau 4-11 : Contraintes maximales locales dans le réservoir suivant la direction des fibres atteintes dans les plis

circonférentiels pour une pression de 700 bars.

On observe une augmentation des contraintes locales suivant la direction des fibres entre un

calcul a température ambiante et un calcul thermomécanique. L'influence du chargement

thermomeécanique est cependant plus faible que celle de la fissuration matricielle. Cela s’explique par

le caractére trés isolant du liner qui limite fortement I'échauffement du composite. En effet, dans la

partie virole, la température ne dépasse pas 50°C. L'influence de la température est donc réduite par

la présence du liner. Le composite s’échauffe cependant plus dans les démes a cause de la

conduction privilégiée dans les embases métalliques en acier 316L qui est plutét un bon conducteur

thermique.

Ofipre (MPa)

Thermomécanique (t=320s) 25°C
N° de la couche Angle
avec endo sans endo avec endo sans endo

lad o4 245 227 225 214
6a8 o, 280 259 268 244
10212 O3 371 336 365 320

14 oy 509 466 499 451
15a17 s 705 666 690 650
19a21 O 750 703 740 688

Tableau 4-12 : Contraintes maximales locales dans le réservoir suivant la direction des fibres atteintes dans les plis

hélicoidaux pour une pression de 700 bars.

Enfin, aprés avoir mis en évidence I'influence du chargement sur les niveaux de contrainte locale

suivant la direction des fibres, la Figure 4-21 présente une comparaison des cartographies de la

variable d’endommagement matriciel d,,, en fonction de la pression entre un calcul a 25°C et un calcul

d’un cycle thermomécanique.
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Pression (bars) Thermomeécanique 25°C

180

200

300

400

500

700 bars (t=120s)

700 bars (t=320s)

Figure 4-21 : Cartographie de 'endommagement matriciel d,, dans le réservoir pour différentes pressions a 25°C et lors
d’un cycle thermomécanique.
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On peut noter une influence de la température sur I'évolution de 'endommagement matriciel a
partir d’'une pression de 400 bars. En effet, celui-ci se développe plus rapidement lorsque la
température évolue, cependant, le liner assure une bonne isolation thermique du composite,
notamment dans la virole qui est la zone la plus sollicitée mécaniquement. L'endommagement est
donc identique lors du début du chargement, la température n’ayant quasiment pas changé dans le
composite. En effet, on peut voir sur la Figure 4-18, un effet retard de l'augmentation de la
température dans le composite, qui explique les comportements identiques lors du début du
chargement. Pour des pressions plus élevées, la température commence a augmenter dans le
composite et on peut observer son effet sur la cinétique d’endommagement. Par exemple a 500
bars, est présent un endommagement plus développé que pour une température constante de 25°C.
On peut aussi constater une légere évolution de 'endommagement pendant le palier de maintien en
charge, du fait de la variation de température. Le cycle thermomécanique induit donc un chargement

complexe qui entraine une différence de cinétique d’endommagement comparativement a celui d’'un

chargement a température constant de 25°C.

4.5. Bilan

Les calculs sur le réservoir ont montré la possibilité d’estimer la pression a I'éclatement pour
différentes températures homogenes (-40°C, 25°C et 85°C), soit par l'utilisation d’un critére en
contrainte maximale dans le sens des fibres avec une loi de comportement élastique
thermodépendante pour le composite, soit avec un modele d’endommagement progressif. Bien que
les propriétés matériaux dans le sens des fibres ne dépendent pas de la température et que les
champs de contrainte locale suivant la direction des fibres soient similaires pour chaque
température, le niveau de contrainte maximal atteint dans la direction des fibres varie. Les résultats
montrent donc une influence de la température sur la pression d’éclatement. La rupture du réservoir
se localise dans la partie centrale du réservoir et est due aux ruptures des plis a 90°.

Des calculs thermiques ont permis de cartographier la répartition de la température dans le
réservoir lors de la simulation d’'un remplissage rapide. Les conditions aux limites pour la thermique
sont issues de modeéles de la littérature et donnent une premiére approximation du champ de
température. Il serait intéressant de mesurer la température du gaz dans cette bouteille a I'aide de
thermocouples mais aussi dans le réservoir en insérant des thermocouples lors du bobinage afin
d’avoir une meilleure connaissance du champ de température en service. Cependant, ces premiers

résultats mettent en avant I'augmentation importante de la température dans le réservoir. Elle
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augmente plus fortement au niveau des embases, la conductivité de celles-ci étant trés supérieure a
celle des autres matériaux du réservoir.

Les calculs thermomécaniques permettent de prendre en compte I'effet de la température sur
les champs de contraintes au sein du réservoir. On observe que la répartition des contraintes varie
peu en prenant en compte I'effet de la température dans le calcul. On remarque toutefois que lors
du maintien en pression apres le remplissage, lorsque la température varie, les contraintes évoluent
d’'une maniére non négligeable, notamment la valeur de contrainte longitudinale maximale. Le
champ thermique entraine une sur-contrainte dans le pli le plus sollicité du réservoir, celui dont la

rupture entraine I’éclatement du réservoir.
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CONCLUSION

Le but de ce travail de recherche était d’étudier le comportement thermomécanique des
matériaux constituants un réservoir de stockage d’hydrogene de type IV. Ces matériaux sont un
composite réalisé par enroulement filamentaire, un liner polyuréthane et un acier 316L. Le
composite assure la tenue de la structure. Ce composite est bobiné autour du liner polyuréthane qui
assure I'étanchéité du réservoir. Ce liner joue aussi le réle d’isolant thermique. Enfin, aux extrémités,
des embases en acier inoxydable sont utilisées pour permettre le raccord du réservoir. Lors de cette
étude, nous nous sommes principalement intéressés au comportement du composite. Dans ce type
de réservoir, il est connu que lors du remplissage hydrogene, il y a une augmentation significative de
la température de ce gaz, entrainant un échauffement progressif de la structure et la présence de
gradients de température. Le but de cette étude était principalement de caractériser le
comportement d’une telle structure sous chargement thermomécanique complexe.

Une premiere partie de ce travail a permis de caractériser le composite bobiné a partir
d’éprouvettes prélevées directement dans un cylindre issu du méme procédé que le réservoir. Ainsi,
la caractérisation du composite s’est faite sur le méme matériau que la structure, évitant la question
de l'influence du procédé de fabrication. Les essais ont été réalisés a différentes températures, -40°C,
25°C et 85°C qui permettent de couvrir la plage d’utilisation du réservoir prescrite par la norme. Ces
essais ont permis de déterminer les paramétres mécaniques du matériau composite sous différentes
températures. On a aussi pu observer la complexité du comportement du composite qui présente un
caractére visqueux et endommageable significatif et tres dépendant de l'orientation et de la
température. En effet, une influence non négligeable de la température sur son comportement a été
montrée, principalement dans la direction transverse et en cisaillement. Le composite bobiné et le
liner polyuréthane ont aussi été I'objet d’études calorimétrique et densitométrique permettant
d’obtenir les données nécessaires a la résolution de problemes thermiques, a savoir la masse
volumique p et la capacité calorifique C,. Une approche rapide a été effectuée afin d’estimer la
conductivité thermique A pour réaliser cette étude mais celle-ci a été plus spécifiquement I'objet
d’une these soutenue par Emmanuel Ruffio [2].

A partir de ces résultats expérimentaux, une loi de comportement a été développée. Celle-ci a
pour but d’étre pragmatique : simplicité d’utilisation, d’identification, rapidité du temps de calcul,

tout en essayant de prendre en compte un maximum de phénomenes. Cette loi permet de modéliser
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le comportement orthotrope du composite en prenant en compte I'endommagement matriciel mais
aussi la perte de rigidité et la forte non-linéarité en cisaillement. Cette loi de comportement est de
plus couplée a la température permettant ainsi de prendre en compte sa forte influence sur le
comportement. La viscosité du matériau n’a pas été intégrée dans le modele, celui-ci ayant pour but
de rester simple. Les comportements mécaniques du liner polyuréthane et de I'acier 316L étant bien
connus et n’étant pas l'objet principal cette étude sont issus de la littérature.

Cette loi de comportement avait pour but d’étre implémentée dans une simulation de
remplissage de réservoir, mais, en premier lieu, il était intéressant de tester et valider celle-ci sur
semi-structure. Cette semi-structure a été déterminée dans le but de pouvoir représenter un cycle de
remplissage de réservoir, a savoir un chargement thermomécanique complexe. En effet, |la biaxialité
de I'état de contrainte dans le réservoir est compliquée a mettre en ceuvre expérimentalement, c’est
pourquoi une éprouvette technologique multicouche polymere composite a été développée pour
conduire lors d’'un chargement uniaxial au méme niveau de contrainte maximale que dans la partie
centrale du réservoir, tout en ayant la possibilité d’introduire des gradients thermiques spatiaux et
temporelles.

Cette éprouvette technologique représentative a été testée sous différentes sollicitations afin de
mettre en évidence les différents phénomenes pouvant apparaitre dans le réservoir. La modélisation
de cette éprouvette en utilisant la loi de comportement développée a permis de valider celle-ci et a
fourni des informations complémentaires aux essais. Les éprouvettes technologiques représentatives
ont montré un comportement dépendant de la température avec une perte de rigidité plus
importante et une contrainte a rupture plus faible quand celle-ci augmente. Les essais sur les
éprouvettes ont montré |'apparition d’endommagement matriciel dans les plis a 90°pour une
contrainte appliquée inférieure a la contrainte équivalente a une pression de 700 bars dans le
réservoir. D’autres essais ont montré 'influence du temps de maintien sur le développement des
endommagements matriciels. La tenue en fatigue mécanique des éprouvettes montre aussi une
dépendance a la température, celle-ci diminuant la durée de vie. Cependant, des essais de tenue
résiduelle ont montré que la présence des endommagements dans les éprouvettes fatiguées n’a pas
d’influence significative sur leur comportement a rupture. Enfin, un essai de fatigue
thermomeécanique représentatif d’'une succession de remplissages a montré que le réservoir pourrait
supporter au moins 5.000 cycles sans rupture. En effet I'essai de fatigue a été arrété a 5.000 cycles et

la tenue résiduelle de I'éprouvette a été trouvée inchangée par rapport a une éprouvette vierge,

signe que la tenue résiduelle a I'’éclatement d’un réservoir ayant subi 5.000 remplissages devrait étre

équivalente a celle d’un réservoir « neuf ».
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Dans ce travail, un modele couplant anisotropie endommagement et température a été élaboré
sur la base de concepts classiques. Confronté aux résultats d’essais sur éprouvettes technologiques, il
s’avere étre prédictif quant au développement de I'endommagement et de la détermination du
champ de température. Il lui manque la capacité de reproduire la viscosité, ceci fera I'objet d’un
développement futur.

Finalement, des simulations sur réservoir ont été réalisées afin d’analyser I'influence de certains
parametres. Ainsi, on a pu mettre en avant l'influence de la température a I'aide de simulations
purement élastiques thermodépendantes pour le composite : une augmentation de celle-ci tend a
accroitre la déformation globale du réservoir (augmentation de longueur et de diametre). De plus,
cette étude a montré que la température a une influence importante sur les champs de contraintes
et de déformations au sein du réservoir. Des simulations prenant en compte I'endommagement
matriciel ont permis de montrer I'influence de ce parameétre et d’obtenir les champs de contraintes
et de déformations correspondantes. Les zones endommagées correspondent aux couches dont les
orientations sont principalement dans le sens longitudinal du réservoir, comme les essais et les
simulations sur éprouvettes technologiques représentatives le laissaient penser. Enfin, une
simulation d’un cycle de remplissage a permis d’obtenir une estimation des champs de contraintes,
de déformations et de températures dans un cas proche de la réalité.

La modélisation d’'un chargement thermomécanique d’un réservoir pourrait étre améliorée en
prenant en compte d’autres phénomenes importants tels que la rupture des fibres ou la viscosité de
la matrice. En effet, I'étude expérimentale a montré l'influence des maintiens en charge sur les
champs de déformations et sur I'évolution de 'endommagement matriciel. La rupture de fibres
pourrait étre prise en compte dans le modele. Des premiéres pistes montrent qu’il serait possible de
décrire cette rupture en affectant une contrainte a rupture dans la direction des fibres qui suit une
gaussienne. Ce changement nécessiterait toutefois un passage a un modele tridimensionnel. Enfin,
une meilleure prise en compte de I'évolution de la matrice de rigidité avec la fissuration matricielle,
ainsi qu’une meilleure prise en compte de son évolution pourrait permettre de mieux modéliser ce

phénomeéne.
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Annexes

ANNEXES

Capacité calorifique (J/(kg.°C))

2500

2000

1500

1000

500

80 100 120
Température (°C)

140

160

Température Capacité calorifique
(°C) (/(kg.>C))

15,035 1386

15,085 1386,12
15,135 1386,23
15,185 1386,35
15,234 1386,46
144,629 2306,7
144,679 2306,93
144,729 2307,16
144,779 2307,38
144,829 2307,62

Annexe 1 : loi capacité calorifique - température du polyuréthane
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