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INTRODUCTION

Les deux guerres mondiales ont été le théâtre de nombreux bombardements, notamment
lors de la deuxième où plus de 2.7 milliards de tonnes de bombes ont été larguées rien
que sur le front européen. Ajouté à ça, « little boy » et « fat man » avec la destruction de Hi-
roshima et Nagasaki par les armes atomiques, il devint primordial de mieux comprendre,
caractériser et prédire les effets destructifs consécutifs à ces explosions. Initialement res-
treintes au domaine militaire, ou minier, les applications de ces recherches se sont di-
versifiées pour prendre en compte les explosions accidentelles dites civiles : Three Mile
Island (1979 Pennsylvanie, États-Unis), AZF (2001, Toulouse) ou beaucoup plus récem-
ment l’explosion de la boulangerie rue de Trévise à Paris (janvier 2019) ou celle de l’usine
Lubrisole à Rouen (septembre 2019) sont des exemples qui ont chacun marqué l’actualité.
A cela viennent s’ajouter les explosions malveillantes d’origine terroriste : Madrid (2004),
Paris (2015), Bruxelles (2016) ou beaucoup plus régulièrement au Proche et au Moyen-
Orient. Tous ces évènements sont qualifiés d’explosions pyrotechniques, mais ils ont des
impacts très variés sur les hommes et les structures. Par exemple :

— Three Mile Island : Fusion du cœur de la centrale nucléaire suivie de l’explosion de
320kg d’hydrogène. Aucune victime directe de l’explosion, la structure a résisté et a
maintenu le confinement.

— AZF : 300 à 400 tonnes de nitrate d’ammonium explosent faisant 31 morts et des dé-
gâts matériels importants dans la ville de Toulouse. Le site d’AZF est complètement
détruit.

— Usine Lubrisole à Rouen : L’explosion en elle-même fait très peu de dégâts, mais
déclenche un incendie. Des produits chimiques partent en fumée avec des consé-
quences, pour le moment, pour la santé des riverains.

Les mécanismes physiques entrant en jeu dans une explosion sont nombreux, et les consé-
quences sur l’environnement multiples : création et propagation d’une onde de choc,
augmentation de la température, création d’une boule de feu, expositions aux radiations
nucléaires ou à des produits toxiques. Néanmoins, la brusque libération d’énergie à l’ori-
gine de l’explosion provoque systématiquement la propagation d’une onde de souffle. Ces
travaux de thèse se focalisent sur les effets de l’onde de souffle générée par une explosion
d’origine chimique (provoquée par la détonation d’une charge explosive). Ainsi que sur
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ses conséquences sur un bâtiment. Certains des résultats obtenus et des méthodes déve-
loppées pourront être étendus aux autres types d’explosion.

Les multiples exemples d’explosions accidentelles ou malveillantes ont mis en évidence
la nécessité de renforcer la protection des sites industriels stratégiques, nucléaires et rece-
vant du public vis-à-vis des différents risques pyrotechniques. Un grand nombre d’études
expérimentales ont été menées dans ce sens, notamment pendant la guerre froide, afin
de produire des documents de référence comme l’UFC 3-340-2 servant à guider le dimen-
sionnement de structures résistantes aux explosions. Depuis les années 2000, la tendance
est à la simulation numérique, rendue de plus en plus accessible par le l’accroissement
de la puissance des ordinateurs. Dans le cas d’une explosion aérienne à proximité d’une
structure de génie civil, il est nécessaire de modéliser correctement les phénomènes phy-
siques suivants (résumés sur la figure 1) :

— La détonation dans les explosifs condensés :

Il s’agit ici de caractériser la réaction chimique, l’énergie qui s’en libère et la création
de l’onde de souffle. La vitesse caractéristique de la détonation au sein d’un explosif
chimique est de 7000 m.s−1.

— La propagation de l’onde de souffle :

Les équations d’Euler régissent la propagation de l’onde dans l’air jusqu’à la struc-
ture, c’est donc un problème de mécanique des fluides compressibles. La vitesse de
propagation de l’onde dans l’air est de l’ordre de 1000 à 350 m.s−1

— L’interaction fluide structure :

Le couplage entre l’onde (le fluide) et le solide (la structure) est un sujet complexe
mettant en jeu, simultanément, les propriétés du fluide et du solide. Le chapitre 4
est consacré à l’étude de cette interaction. Sa vitesse caractéristique est de quelques
dizaines de mètres par seconde.

— La réponse de la structure :

La structure va répondre à l’onde via sa raideur et son inertie. La mécanique des mi-
lieux continus permet d’évaluer cette résistance et par conséquent le déplacement
final de la structure. Des connaissances supplémentaires sont requises en fonction
du type de structure étudié (béton armé, charpente métallique, etc.) La vitesse de
déplacement de la structure est de quelques mètres par seconde.

— L’évaluation des dégâts sur le bâtiment :

Enfin, après toutes ces étapes, il faut connaître les particularités du génie civil afin
d’estimer la capacité résiduelle de la structure et ses éventuels dommages. Cette
dernière a fini de se déplacer et est entrée dans un mode statique où elle doit pou-
voir supporter son propre poids, les équipements intérieurs, les éventuels secours,
etc. tout en étant potentiellement endommagée.

Les couplages multiphysiques gouvernant les phénomènes (chimie, mécanique des fluides,
mécanique des solides, matériaux) compliquent grandement la simulation numérique.
En effet, les codes de calculs sont généralement développés spécifiquement pour résoudre
des problèmes mono-physiques. Il est possible de citer CHEETAH pour la thermochimie,
CLAWPACK pour la mécanique des fluides ou code ASTER pour la mécanique des solides.
Les équations et les algorithmes qui les résolvent sont souvent développés spécifique-
ment pour l’une ou l’autre application. De plus, la différence d’échelle entre la détonation
et l’effondrement de la structure (vitesse et dimensions caractéristiques) accroît sensible-
ment la durée du calcul. Il est extrêmement long de calculer les quelques secondes où
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FIGURE 1 – Principales étapes dans l’évaluation de la résistance d’une structure à une explosion.

la structure se déforme avec la même précision que les microsecondes de réaction chi-
mique.

Toutes ces raisons rendent le calcul numérique global inefficient. L’objectif de cette thèse
est donc d’améliorer, pour l’ingénieur, la modélisation des effets des explosions sur les
structures de génie civil et plus particulièrement d’améliorer le rapport coût sur précision.
Le coût sera assimilé au temps de calcul et au temps ingénieur nécessaire à mettre en
place le modèle. La précision sera évaluée vis-à-vis de résultats expérimentaux obtenus
au laboratoire ou dans la littérature publiée.

Le choix a été fait de travailler, du point de vue de l’utilisateur final, autour de deux grands
axes que sont la propagation de l’onde de souffle dans l’air et l’interaction entre le fluide
et la structure (voir figure 1).

Le premier chapitre de ce mémoire constitue une étude bibliographique de la phénomé-
nologie liée à l’explosion et à ses conséquences, en particulier l’onde de souffle. Par la
suite, l’interaction de cette onde avec un bâtiment sera présentée et, pour finir, les prin-
cipales méthodes de dimensionnement seront explicitées. Afin de présenter les concepts
numériques utilisés tout au long de ce mémoire ce chapitre introduit également les prin-
cipes de la modélisation numérique. Une attention particulière est portée aux codes de
calculs disponibles (tels Radioss, Ls-dyna ou Europlexus pour citer les plus connus en
France) et aux méthodes numériques qu’ils emploient (volumes finis, éléments finis).

Le deuxième chapitre est une étude expérimentale permettant d’estimer l’erreur numé-
rique faite par les différentes méthodes numériques employées actuellement. Pour cela
un tube à choc, disponible à l’ENSTA Bretagne, est utilisé. Dans un premier temps, ce
dispositif est présenté et quelques calculs théoriques sont effectués afin de s’assurer de
la pertinence des résultats à la fois expérimentaux et numériques. En effet, un des avan-
tages du tube à choc est qu’il permet une étude analytique servant de base théorique de
comparaison. Un deuxième avantage est la possibilité de créer une onde de souffle (un
profil de type Friedlander) dans le tube afin de s’approcher le plus possible des phéno-

3



Introduction

mènes physiques observés dans un cas réel. La campagne d’essais consiste à utiliser le
tube pour générer une onde de choc ou une onde de souffle qui impacte une plaque en
aluminium de différentes épaisseurs. Les différents résultats sont présentés et comparés
avec des simulations numériques.

La troisième partie porte sur la modélisation de la propagation de l’onde de souffle. Le
chapitre 2 présente une méthode de couplage 1D-3D, elle sera étendue à une onde issue
d’une explosion. Certaines limitations s’appliquent à cette méthode. En effet, une taille
de maille critique ne doit pas être dépassée afin de représenter fidèlement le chargement.
Pour pallier cette limite, une autre méthode proposée consiste à remplacer la charge ex-
plosive par un ballon d’air comprimé possédant les caractéristiques adéquates pour re-
présenter l’onde issue d’une charge réelle équivalente. La modélisation par un ballon d’air
comprimé a été étudiée par le passé, la nouveauté proposée est d’augmenter la taille du
ballon jusque dix fois la taille initiale de l’explosif. Cette technique permet une meilleure
conservation de l’énergie totale qui est un des points faibles de la modélisation numé-
rique. De plus, elle permet un calcul plus rapide et/ou plus précis.

Le dernier chapitre est consacré à l’interaction fluide–structure (IFS). Quelle que soit la
méthode (couplage direct ou indirect, par pénalité ou par multiplicateur de Lagrange), le
couplage entre l’air et la structure prend une part importante du temps de calcul. Il est
donc judicieux de s’intéresser particulièrement à cet aspect. L’objectif est de trouver des
conditions (chargement et structure) dans lesquelles les effets de l’IFS sont négligeables
sur le dimensionnement du génie civil. Pour cela, une étude paramétrique est entreprise
dans quatre configurations différentes : chargement constant (choc) ou de type « blast »
et structure linéaire ou non linéaire. La structure considérée sera assimilée à un ressort
représentatif d’un mur en béton plus ou moins armé et plus ou moins épais.
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1.1 Explosion

1.1.1 Définition

Pouvant être d’origines très différentes, les explosions désignent toutes le même phéno-
mène : une libération très rapide d’une grande quantité d’énergie, ce qui se traduit par
la libération d’une puissance élevée. Par conséquent, l’Institut National de l’Environne-
ment Industriel et des RISques (l’INERIS) considère l’explosion comme un « phénomène
dangereux à cinétique rapide » au sens de la réglementation pour la protection de l’en-
vironnement (ICPE) [1]. Plusieurs phénomènes peuvent, couramment, être la cause de
cette libération soudaine d’énergie. Ils sont listés ci-dessous, du plus commun au moins
commun :

— Explosion « pneumatique »

Ce type d’explosion correspond à la détente rapide d’un gaz à haute pression dans
une atmosphère à basse pression. C’est un phénomène que l’on peut retrouver si
une bouteille de gaz est laissée au soleil, à la suite de la rupture de canalisation à
haute pression, etc. C’est également la cause de l’accident de la chaudière du ba-
teau à vapeur appelé « Le Rhône » qui a explosé à Lyon le 4 mars 1827 tuant vingt
personnes [2].

— Explosion « chimique »

Au cours d’une réaction chimique, de l’énergie peut être consommée. À l’inverse,
la réaction peut être exothermique et libérer de l’énergie. Si cette réaction est très
rapide, alors une explosion est générée. Il est possible de citer diverses substances
susceptibles d’être à l’origine d’explosions chimiques : les explosifs courants (TNT
par exemple), les explosions de gaz naturel (combustion du gaz) ou encore les ex-
plosifs artisanaux à base d’engrais. Ces explosions sont moins communes, mais très
souvent mortelles. Il est possible de citer l’explosion de gaz naturel rue de Trevis le
12 janvier 2019, ou l’explosion d’engrais qui a détruit l’immeuble du FBI à Okla-
homa City le 19 avril 1955 [3].

— Explosion « de vaporisation » ou de changement de phase

La vaporisation ou la sublimation très rapide d’un milieu va également générer une
grande quantité d’énergie. Cette vaporisation ou cette sublimation peut être créée
par un laser [4], un courant à haute tension ou un phénomène de type « BLEVE ».
Le BLEVE est l’acronyme anglais de « boiling liquid expanding vapor explosion ».
C’est un phénomène qui se produit généralement lorsqu’un réservoir de liquide à
température très largement supérieure à sa température d’ébullition se fissure. Un
des premiers accidents industriels en France, à la raffinerie de Feyzin est dû à un
phénomène de BLEVE sur du propane liquide [5]. Ce type d’explosion à l’origine du
phénomène météorologique de la foudre est aussi utilisé dans le domaine militaire
(on parle alors d’armes à énergie dirigée).

— Explosion de poussière

Les poussières sont de très fines particules combustibles (blé, farine, mais etc.) fa-
cilement oxydables. Suite à un apport d’énergie extérieure (étincelle, chaleur etc.)
Ces particules vont réagir avec le dioxygène de l’air au cours d’une réaction très for-
tement exothermique. Plus les particules sont fines, plus l’énergie d’initiation de la
réaction et la distance entre particules sont faibles. Après initiation par point chaud,
la flamme est donc facilement accélérée de particule en particule, ce qui peut gé-
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nérer un régime de détonation. Ces évènements ont été meurtriers en France, no-
tablement à Metz en octobre 1982, à Blaye le 20 août 1997 ou, plus récemment, à
Strasbourg le 6 Juin 2018.

— Explosion nucléaire

Cette catégorie regroupe les deux types de bombes nucléaires créées : les bombes
à fusion et les bombes à fission. Dans le premier cas, deux noyaux atomiques légers
vont fusionner en un noyau plus lourd. La somme des masses des deux noyaux étant
plus élevée que celle du noyau crée, de l’énergie est créée pour équilibrer l’équation
selon la relation d’Einstein E = mc2. C’est cette réaction qui se produit dans le soleil
et des recherches sont en cours pour utiliser cette énergie afin de créer de l’énergie :
c’est l’objectif du projet international ITER mené à Cadarache (Bouche du Rhône).
A l’inverse, la fission crée de l’énergie en séparant un noyau lourd en deux noyaux
légers dont la somme des masses est plus faible que celle du noyau lourd. Cette
réaction est celle utilisée dans le parc nucléaire Français pour créer de l’électricité,
mais c’est également celle utilisée en 1945 dans les bombes atomiques « Little boy »
et « Fat man » qui ont détruit respectivement Hiroshima et Nagasaki.

1.1.2 Régimes de décomposition

Dans le cas de l’explosion d’origine chimique, plusieurs milieux peuvent réagir. On parle
de mélange gazeux réactifs lorsqu’il s’agit d’un gaz ou de matériaux énergétiques si c’est
un liquide ou solide capable d’exploser. Lors de la réaction, un dégagement d’énergie est
observé lors de la transformation du milieu en aval, dit « frais », en produits de réaction.
Mallard et Le Chatellier [6] ont été les premiers à mettre en évidence les différents régimes
de décomposition des matériaux énergétiques et mélanges gazeux réactifs, en fonction
de la vitesse de décomposition. Du plus lent au plus rapide, on détaille la combustion, la
déflagration et la détonation.

1. La déflagration

Selon le groupe français de la combustion [7] la déflagration est un « mode de pro-
pagation autonome subsonique de la réaction dans un milieu combustible (idéa-
lement pré-mélangé) grâce à son couplage avec les mécanismes de transport de
chaleur et de matière. Le mode de déflagration est caractérisé par une diminution
de la pression et de la masse volumique en même temps qu’une accélération des
gaz traversant la zone de réaction. »

2. La détonation

D’après le groupement français de la combustion [7], une détonation est une « propagation
plus ou moins autonome d’une zone de combustion couplée à un complexe d’ondes
de choc qui la précède, se faisant avec une vitesse supérieure à la célérité du son par
rapport au milieu réactif. La décomposition en détonation est caractérisée par une
augmentation de la pression et de la masse volumique en même temps qu’une dé-
célération des gaz par rapport à la zone réactionnelle qu’ils traversent. Dans une
détonation, la combustion procède par auto-inflammation du mélange comprimé
par l’onde de choc associée et échauffement par l’élévation de la température dé-
gagée. » Étant donné que c’est le type d’explosion qui génère le plus de pression et
donc le chargement le plus dangereux pour la structure, ce sont les conséquences
de la détonation qui seront étudiées dans cette thèse.

En d’autres termes, si la réaction se propage de manière subsonique, l’énergie est
libérée moins rapidement et on parle de la propagation d’un « front de flamme ».
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L’augmentation du volume dû à la création de nouveaux produits gazeux lors de la
réaction chimique va mettre en mouvement le milieu frais, une « onde de déflagra-
tion » peut alors se créer et se propager dans l’air. De plus, il n’y a pas de disconti-
nuité des grandeurs thermodynamiques comme le montre le profil de pression type
d’une déflagration (voir figure 1.1). Le niveau de pression sera moins élevé que pour
la détonation d’une charge de même masse, mais l’impulsion sera plus longue. Une
déflagration peut être accélérée par la réaction chimique jusqu’à dépasser la vitesse
du son dans le milieu en amont du choc, elle va alors se transformer en une déto-
nation. Ce phénomène, appelé Transition Déflagration Détonation (ou TDD), n’est
pas encore parfaitement connu et de nombreuses recherches sur le sujet sont en
cours.

FIGURE 1.1 – Comparaison des profils temporels de surpression ∆P d’une détonation et d’une dé-
flagration

Parmi ces régimes de réactions, ces travaux de thèse s’intéresse au cas le plus défavorable
pour la structure : l’onde de choc consécutive à une détonation.

1.1.3 Principale conséquence : une onde de choc

Les explosions pouvant endommager une structure de génie civil sont très souvent liées
aux ondes de choc consécutives aux détonations d’origine chimique. Dans différents contextes,
il est possible de citer :

— Une explosion accidentelle d’un stock de nitrate d’ammonium de l’usine AZF à Tou-
louse qui fait 30 morts et plus de 1,5 milliard d’euros de dégâts matériels [8],

— Une explosion malveillante terroriste. Le TATP est utilisé lors des attaques terro-
ristes dans le monde [9, 10] et notamment celles de Paris en 2015,

— Une explosion militaire. Le RDX est couramment utilisé pour les applications mili-
taires, comme les charges creuses [11].

Dans toutes ces situations, les conséquences d’une explosion peuvent varier (boule de
feu, chaleur, éclats etc.), mais l’effet dimensionnant pour les structures de génie civil est
le plus souvent la génération d’une onde de choc. C’est une perturbation qui propage,
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FIGURE 1.2 – Propagation d’un choc plan à la célérité D, 0 est l’indice du milieu frais et 1 celui du
milieu sous choc.

de manière supersonique, des discontinuités des propriétés thermodynamiques (éner-
gie, pression, masse volumique. . . ) d’un milieu. Au travers de cette discontinuité, il est
possible d’écrire les équations de conservation de la masse (ou du débit massique) (1.1),
de la quantité de mouvement (1.2) et de l’énergie (1.3). Ces relations sont nommées rela-
tions de saut de Rankine-Hugoniot.

En effet, entre le milieu au repos (ou « frais »), indicé 0 sur la figure 1.2, et le milieu choqué,
indicé 1, on peut écrire :

ρ0u0 = ρ1u1 (1.1)

ρ0u2
0 +P0 = ρ1u2

1 +P1 (1.2)

h0 +
u2

0

2
= h1 +

u2
1

2
(1.3)

Avec :

— P la pression dans le milieu,

— u la vitesse matérielle dans le référentiel lié au choc après le passage de ce dernier
dans le milieu et donc u0 =−D et u1 = u1 ∗−D avec u∗ la vitesse matérielle dans le
référentiel fixe,

— ρ la masse volumique (on utilisera souvent, plus volontiers, le volume spécifique
v = 1/ρ),

— h l’enthalpie.

En combinant ces équations, il est possible d’exprimer la pression P en fonction du vo-
lume spécifique v = 1/ρ. En particulier, les équations 1.1 et 1.2 se réécrivent :

P1 −P0

v1 − v0
=−(

u0

v0
)2 =−(

D

v0
)2 (1.4)

Ainsi, quelles que soient les valeurs données par le problème initial (indice 0), il est pos-
sible d’y relier les valeurs de pression P1 et de volume spécifique v1 = 1/ρ1. Dans le plan
(P, v), ces valeurs sont sur la droite de Rayleigh-Michelson définie par l’équation (1.4).
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FIGURE 1.3 – Droite de Rayleigh-Michelson (rouge) et adiabatique dynamique (bleu) dans le cas
d’un choc non réactif

En utilisant l’équation de conservation de l’énergie (1.3), il est possible d’obtenir une
équation reliant l’enthalpie h, la pression P et le volume spécifique v (1.5). C’est une hy-
perbole appelée adiabatique dynamique ou courbe d’Hugoniot.

h1 −h0 = 1

2
(p1 −p0)(v1 + v0) (1.5)

En considérant un gaz calorifiquement parfait et en exprimant son enthalpie h = γpv
γ−1 où

γ est le rapport des chaleurs spécifiques de l’air, on obtient une expression qui ne dépend
que de p, v et γ = Cp /Cv = 1.4. Il est donc possible de trouver les valeurs de p1 et v1 en
couplant les équations (1.5) et (1.4). Il est courant de résoudre ces équations graphique-
ment (figure 1.3).

Les deux points d’intersection correspondent donc aux valeurs au repos (indice 0) et aux
valeurs choquées (indice 1) où la pression et la masse volumique ont augmenté. Il y a uni-
cité de la solution pour une vitesse D donnée, et elle peut être calculée grâce aux relations
de Rankine-Hugoniot (1.1), (1.2) et (1.3) en exprimant le nombre de Mach M = u

c où c est
la célérité du son.

ρ1

ρ0
= (γ+1)M2

0

(γ−1)M2
0 +2

(1.6)

P1

P0
= 2γM2

0 + (γ−1)

γ+1
(1.7)

Ce qui donne :
u1

u0
= (γ−1)M2

0 +2

(γ+1)M2
0

(1.8)

La caractérisation de la détonation chimique est la première étape nécessaire pour dé-
terminer les effets des explosions sur les structures. Cependant, c’est également un sujet
complexe et il est traité plus en détail dans le chapitre 3 de ce manuscrit.
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1.2 Propagation de l’onde de choc aérienne

A la suite de l’explosion ayant permis sa génération, l’onde de choc décrite dans le pa-
ragraphe 1.1.3 va se propager dans l’air. Le milieu n’est pas réactif et donc il est possible
d’appliquer les relations de conservation de Rankine-Hugoniot (1.8), (1.6) et (1.7). Ce pa-
ragraphe est consacré à la description de la propagation d’une onde de choc sphérique
dans l’air.

1.2.1 Description de l’onde

L’onde de choc se propage dans l’air et est suivie d’une détente permettant aux grandeurs
thermodynamiques de retrouver leurs valeurs initiales. La surpression est couramment
utilisée pour décrire l’onde de choc : il s’agit de la différence entre la pression absolue
et la pression ambiante. La forme caractéristique de l’onde a été décrite par Friedlan-
der [12], la détente consécutive au passage du choc prend la forme d’une exponentielle
décroissante dans l’équation de Friedlander (1.9), tracée sur la figure 1.4. Cette onde est
nommée, couramment, onde de souffle.

∆P(t ) =∆Pmax(1− t

t0
)e

−λ t
t0 (1.9)

Le paramètre λ, de l’équation (1.9), est le coefficient de décroissance. Cependant, ce n’est
pas la seule équation analytique décrivant la décroissance de l’onde de souffle. Par exemple,
Delaroche le fait grâce à un produit de sinus et d’une exponentielle décroissante. Il est, dès
lors, possible de définir quelques grandeurs caractéristiques de l’onde de souffle en se ba-
sant sur le profil temporel de la surpression (figure 1.4) qu’il soit décrit par l’équation de
Friedlander ou non. Ces grandeurs caractéristiques sont au nombre de 6 et sont décrites
dans ce qui suit :

FIGURE 1.4 – Représentation schématique de l’évolution temporelle de la surpression lors de la
propagation d’une onde de souffle
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— La surpression maximale∆Pi est la valeur de surpression au pic de l’onde de souffle.
Elle peut être calculée grâce aux relations de Rankine–Hugoniot (1.7),

— La surpression minimale∆Pmi n est la valeur minimale de la dépression consécutive
à l’onde de choc. Cette valeur est plus petite que la pression atmosphérique,

— Le temps d’arrivée ta est l’instant auquel l’onde arrive en un point d’observation,

— Le temps de maintien de la phase positive t0 est la différence entre le temps d’arri-
vée et l’instant où la pression retrouve sa valeur ambiante ;

— L’impulsion I est la valeur de l’intégrale temporelle de la partie positive de la pres-
sion (voir équation (1.10)). L’impulsion correspond à la quantité de mouvement
transmise à la structure,

— L’impulsion négative est l’intégrale temporelle de la partie négative de la pression.

I =
∫ t0

ta

∆P(t )d t (1.10)

L’impulsion négative et, plus généralement, toute la phase négative sont régulièrement
négligées dans les études de dimensionnement des structures de génie civil alors que des
études tendent à montrer que l’impulsion négative peut avoir un effet non négligeable
notamment sur les vitres [13, 14, 15]. La phase négative est rarement prise en compte car
elle demeure beaucoup plus difficile à prédire que la phase positive [16]. L’Eurocode [17]
précise que ce sujet demande « une assistance par des spécialistes ».

Toutes ces valeurs sont définies pour un couple (quantité d’explosif, distance) donné. Il
n’est pas envisageable d’étudier toutes les valeurs possibles de ces couples. C’est pour-
quoi des lois de similitude ont été développées, elles permettent d’étudier les effets d’échelles
liés aux ondes de choc.

1.2.2 Similitude et distance réduite

Les lois de similitude reposent sur l’analyse dimensionnelle des phénomènes et plus par-
ticulièrement sur le théorème de Vashy-Bukingam. Elles permettent, entre autres, l’adap-
tation de l’étude expérimentale réalisée à l’échelle du laboratoire (pour des raisons de
sécurité) à des explosions réelles. La similitude la plus utilisée, pour les ondes de souffle,
est celle d’Hopkinson-Cranz [18]. Elle stipule que deux observateurs situés à deux dis-
tances différentes de deux charges différentes vont subir le même pic de surpression si la
distance réduite Z est similaire. La distance réduite est définie par :

Z = d

m1/3
(1.11)

Avec :

— d la distance entre l’observateur et le centre de la charge,

— m la masse de la charge explosive.

En revanche, les grandeurs temporelles (ta et t0) vont être réduites par le facteur k =
m−1/3. La figure 1.5 résume la similitude d’Hopkinson-Cranz dans les deux situations
« bleu » et « rouge ».

Grâce aux lois de similitude, il est possible d’exprimer les valeurs décrivant l’onde de
souffle (pression, impulsion, etc.) en fonction de la distance réduite.
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FIGURE 1.5 – Exemple de similitude de Hopkinson-Cranz dans deux situations où la personne
subit la même surpression

1.2.3 Profil de pression

Plusieurs études se sont données pour but de quantifier les grandeurs caractéristiques de
l’onde de choc à différentes distances réduites. Ce paragraphe propose une liste non ex-
haustive des principaux modèles d’ondes de souffle sphériques se propageant en champ
libre. La principale difficulté rencontrée concerne la zone très proche de la charge (appe-
lée « champ proche »). En effet, de nombreux phénomènes physiques apparaissent (créa-
tion et propagation de l’onde de choc, boule de feu, réaction post-combustion...) ce qui
rend très difficile la mise en équation de modèles fiables [19, 16]. De plus, les très fortes
pressions et températures, présentes aux premiers instants de l’explosion, rendent les
mesures expérimentales très délicates [20]. Néanmoins, des études empiriques ou ana-
lytiques, basées sur des hypothèses fortes, ont permis d’établir des abaques pour les dif-
férentes grandeurs caractéristiques (pic de surpression, impulsion, etc.) de l’onde de sur-
pression.

Les modèles analytiques

Les premières études pour quantifier les valeurs de surpression remontent aux années
1950 où, notamment, Taylor [21] et Sakurai [22] ont établi des modèles analytiques d’ondes
de choc consécutives à une explosion nucléaire reposant sur deux hypothèses fortes :

1. La source de l’explosion est ponctuelle
Cette première hypothèse est valide lorsque l’observateur se trouve loin de la charge
explosive. Lors d’une explosion nucléaire, la bombe explose en altitude (580m pour
Hiroshima et 500m pour Nagasaki) l’hypothèse est bien vérifiée. En revanche, lors
d’une explosion malveillante ou accidentelle, les premières structures se trouvent
dans un rayon bien trop petit pour pouvoir justifier une telle hypothèse.

2. La surpression est très grande devant la pression atmosphérique
Cette deuxième hypothèse est justifiée pour l’étude d’explosions d’origine nucléaire.
En revanche, elle peut être remise en question dans le domaine civil, en effet après
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seulement quelques mètres la surpression engendrée par l’explosion sera de l’ordre
de la pression atmosphérique [23]. Les travaux de Taylor et Sakurai divergent sur
l’utilisation de cette hypothèse, le premier néglige totalement les termes ∆P

P0
et il ob-

tient une équation décrivant l’évolution de la surpression en fonction de la distance
et de la masse :

Pmax = 0.155mei d−3 = 0.155ei (
d

m1/3
)−3 (1.12)

Sakurai effectue, quant à lui, un développement limité à l’ordre 1 en ∆P
P0

. L’équation 1.12

est très intéressante car elle permet de retrouver la distance réduite Z = d
m1/3 , et de remar-

quer que la pression tend vers l’infini quand Z s’approche de 0. Ces pressions divergentes
lorsque la distance diminue est une des limites de ce premier modèle. Par la suite, ces
travaux ont été poursuivis pour s’affranchir de ces deux hypothèses des premiers mo-
dèles analytiques. Ainsi Bach et Lee [24] ont supposé une expression particulière de la
masse volumique et Dewey [25] une expression particulière de la vitesse pour s’affranchir
de l’hypothèse 2. Dans une démarche différente, Brode [26] a remplacé la source ponc-
tuelle par un ballon de gaz à haute pression et haute température correspondant à un
état détoné moyen. Ces nouveaux modèles ne donnant pas de résultats satisfaisants pour
l’étude de l’ensemble des types d’explosions. D’autres études se sont orientées vers des
approches empiriques ou semi-empiriques.

Les modèles empiriques

Avant d’évoquer plus en détail les modèles empiriques, il convient de rappeler que beau-
coup de ces modèles viennent du même document de Kingery et Bullmash [27]. C’est
pour cela qu’ils donnent des résultats très comparables, mais le document initial n’est
pas disponible au public et ne sera donc pas détaillé ici. Un autre document du départe-
ment de la défense américaine, l’Unified Facilities Criteria 3-340-2 [23] (anciennement
TM5-1300 et appelé UFC dans la suite), est le document de référence pour le dimen-
sionnement des structures de génie civil [1]. Les différentes grandeurs caractéristiques
de l’onde de choc (pression, impulsion, temps d’arrivée, etc.) y sont tracées en fonction
de la distance réduite pour une plage allant de 0.05 à 40 m.kg−1/3. Mais, comme cela a
déjà été évoqué les données en champ proches sont très difficiles à obtenir et l’UFC ne
donne pas de valeurs fiables pour des distances inférieures à 0.5m.kg−1/3 [16]. Malgré ce
défaut, ce document est le plus utilisé pour le dimensionnement génie civil et a donc une
valeur juridique. C’est pour cela qu’il sera pris comme référence dans le reste de ce ma-
nuscrit. D’autres modèles empiriques ou semi-empiriques pour des charges chimiques
de TNT existent, il est possible de citer, par exemple, les auteurs suivants :

— Mills

En 1987, Mills a établi une relation empirique (1.13) pour la surpression incidente
issue d’une explosion de TNT [28] :

∆P

P0
= 1772

Z3
− 114

Z2
+ 108

Z
(1.13)

— Kinney-Graham

En 1985, Gilbert F. Kinney et Kenneth J. Graham [29] ont, également, établi une re-
lation pour la surpression (1.14) résultant d’une explosion chimique ainsi qu’une
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autre pour celle dégagée par une explosion nucléaire. De plus, ils ont présenté des
abaques concernant toutes valeurs importantes de l’onde de pression (la surpres-
sion, l’impulsion, le coefficient de décroissance de l’expression de Friedlander etc.).

∆P

P0
= 808(1+ ( Z

4.5 )2)

3
√

(1+ ( Z
0.048 )2)(1+ ( Z

0.32 )2)(1+ ( Z
1.35 )2)

(1.14)

— Brode

En 1955, Brode [30] a poursuivi son travail sur la détonation en proposant une équa-
tion analytique pour la surpression (1.15).

∆P

P0
=


1+ 6.7

Z3 si 0.1 < Z < 1.0

5.85
Z4 + 1.455

Z3 + 0.975
Z2 − 0.019

Z si 1.0 < Z < 20
(1.15)

Il est intéressant de noter qu’aucune relation n’est donnée pour des distances réduites
inférieures à 0.1m.kg−1/3. On retrouve ici les limitations déjà évoquées : il est difficile
d’obtenir des données fiables pour des distances proches de la charge explosive. Henrych
[31] a également proposé des relations similaires (en polynôme de puissance négative)
pour trois plages de distances réduites différentes.
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1.3 Équivalent TNT

Les modèles définis au paragraphe 1.2.3 sont établis pour une explosion de TNT. En effet,
le trinitrotoluène, appelé aussi TNT ou tolite, s’est imposé en explosif de référence, pour
des raisons historiques liées au procédé de fabrication coulé-fondu, à sa stabilité et à sa
faculté d’être fusible et utilisé en guise de liant. C’est donc l’explosif le plus étudié [32, 33]
et celui qui a donné le plus de résultats expérimentaux [23, 34].

Pour extrapoler ces modèles à d’autres types d’explosif, il est fréquent de se référer à un
« équivalent TNT » c’est une grandeur permettant de passer d’une masse d’un explosif
quelconque à une masse de TNT. La détermination de l’équivalent TNT n’a pas fait l’objet
de normes européennes, ni internationales. Ainsi, plusieurs définitions ont émergé au fil
des recherches successives [34].

Le but des paragraphes suivants est de présenter les principales définitions de l’équi-
valent TNT pour mettre en évidence la complexité d’établir un équivalent universel. Ainsi,
la liste présentée n’est pas exhaustive.

Équivalent « intrinsèque »

Dans un premier temps, il est intéressant de s’attarder sur les caractéristiques intrin-
sèques du matériau énergétique étudié. Ainsi, Cooper [11] a donné une première défi-
nition de l’équivalent TNT noté TNTe , c’est le rapport des vitesses de détonations (1.16) :

TNTe =
D2

EXPLO

D2
TNT

(1.16)

Avec : D est la vitesse de détonation et les indices EXPLO et TNT font respectivement ré-
férence à l’explosif étudié et au TNT de référence. Cette terminologie sur les indices sera
utilisée dans la suite de ce paragraphe. Cette définition (1.16) repose sur une propriété
intrinsèque à l’explosif utilisé et on peut la retrouver dans de nombreux travaux de re-
cherche [35, 14, 36].

Pour des explosifs chimiques, il est aussi possible de définir l’équivalent TNT grâce à la
chaleur de détonation Q, plus d’informations sur le calcul de cette chaleur sont données
au chapitre 3. Cette approche est celle préconisée par l’UFC 3-340-2 [23] et elle est utilisée
par Edri [37], Gelfand [38] ou encore Smith [19] par exemple. L’équivalent TNT est alors
défini par l’équation (1.17).

TNTe = QEXPLO

QTNT
(1.17)

Avec Q : la chaleur de détonation.

Une autre équation, plus complexe, qui utilise également les chaleurs de réaction est
formulé par Locking [34]. D’autres définitions portant sur des propriétés intrinsèques
existent [39], il est possible de citer celles reposant sur la méthode décrite en 1892 par
Berthelot [40] ou sur l’indice de poudre.

Ces premières définitions ont l’avantage de n’utiliser que des caractéristiques intrinsèques
au matériau énergétique étudié, en revanche, elles ne tiennent pas compte des autres ré-
actions chimiques et/ou des réactions post-détonation pouvant affecter l’onde de choc.
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FIGURE 1.6 – Équivalent TNT, sur le pic de surpression, pour différents explosifs commerciaux en
fonction de la distance réduite (issu de [44]).

Équivalent sur l’onde de choc

Il est également possible de définir l’équivalent TNT en considérant l’onde de choc consé-
cutive à la détonation. Ainsi, l’équivalent TNT peut être défini comme le rapport des dis-
tances réduites donnant la même valeur de pression maximale ou d’impulsion [41, 42,
43]. Plus précisément, Formby [41] définit l’équivalent TNT pour une grandeur donnée X
(pression ou impulsion) par l’équation (1.18).

TNTe

∣∣∣
X
= (

ZEXPLO

ZTNT
)3

∣∣∣
X

(1.18)

En d’autres termes, si le TNT de référence produit 9 bar de surpression à 1.00 m.kg−1/3 et

que l’explosif étudié produit 9 bar à 1.12 m.kg−1/3 alors l’équivalent TNT sera : TNTe

∣∣∣
P=9bar

=
( 1.12

1.00 )3 = 1.40. D’après cette définition, l’équivalent TNT en pression sera plus important
que celui en impulsion. Une autre méthode consiste à faire la démarche inverse et à éta-
blir l’équivalent TNT comme le rapport des pressions (ou des impulsions) à une distance
donnée (voir équation (1.19)) pour une même masse intiale d’explosif.

TNTe

∣∣∣
d
= ∆PEXPLO

∆PTNT

∣∣∣
d

(1.19)

Toutes ces définitions ne sont pas équivalentes et il existe donc plusieurs équivalents TNT
pour un même explosif. Par exemple Smith et al [19] trouvent plus de 20% d’écart entre
les équivalents basés sur la pression et ceux basés sur l’impulsion pour le PE4 hémisphé-
rique. De plus, la figure 1.6, créée à partir des valeurs expérimentales de Wharton et al [44],
présente l’équivalent TNT pour différents explosifs commerciaux. Pour le « Super Dopex »
notamment il y a presque 40% de différence entre la valeur de l’équivalent TNT proche
de la charge et celle à 30 m.kg−1/3. Afin de prendre en compte l’incertitude liée au calcul
des équivalents TNT obtenu pour chaque méthode, l’UFC préconise de majorer de 20%
la masse de la charge à considérer au sens de l’équivalent TNT et ce, sans tenir compte
des effets liés à la géométrie de la charge.
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1.4 Interaction souffle-structure

Après s’être propagée dans l’air l’onde de souffle va interagir avec la structure. Dans ce
chapitre bibliographique, la structure est considérée rigide et indéformable. En effet, l’étude
de l’interaction fluide-structure fait l’objet du chapitre 4 et un rappel bibliographique sera
fait en introduction de ce chapitre.

Le but de ce paragraphe est de caractériser le chargement d’une onde choc sur une struc-
ture. Pour cela, il faut définir la pression réfléchie, c’est-à-dire l’onde de pression rebon-
dissant sur la structure. En effet, la troisième loi de Newton, aussi appelée principe de su-
perposition, précise que « Tout corps A exerçant une force sur un corps B subit une force
d’intensité égale, de même direction, mais de sens opposé, exercée par le corps B ». Ainsi
le chargement appliqué par une onde de choc sur une structure est la pression réfléchie
représentée sur la figure 1.7 où la surpression maximum est notée ∆Pr .

Une des données principales pour caractériser la pression réfléchie est l’angle d’incidence
de l’onde. En effet, la figure 1.8 montre deux cas extrêmes où :

— L’onde va subir un arrêt brutal sur la surface A puis se propager en sens inverse,

— L’onde va glisser sur les surfaces B, sans être affectée, en continuant de se propager
dans le sens initial.

L’autre donnée à prendre en compte est la force du choc incident. En fonction de ces deux
paramètres, plusieurs régimes de réflexion peuvent apparaître :

— Réflexion normale,

— Réflexion oblique,

— Réflexion de Mach et toutes ses variantes explicitées par Ben-Dor [45].

L’onde réfléchie va dépendre de manière fortement non linéaire du tympe de réflexion
considéré. L’étude de cette non-linéarité et de tous ces régimes de réflexions est un sujet

FIGURE 1.7 – Représentation schématique de l’évolution temporelle de la surpression provoquée
par une onde incidente et réfléchie.
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FIGURE 1.8 – Vue en plan de l’interaction d’une onde de souffle avec un bâtiment.

de recherche à part entière de la mécanique des écoulements compressibles. Plus par-
ticulièrement, Mouton [46] décrit les principales réflexions et Ben-dor [45] en fait une
description détaillée.

1.4.1 Réflexion normale

Pour bien appréhender les phénomènes de réflexion, il est d’usage de commencer par le
plus simple : la réflexion normale d’une onde plane sur une surface infinie représentée
sur la figure 1.9. Arrivée sur cette surface, l’onde va subir un arrêt brutal qui se traduit
par une vitesse matérielle nulle. Afin de respecter cette condition cinématique une onde
réfléchie se propage. Il est important de noter que le gaz à la limite de la surface infinie
passe directement de l’état au repos ou « frais » en bleu à l’état choqué par l’onde réfléchie.
Il ne voit jamais, à l’échelle considérée, la pression incidente.

Il est possible d’appliquer les relations de saut de Rankine-Hugoniot (1.8), (1.6) et (1.7)
pour quantifier la surpression réfléchie et obtenir le coefficient de réflexion d’un choc
plan Cr = ∆Pr

∆Pi
[29] en fonction de la pression incidente Pi et de la pression du gaz au

repos P0 (1.20).

∆Pr

∆Pi
=

(3γ−1) Pi
P0

+ (γ+1)

(γ−1) Pi
P0

+ (γ+1)
(1.20)

Avec : γ est le rapport des chaleurs spécifiques déjà utilisé précédemment. Dans le cas
d’une explosion aérienne (cas d’intérêt pour ces travaux) il est possible de considérer l’air
comme un gaz diatomique et donc de prendre γ= 1.4 à température ambiante. La relation
(1.20), devient alors (1.21) :

Cr = ∆Pr

∆Pi
= 8Pi +6P0

Pi +6P0
(1.21)

La relation (1.21) met en évidence la non-linéarité du coefficient de réflexion par rapport
à la pression incidente. La figure 1.10 en donne une représentation graphique pour diffé-
rentes valeurs de rapport des chaleurs spécifiques γ. Pour un gaz parfait diatomique tel
que l’air, le coefficient de réflexion Cr est, d’après l’équation (1.21), compris entre 2 et 8
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FIGURE 1.9 – Représentation schématique de la réflexion normale d’une onde de choc plane. Le
domaine bleu est l’air au repos, le rouge clair l’air choqué par l’onde incidente et le rouge foncé
l’air choqué par l’onde réfléchie.

à température ambiante. Cependant, lors d’une explosion l’élévation de pression et de
température va faire diminuer ce coefficient γ et des valeurs expérimentales de Cr ont pu
être obtenues jusqu’à 12[23].
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FIGURE 1.10 – Coefficient de réflexion d’un choc plan en fonction de la pression incidente et du
rapport des chaleurs spécifiques.
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FIGURE 1.11 – Représentation schématique de la réflexion normale d’une onde de choc plane.

1.4.2 Réflexion oblique

Le deuxième cas à considérer est celui où le choc arrive avec un angle β sur la surface
infinie 1.11. Il faut alors distinguer deux types de réflexion oblique, la réflexion « régulière »
et la réflexion « singulière » avec la création d’un pied de Mach.

Réflexion régulière

En gardant la même nomenclature de couleur que sur la figure 1.9, la figure 1.11 montre
la principale différence avec la réflexion normale, l’air à la limite de la surface rigide va
passer par tous les états : « frais », « incident » et « réfléchi ».

Afin de caractériser l’onde réfléchie (intensité, angle de réflexion, etc.), il est nécessaire de
s’attarder sur les relations de saut pour les chocs obliques. Il est toujours possible d’ap-
pliquer les équations de conservations (1.1) (1.2) et (1.3) à la composante normale de
l’écoulement u0n = sin(β)u0. Ainsi, le nombre de Mach utilisé dans les relations (1.7) et
(1.8) doit également être le nombre de Mach normal au choc Mn = Msin(β). Donc dans le
cas d’un choc oblique les relations de Rankine-Hugoniot sont modifiées et deviennent :

ρi

ρ0
= (γ+1)M2

0 sin(β)2

(γ−1)M2
0 sin(β)2 +2

(1.22)

Pi

P0
= 2γM2

0 sin(β)2 + (γ−1)

γ+1
(1.23)

ui n

u0n
= (γ−1)M2

0 sin(β)2 +2

(γ+1)M2
0 sin(β)2

(1.24)

En utilisant les relations (1.23) et (1.24) , les relations géométriques (1.26) et (1.25), ainsi
que l’égalité des vitesses tangentielles ui t = u0t , il est possible d’obtenir une équation
liant l’angle de déviation θ à l’angle incident β et au nombre de Mach du milieu amont
M0 (1.28).

tan(β−θ) = ui n

ui t
(1.25)
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tan(β) = u0n

u0t
(1.26)

D’où :
tan(β−θ)

tan(β)
= ui n

ut

ut

u0n
= ui n

u0n
(1.27)

Donc grâce à la relation (1.24) :

θ= β−ar ct an(
((γ−1)M2

0 sin(β)2 +2)tan(β)

(γ+1)M2
0 sin(β)2

) (1.28)

À partir de ces relations il est possible d’exprimer Mi grâces aux équations (1.28) et (1.24)
qui donnent les valeurs de θ et ui n .

Mi = ui

ci
= ui n

sin(θ)
√
γRT

(1.29)

Le nombre de Mach donne ainsi accès à toutes les valeurs thermodynamiques de la zone
« incidente ». En appliquant le même raisonnement à la deuxième discontinuité oblique
(le choc réfléchi) il est possible d’obtenir toutes les valeurs thermodynamiques de l’état
réfléchi et plus particulièrement :

θ2 = β2 −ar ct an(
((γ−1)M2

i sin(β2)2 +2)tan(β2)

(γ+1)M2
i sin(β2)2

) (1.30)

Où Mi est le nombre de Mach du milieu « incident », connu grâce à la relation (1.29), θ2

et β2 respectivement les angles d’incidence et déviation au niveau du choc réfléchi. Ces
deux derniers angles sont des inconnues du problème, Kinney et Graham [29] indiquent
que pour une réflexion régulière, l’angle de déviation des chocs incidents et réfléchis reste
identique. Ainsi, θ2 = θ et il devient possible d’exprimer l’angle de réflexion δ par la rela-
tion géométrique (1.31).

δ= β2 −θ (1.31)

θ est donné par la relation (1.28), il reste donc à résoudre l’équation (1.30) pour connaître
l’angle de réflexion. Pour cela, il est courant d’utiliser une méthode graphique [29], ainsi la
figure 1.12 trace l’évolution de l’angle β2 en fonction de celle de δ pour différentes valeurs
de Mi .

Ainsi pour une valeur de Mi donnée, il existe un angle limite θl i m au-delà duquel il est im-
possible d’obtenir une valeur pour β2 et donc pour δ. En d’autres termes, il existe un angle
incident limite βl i m au-dessus duquel il n’existe pas d’angle de déviation θ permettant la
création d’une onde réfléchie. Kinney et Graham [29] ont donné une formule empirique
pour le calcul rapide de cet angle limite :

βl i m = 1.75

M0 −1
+39 (1.32)

Au-delà de cet angle, la réflexion n’est plus régulière, il y a création d’une onde de Mach
(voir paragraphe suivant 1.4.2). Pour des angles θ plus faibles il existe deux solutions pour
β2 (voir figure 1.12), une de ces solutions correspond au choc « fort » (partie supérieure
de la courbe) qui est, thermodynamiquement, défavorable et donc rarement observée
[29]. Ainsi il n’y a qu’une solution possible pour β2 et donc δ. Ainsi tous les paramètres
du problème sont connus et il est possible de définir le coefficient de réflexion pour la
réflexion oblique régulière (donné par la relation 1.33).

∆Pr

∆Pi
= (7M2

r −1)(7M2
0 −1)−36

42(M2
0 −1)

(1.33)
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FIGURE 1.12 – Réflexion régulière d’une onde de choc oblique. Valeur de l’angle β en fonction de
l’angle réfléchi Θ pour plusieurs nombres de Mach

Réflexion de Mach

Comme expliqué au paragraphe précédent, la réflexion régulière ne peut pas se faire si
l’angle d’incidence est supérieur à βl i m (1.32). Dans ce cas, on parle de réflexion singulière
ou de réflexion de Mach. Physiquement, l’onde réfléchie se propage dans un milieu déjà
choqué et donc possédant une plus haute pression et température. Par conséquent, elle
se déplace plus rapidement et rattrape l’onde incidente pour fusionner et créer un pied
de Mach 1.13, il y a alors apparition d’une quatrième zone à l’arrière du pied de Mach qui
subit un choc plan d’une intensité importante. Le point commun entre l’onde incidente,
l’onde réfléchie et l’onde de Mach est appelé point triple.

La figure 1.13 présente une réflexion de Mach particulière : la réflexion indirecte, la tra-
jectoire du point triple s’éloigne de la surface. D’autres réflexions sont possibles [45] sin-

FIGURE 1.13 – Représentation schématique d’une réflexion singulière avec formation d’un pied de
Mach
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FIGURE 1.14 – Coefficient de réflexion en fonction de l’angle d’incidence (graphique issu de l’UFC
3-340-2 [23])

FIGURE 1.15 – Représentation de l’angle d’incidence d’une explosion aérienne

gulière, double, etc. Le chargement subi par la surface est donc la pression de la zone
derrière le pied de Mach. Étant donné que le calcul analytique s’avère moins trivial que
pour la réflexion régulière, des abaques ont été largement répandus. La figure 1.14 (ex-
traite de [23]) montre l’évolution du coefficient de réflexion en fonction de l’angle d’in-
cidence pour différentes valeurs de pression incidente. L’angle d’incidence noté α sur la
figure 1.14 correspond à l’angle β sur la figure 1.11. La limite entre la réflexion régulière
et la réflexion de Mach est bien visible aux alentours de 40° pour de faibles surpressions.
Lorsque les surpressions dépassent 40 bar (ou 580 psi) la valeur du rapport des chaleurs
spécifiques γ diminue et par conséquent retarde le passage de la réflexion régulière à celle
de Mach. Lors de l’explosion de bombes en altitude la création du pied de Mach est cou-
rante et permet d’expliquer des dégâts plus importants à une distance plus importante
du centre de l’explosion comme le montre la figure 1.15.

Ce phénomène a été observé expérimentalement dans le cadre d’explosions gazeuses
[47], [48] ou nucléaires [49]. [49] présente un extrait documentaire sur les effets consé-
cutif à la bombe atomique de Nagasaki, une explication visuelle de la création du pied de
Mach est présentée pour faciliter la compréhension.
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1.5 Dimensionnement de la structure

Lors de l’interaction entre une onde de souffle et un bâtiment, l’analyse n’est pas aussi
simple que les cas d’ondes planes présentés au chapitre précédent. En effet, la structure
va se déformer, de multiples réflexions vont apparaître et l’onde va faire le tour de la struc-
ture. Une représentation de certains de ces phénomènes est illustrée à la figure 1.16 pro-
posé par [50].

FIGURE 1.16 – Interaction d’une onde de souffle avec un bâtiment de plusieurs étages [50]

Plus de détails qualitatifs sur ces phénomènes peuvent être trouvés dans [51].

Quel que soit le type d’interaction entre l’onde et la structure, cette dernière va se dé-
former sous l’effet de la pression réfléchie. Le travail d’un bureau d’étude de calcul de
structures est d’évaluer les effets potentiels de cette déformation sur la tenue globale de
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la structure et pour cela plusieurs méthodes sont disponibles. Ces méthodes varient gran-
dement en temps de mise en œuvre, complexité et précision. Ce paragraphe résume les
principales méthodes de dimensionnement dans un ordre de complexité croissante.

1.5.1 Les méthodes forfaitaires

La méthode la plus directe est l’application de méthodes forfaitaires, qui reposent sur
l’application d’abaques ou tableaux préconstruits donnant l’ampleur des dégâts, aussi
bien sur les structures que sur les hommes, en fonction de la surpression maximum (1.1
extraite de [52]).

Désignation Z1 Z2 Z3 Z4 Z5
Surpression
minimum

en bar
∆P ≥ 0.43 ∆P ≥ 0.2 ∆P ≥ 0.14 ∆P ≥ 0.05 ∆P ≥ 0.02

Dégâts
humains

Extrêmement
graves*

Très graves Graves Significatifs

Effets
indirects

par bris de
verre

Dégâts
matériels

Extrêmement
graves

Importants et
effet domino

Graves Légers
Destructions
significatives

des vitres

TABLEAU 1.1 – Zone de danger en fonction de la surpression d’après [52]

Les dégâts donnés par la norme sont, à minima, extrêmement vagues et ne peuvent servir
que dans un contexte législatif. Cependant, ils peuvent être comparés à des études plus
poussées qui donnent les effets réels sur les bâtiments et les personnes en fonction de la
surpression [29].

FIGURE 1.17 – Dégâts engendrés sur les bâtiments et les personnes en fonction des niveaux de
surpression
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Afin de ne pas surcharger la figure 1.17, une petite partie des dommages décrits par Kin-
ney et Graham [29] est montrée. D’autres références peuvent être trouvées sur le sujet,
donnant des valeurs relativement similaires à celles données en figure 1.17, [53], [54], [8].
Plus particulièrement, les résultats du ministère de l’écologie et du développement du-
rable [8] sont particulièrement intéressants car ils reposent sur des références connues
évoquées dans ce paragraphe ainsi que sur le retour d’expérience de la catastrophe d’AZF
(Toulouse, 21 septembre 2001). Ces premières méthodes forfaitaires sont très peu précises
pour deux raisons principales :

1. Il est très difficile d’englober toutes les structures sous un seul critère. Deux murs
en béton armé n’auront pas la même résistance aux effets des ondes de souffle si le
premier a une épaisseur de 30cm et le second de 150cm.

2. Le profil temporel de l’onde n’est pas pris en compte. Pour un mur donné, les dégâts
seront plus importants si l’impulsion (quantité de mouvement transmise de l’air à
la structure) est plus importante.

1.5.2 Statique équivalente

La méthode dite « statique équivalente » consiste à calculer une sollicitation statique équi-
valente à la sollicitation dynamique issue de l’explosion (l’onde de souffle réfléchie). On
effectue ensuite un calcul linéaire afin de s’assurer de la tenue structurelle des éléments.
Cette méthode est préconisée par EDF dans le code technique pour la construction de la
nouvelle génération de réacteur nucléaire (Evolutionary Power Reactor EPR) [55]. Ainsi la
force Fd servant au dimensionnement est donnée par la relation (1.34) :

Fd = αβFmax (1.34)

Avec : Fmax est la force réfléchie maximale, α est le coefficient d’amplification dynamique
et β est le coefficient de plasticité. Les coefficients α et β ne doivent pas être confondue
avec les angles de la figure 14.

Détermination de Fmax

C’est la force réfléchie maximale, elle dépend donc uniquement du chargement. Il faut
donc connaître plus précisément l’explosif et la propagation de l’onde de souffle dans
l’air pour la déterminer. Les paragraphes précédents aident à cette détermination. Pour
certains cas précis (explosion aérienne, incidence normale) il est possible d’utiliser les
abaques de l’UFC 3-340-2 [23] pour trouver Fmax .

Détermination de α

Le coefficient d’amplification dynamique dépend de la fréquence propre de la structure
et donc de sa rigidité équivalente D. Pour plus de détails sur le calcul de la rigidité équi-
valente pour une dalle, le chapitre 4 présente le calcul complet de cette rigidité pour une
dalle en béton armé. Une fois cette rigidité calculée il est donc possible de calculer la fré-
quence propre f de la dalle :

f = π

2
(
λ

a2
+ µ

b2
)

√
D

ρs
(1.35)

Avec :
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— λ etµ sont des coefficients qui dépendent des conditions d’appui de la dalle, ils sont
tabulés dans [55],

— a et b sont les longueurs des deux côtés de la dalle,

— D la rigidité équivalente,

— ρs la densité surfacique de la dalle.

Une fois la fréquence estimée, il est possible de se référer à la figure 1.18 issue de [55] pour
calculer α.

FIGURE 1.18 – Coefficient d’amplification dynamique en fonction de la fréquence propre de la
structure f et de la durée du chargement ∆t extrait de [55].

Des valeurs, du coefficient d’amplification dynamique, spécifiques à une forme d’onde
incidente ont été données par Biggs [56].

Détermination de β

Le coefficient de plasticité prend en compte le fait qu’une structure (notamment en bé-
ton armé) peut travailler dans le domaine plastique. Cette non-linéarité est donc prise en
compte en diminuant la force appliquée grâce au coefficient β pour se ramener à une si-
tuation linéaire. Des calculs « validés par des essais » doivent être effectués pour évaluer
β. En cas d’absence de calcul, la figure 1.19 (issu de [55]) peut être utilisée.

FIGURE 1.19 – Coefficient de plasticité en fonction de la courbure extrait de [55].
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Cette figure fait apparaître la courbure maximum χ = 0.008
0.9h où 0.008 est l’allongement

maximum des aciers et 0.9h le bras de levier équivalent entre les aciers tendus et le béton
comprimé.

Si la figure 1.19 donne une valeur minimum de 0.4 pour β, sans justifications supplémen-
taires, et dans un souci de marge de sécurité, β ne peut pas être pris inférieur à 0.7 pour
une explosion externe.

Cette méthode (et plus généralement, l’ETC-C) est reconnue comme valable pour le di-
mensionnement des structures. En revanche, les règles de dimensionnement des struc-
tures en béton armé sont, en France, dictées par les Eurocodes [17]. La partie 1.7 énonce
celles spécifiques au dimensionnement des structures aux effets des explosions internes,
elle propose une méthode qui ne peut pas être considérée comme statique équivalente
(car le chargement va dépendre du temps), mais qui ne peut pas être classée comme une
méthode plus avancée (au vu de sa simplicité). Elle consiste à dimensionner la structure à
une pression égale au pic de pression appliquée pendant une durée arbitraire de 200ms.

1.5.3 Modélisation à une dimension

Le déplacement de la structure est assimilé à celui de son premier mode, il peut donc être
représenté par un ressort à un degré de liberté (DDL) [19] [23]. Le calcul des paramètres
du modèle à un DDL est présenté au chapitre 4 car cette modélisation sera utilisée pour
étudier l’interaction fluide-structure.

Concernant la sollicitation, il est nécessaire de connaître le profil temporel complet de
l’onde de souffle réfléchie, plusieurs approches sont admises :

— Utilisation d’abaques (UFC [23], Kinney [29]) et de l’équation de Friedlander pour
une explosion aérienne,

— Utilisation de la sollicitation recommandée par l’Eurocode (voir paragraphe précé-
dent). C’est une approche très pénalisante,

— Reconstruction de la pression pour une explosion interne en fonction de la géomé-
trie de la pièce, des évents, .. C’est l’approche la plus utilisée pour les explosions en
milieu confiné ([23], [29]).

Lors de cette dernière approche, la surpression, causée par la propagation de l’onde de
souffle, est estimée (temps courts) ainsi que la surpression quasi-statique consécutive à
l’augmentation de la pression et de la température à l’intérieur de la pièce à la suite de
l’explosion (temps longs). Ensuite, l’enveloppe (c’est-à-dire le maximum des deux pres-
sions à chaque instant) de ces deux pressions est prise comme chargement sur le ressort
équivalent (figure 1.20).

Cette pression est ensuite utilisée pour calculer le déplacement du ressort équivalent à
la structure réelle, ce dernier correspondant au déplacement du centre de la paroi. En
supposant une déformée concordante avec la création de charnières plastiques au centre
et aux appuis de la paroi, il est possible de calculer l’angle de rotation sur appuisΘ (figure
1.21).

Ensuite, les dégâts sur la paroi sont évalués en fonction de cet angle comme illustré sur la
figure 1.22. Il est intéressant de remarquer que les dégâts sur la structure dépendent de la
position de la charge vis-à-vis du mur (« close in » vs « far range ») et que les dégâts visibles
sur le béton apparaissent après 2° de rotation sur appuis.
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FIGURE 1.20 – Représentation de la charge appliqué à la structure équivalente selon l’UFC 3-340-2
[23] dans le cas d’une explosion interne à un bâtiment

FIGURE 1.21 – Vue en coupe d’une paroi soumise à une explosion, dmax est le déplacement maxi-
mum du centre de la paroi et θ l’angle de rotation sur appuis

Cet exemple est pris sur une paroi en béton armé, mais le même diagramme est dispo-
nible pour d’autres structures en béton armé.

Un autre moyen, classique, de présenter le même résultat est par le biais d’un diagramme
pression-impulsion (appelé couramment diagramme PI). Cela consiste à tracer des lignes
isodégâts dans le plan pression–impulsion. Dans le cas du ressort à un DDL, les lignes iso-
dégâts seront des lignes « isorotation sur appuis » (figure 1.23). Cependant, il est possible
de mettre en évidence d’autres modes de ruine [57], comme la stabilité de la structure
globale ou l’écaillage.

C’est une approche très employée ([19], [58], [59], [60], [61], [62]) car elle permet d’évaluer
très rapidement les dommages sur une structure sans avoir à effectuer les calculs ame-
nant au déplacement. La contrepartie est qu’elle est plus longue à mettre en place car elle
nécessite, initialement, un nombre de calculs important avant d’obtenir le diagramme PI
le plus précis possible. On distingue sur la figue 1.23 trois zones de fonctionnement :
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FIGURE 1.22 – Relation entre l’angle de rotation sur appuis et les paramètres de dimensionnement
pour une paroi de béton armé. Extrait de [23]
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FIGURE 1.23 – Représentation schématique d’un diagramme pression-impulsion.

— La zone impulsionnelle où un petit changement dans l’impulsion va beaucoup in-
fluencer la réponse, l’asymptote verticale donne le niveau minimum d’impulsion
nécessaire pour obtenir la rotation sur appuis représentée,

— La zone quasi-statique où la structure répond surtout aux variations de pression
maximum, l’impulsion et, plus globalement, l’évolution temporelle de l’onde de
chargement n’ont que peu d’influence. L’asymptote horizontale donne le niveau
minimum de surpression nécessaire pour obtenir la rotation sur appuis représen-
tée,

— La zone dynamique où les deux paramètres principaux du chargement (pression et
impulsion) influent sur la réponse.

Il est important de noter que ce diagramme est spécifique à une structure donnée et que
les zones impulsionnelles et quasi-statiques sont définies (entre autres) par rapport à la
pulsation propre de la structure considérée.
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1.6 Méthodes numériques

Les méthodes de dimensionnement présentées dans les trois paragraphes précédents
sont régulièrement caractérisées comme des méthodes « simplifiées », c’est-à-dire qu’elles
se limitent à des situations (géométrie, chargement) simples. Par exemple, aucune de ces
méthodes n’est capable de prendre en compte :

— Une ouverture dans la paroi (porte, fenêtre, . . . ) et la concentration d’effort autour
de cette dernière,

— De multiples réflexions de l’onde et donc un chargement plus complexe,

— Des non-linéarités géométriques liées aux grands déplacements avec, possiblement,
un effondrement de tout ou partie de la structure,

— Les effets de l’interaction fluide-structure,

— Un endommagement progressif qui permettrait de se prononcer sur la viabilité de
la structure après sinistre.

Pour prendre en compte tous ces phénomènes, des méthodes dites « avancées » sont né-
cessaires. Elles reposent sur l’utilisation d’outils numériques (codes de calculs), les plus
connus étant LS-Dyna, Radioss, Europlexus et Abaqus explicite. Ces codes reposent sur
la discrétisations spatiale et temporelle du phénomène, qui permet la résolution via une
linéarisation locale des équations aux dérivées partielles régissant le problème. La préci-
sion de la solution obtenue dépend essentiellement des pas d’espace et de temps ainsi
que des algorithmes utilisés.

Ce paragraphe présente les principales caractéristiques des codes de calculs numériques
permettant de traiter des effets des explosions sur les structures.

1.6.1 Le schéma de résolution temporel

Les chargements applicables à des structures de génie civil sont classés par les Eurocodes
[17] comme :

— Chargement permanent : le poids propre, les poussées des terres, le poids des équi-
pements non amovibles (planchers, ventilation, .),

— Chargement d’exploitation : Poids des personnes, des équipements amovibles (meubles,
machines, .), neige et vent modéré,

— Chargement accidentel : Séisme, explosion, neige et vent violent.

Si des méthodes statiques existent pour toutes ces catégories (voir chapitre 1.5.2), il est
recommandé de prendre en compte l’évolution temporelle des chargements accidentels.
La figure 1.24 affiche les temps caractéristiques des principales charges accidentelles. On
constate que les explosions se trouvent à l’extrémité rapide du spectre. En effet, l’onde de
détonation se propage en quelques microsecondes dans l’explosif avant de se transmettre
dans l’air et d’atteindre la structure en quelques millisecondes.

Par conséquent, l’étude de ce type de phénomène relève de la « dynamique rapide » et
nécessite un code de calcul dit « explicite ». En réalité, c’est un abus de langage et il faut
parler de code de calculs possédant « un schéma d’intégration explicite ». Il convient de
distinguer deux grandes catégories de schémas d’intégration, les schémas explicites et les
schémas implicites. Le but de ce paragraphe n’est pas de déterminer le meilleur de ces
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FIGURE 1.24 – Temps caractéristiques des chargements mécaniques pouvant être dimensionnant
pour une structure en béton armé

deux types de codes car c’est un débat sans fin et cette comparaison a déjà été documen-
tées [63, 64]. En revanche, il est important de distinguer les principales différences entre
ces deux grandes familles de schémas de résolution temporelle.

Méthodes implicites

Considérons un problème noté P à résoudre, c’est un problème dynamique donc P dé-
pend du temps. Pour résoudre mathématiquement le problème P(t ) il est nécessaire de
subdiviser le temps en instants successifs, c’est-à-dire qu’il est nécessaire de diviser le
chargement et de l’appliquer de manière incrémentale pour tenir compte des déforma-
tions de la structure. C’est particulièrement vrai lorsque le problème est non linéaire (ma-
tériaux et/ou géométrie) [65, 66].

Lors de la résolution d’un calcul par une méthode implicite la solution au temps tn va dé-
pendre de l’état du problème au temps précédent P(tn−1) (pour prendre en compte l’his-
torique du chargement), mais également de l’état du problème au temps actuel (1.36).

P(tn) = f (P(tn),P(tn−1)) (1.36)

Ainsi pour chaque pas de temps (c’est-à-dire pour chaque incrément temporel), le schéma
va chercher à résoudre un équilibre. S’il n’est pas trouvé alors le calcul « ne converge pas ».
Le principal avantage de la méthode implicite est sa stabilité inconditionnelle ; c’est-à-
dire qu’il est, théoriquement, possible de choisir un pas de temps arbitrairement grand.
Cependant, le choix d’un pas de temps non adapté conduira à des imprécisions sur la ré-
solution des problèmes instationnaires. De plus, ce type d’algorithme est très gourmand
en temps de calcul et plus difficile à mettre en place [67, 63]. Les méthodes implicites sont
donc, le plus souvent, utilisées pour résoudre des problèmes statiques.

Méthodes explicites

Reprenons le problème P(t ), un algorithme de résolution explicite va chercher la solution
du problème au pas de temps tn comme une fonction du problème à l’instant précédent
[65], ainsi il n’y a plus d’équilibre à trouver c’est une résolution directe 1.37.

P(tn) = f (P(tn−1)) (1.37)
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Les avantages de cette méthode sont (entre autres) la facilité de mise en œuvre et la rapi-
dité de calcul. Cette résolution directe permet, si les règles mathématiques sont respec-
tées, de trouver une solution, qu’elle ait un sens physique ou non (ce qui peut être vu
comme un avantage ou un inconvénient). C’est, ensuite, à l’utilisateur de déterminer la
véracité de la solution obtenue. L’autre désavantage important de ce schéma de résolution
est qu’il est conditionnellement stable c’est-à-dire que le pas de temps doit respecter une
certaine condition pour assurer la stabilité du calcul. Si cette condition n’est pas respec-
tée, la solution divergera et le problème ne sera plus physique. La condition de stabilité la
plus connue est celle de Courant-Friedrich-Lewy [68] (où condition CFL). Elle est primor-
diale dans l’étude des méthodes de calculs explicites et sera détaillée dans le paragraphe
suivant. D’autres schémas de résolution, moins répandus, existent et sont une combinai-
son des méthodes implicites et explicites. La méthode de Crank-Nicholson en est un bon
exemple [69]. Elles ne sont pas présentées ici.

Les codes de calculs permettant de traiter des effets des explosions sur des structures sont
des codes explicites. En effet, le temps caractéristique et les nombreuses non-linéarités,
rendent le calcul implicite très long sans assurance de converger. La suite de cette partie
bibliographique se concentre donc sur les schémas de résolution explicites en commen-
çant par leur condition de stabilité.

1.6.2 Condition de stabilité

Lors de la résolution d’un problème par un calcul explicite, la condition de stabilité CFL
[68] impose une contrainte sur le pas de temps maximal admissible. Elle impose à l’onde
la plus rapide de ne pas pouvoir traverser complètement une maille en un pas de temps,
sans quoi cette maille aurait un état indéterminé qui poserait des problèmes dans la suite
du calcul. Cette contrainte s’exprime par la relation (1.38).

∆t ≤ k
∆l

c + v −w
(1.38)

vec :

— ∆t le pas de temps,

— ∆l la taille d’une maille,

— v la vitesse matérielle,

— w la vitesse du maillage,

— k le coefficient de CFL < 1.

Le respect de cette condition est indispensable pour obtenir une solution physique. Il
existe ainsi des méthodes empiriques pour déterminer le nombre de Courant ou le pas
de temps. A titre d’exemple, il est recommandé par les développeurs du code Radioss, de
prendre comme pas de temps maximum, pour l’équation (1.38), 0.91/n ×∆t où n est la
dimension d’étude (1D, 2D ou 3D).

Une rapide application numérique de l’équation (1.38) permet de montrer que l’ordre
de grandeur du pas de temps est de la micro ou de la dizaine de microsecondes pour
une maille de 1cm contenant de l’air. Il faudra donc quelques millions de pas de temps
pour calculer l’effondrement d’une structure qui dure quelques secondes. Or les équa-
tions sont résolues à chaque pas de temps et donc le calcul peut prendre, facilement, plu-
sieurs semaines. On approche ici la première limitation des calculs numériques. Même si
la méthode explicite permet d’effectuer des calculs bien plus rapidement que la méthode
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FIGURE 1.25 – Représentation d’un espace d’où sort un flux ~f par une surface ∂Ω.

implicite, ils restent néanmoins très exigeants en ce qui concerne le temps et la puissance
de calcul. Outre les schémas d’intégration temporelle (implicite ou explicite), il existe bien
d’autres différences entre les codes de calculs numériques. Parmi elles, on retrouve le type
d’éléments (ou de maillage) employés et par conséquent le type d’algorithme de résolu-
tion spatiale : éléments finis, volumes finis ou particulaire (abrévié SPH pour « Smoothed
Particule Hydrodynamics »).

1.6.3 Méthodes de résolution spatiales

La méthode SPH est une méthode dite "particulaire", où les mailles sont des éléments
disjoints liés entre eux par des forces de contact. Cette technique est très utilisée en mé-
canique des fluides ou en balistique, cependant elle n’est pas utilisée dans le cadre de ces
travaux. C’est pourquoi le reste de ce chapitre se concentre sur les éléments finis et les
volumes finis. Une bonne référence pour appréhender les méthodes SPH est [70].

En revanche, les volumes et les éléments finis sont deux méthodes utilisées régulièrement
et, parfois, disponibles au sein d’un même code de calcul (Europlexus, Radioss). Dans le
cas de la mécanique des fluides en milieu compressible, c’est-à-dire dans le cas d’une
explosion aérienne, ces deux méthodes vont chercher à résoudre les équations d’Euler
1.39 sur un domaine fixe représenté sur la figure 1.25.

d

d t

∫
Ω

qdV +
∫
∂Ω

~f .~ndS =
∫
Ω

q∗ (1.39)

Ou sous sa forme locale obtenue grâce au théorème de Green-Ostrogradski :

∂q

∂t
+di v( f ) = q∗ (1.40)

avec :

q =
 ρ

ρu
E

 , f =
 ρu
ρu2 +p
(E+p)u

 , q∗= 0 (1.41)

et avec :

— ρ la masse volumique,

— u la vitesse matérielle,

— E l’énergie totale,

— p la pression,

— q∗ le terme source qui est nul.
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FIGURE 1.26 – Représentation 1D de l’approximation à l’intérieur des volumes élémentaires.

Ces équations de conservation forment un système dit « hyperbolique ». Elles sont en-
suite couplées avec les équations de la mécanique des solides pour prendre en compte
les déformations de la structure. Un code de calcul doit utiliser la méthode la plus adap-
tée à la résolution de ces deux problèmes (fluide et structure) et la plupart des codes
commerciaux ont fait le choix des éléments finis (Radioss, LS-Dyna notamment) et fa-
vorisent donc la résolution de la partie structure. Cependant, ce choix implique une non-
conservation de l’énergie totale [71] lors de la résolution des équations décrivant le milieu
fluide et par conséquent les développeurs mettent beaucoup d’effort dans l’implémenta-
tion de méthodes volumes finis conservatrices même si l’interaction fluide – structure
devient plus compliquée à gérer.

Méthodes des volumes finis

La méthode des volumes finis a été mise au point par Godunov en 1959 [72], elle se base
sur la formulation intégrale des équations d’Euler (equation (1.39)). Ainsi, une seule va-
leur moyenne de q est retenue par volume élémentaire, comme illustré sur la figure 1.26,
dans le cas d’un exemple en 1D.

Ainsi, dans l’intervalle noté «Ωk », la relation (1.39) devient (1.42) :

d

d t

∫
Ωk

qdV + f (xL, t )− f (xR, t ) = 0 (1.42)

Avec xL et xR les positions aux frontières, respectivement gauche et droite, du volumeΩk .
Donc en intégrant le terme

∫
Ωk

qdV et en utilisant une notation k ±1/2 pour les positions
xL et xR :

d

d t
∆x ×Qk +Fk+1/2 −Fk−1/2 = 0 (1.43)

En intégrant temporellement la relation précédente on obtient :

∆x × (Qn+1
k −Qn

k )+
∫ t+1

t
Fk+1/2 −Fk−1/2 = 0 (1.44)

Avec :

— Qn+1
k la valeur intégrale de q dans le volume élémentaire que l’on cherche à évaluer

au pas de temps suivant (inconnue),
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— Qn
k la valeur intégrale de q dans le volume élémentaire initial (connu),

—
∫ t+1

t Fk+1/2 −Fk−1/2 la variation temporelle des flux aux frontières du volume élé-
mentaire.

Ce dernier terme est l’approximation des volumes finis qu’il est possible de voir comme
« ce qui rentre moins ce qui sort ». Le terme « approximation » des volumes finis vient du
fait qu’aucune donnée n’est disponible à l’interface entre deux volumes élémentaires, en
effet la figure 1.26 montre bien qu’il y a deux valeurs possibles (en rouge) d’une valeur à
l’interface entre deux segments. Ainsi plusieurs méthodes ont été développées pour éva-
luer le flux Fk±1/2 :

— Flux centré :

C’est une méthode non stable [73] qui consiste à évaluer le flux à la frontière entre
deux éléments par la relation (1.45)

Fk+1/2 =
Fk +Fk+1

2
(1.45)

— Lax-Friedrichs

Nommée d’après Peter Lax et Kurt O. Friedrichs et proposée par Lax en 1954 [74],
cette méthode reprend celle des flux centrés en ajoutant un terme de viscosité ar-
tificielle pour assurer sa stabilité (1.46). Malheureusement, la viscosité est trop im-
portante et le schéma est très diffusif.

Fk+1/2 =
Fk +Fk+1

2
+ ∆x

2∆t
(Qn

k −Qn
k−1) (1.46)

— Upwind

La méthode « Upwind » ou « amont » en français, consiste à prendre en compte la
direction du flux (voir équation (1.47)) [75].

Fk+1/2 = λ+Qn
k +λ−Qn

k+1 (1.47)

Avec :

λ+ =
{

1 Si le flux vient de Ωk vers Ωk+1

0 Si le flux vient de Ωk+1 vers Ωk
(1.48)

Et :

λ− =
{

0 Si le flux vient de Ωk vers Ωk+1

1 Si le flux vient de Ωk+1 vers Ωk
(1.49)

— Godunov

La méthode de Godunov revient à résoudre un « problème de Riemann » c’est-à-
dire un système d’équation hyperbolique avec une condition initiale continue par
morceaux grâce à un solveur spécifique. Ces solveurs ne sont pas détaillés ici, mais
on peut citer ceux de Harten, Lax et van Leer avec ou sans contact (HLL(C)) [76]
ou celui de Roe. Plus de détails sur ces solveurs sont disponibles dans la littérature
[77, 76, 78].
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FIGURE 1.27 – Visualisation des effets de la viscosité artificielle. Simulation de 1kg de TNT à 3m
réalisée avec Radioss pour différentes tailles de mailles.

Méthode des éléments finis

À la différence des volumes finis, le schéma de résolution spatiale des éléments finis se
base sur la forme locale des équations d’euler (1.40). Ainsi la solution cherchée q̃ se fait
sous la forme [79] :

q̃(x, t ) =∑
i

qiφi (x, t ) (1.50)

Où les qi sont des coefficients inconnus et φi les fonctions de forme [79]. On cherche
donc alors à minimiser le résidu suivant :

R(q̃) = ∂q̃

∂t
+di v( f (q̃))−q∗ (1.51)

C’est-à-dire que l’on cherche les coefficients qi donnant un résidu acceptable. Plus de
détails sur les procédures mathématiques peuvent être trouvés dans [80, 79]. Il est im-
portant de noter que la formulation locale des équations, comme utilisée par la méthode
des éléments finis, met en jeu les fonctions dérivées des quantités physiques (masse vo-
lumique, pression, ..) Or ces quantités sont discontinues dans le problème physique. En
effet, le paragraphe 1.1.3 met en évidence les discontinuités au niveau du front d’onde,
avec, en particulier les relations de sauts de Rankine-Hugoniot. Il y a donc incohérence à
vouloir dériver des fonctions discontinues. Cette incohérence a été mise en évidence dès
les années 1950 lors des premières études analytiques sur la propagation des ondes de
choc [21, 22, 30]. La méthode numérique employée est différente, il était alors question
de différences finies, mais elle requiert également l’évaluation de la dérivée des quan-
tités physiques. Pour pallier ce problème, Von Neumann et Richtmeyer [81], proposent
l’introduction d’une viscosité artificielle permettant d’ajouter de la dissipation supplé-
mentaire et permettre de « capturer » les discontinuités sans risquer l’instabilité du calcul.
L’ajout de cette viscosité artificielle a, notamment, permis l’utilisation de la méthode dite
« Streamwise Upwind Petrov Galerkin » ou « SUPG » [82, 83], permettant d’isoler les chocs.
C’est la méthode recommandée pour la simulation des explosions dans Radioss en élé-
ments finis. Une représentation de l’effet de la viscosité artificielle sur une onde de choc
peut être trouvée sur la figure 1.27.

Comme aperçu sur la figure 1.27, la pression derrière l’onde de choc et donc le charge-
ment sur la structure sont sous-estimés. De plus, le terme de viscosité ajouté pour stabili-
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ser le calcul n’est pas physique et, par conséquent, cette méthode n’est pas conservatrice
en énergie. C’est-à-dire que de l’énergie est dissipée uniquement à cause de cet artefact
numérique [84]. Le chapitre 3 va mettre en évidence ces défauts et proposer une méthode
permettant de réduire les pertes d’énergie et donc d’assurer une meilleure représentation
de l’onde de souffle loin du centre de l’explosion.

1.6.4 Maillages eulerien et lagrangien

Traditionnellement, en mécanique, deux approches du même problème sont envisageables :
les formulations Lagrangienne et Eulérienne. Pour les différencier, une analogie souvent
retenue est celle de la barque sur la rivière. Dans l’approche Lagrangienne, l’observateur
est sur la barque. Sa position est connue à chaque instant, son mouvement est suivi par
l’observateur tout au long de son trajet. Dans l’approche Eulérienne, l’observateur est fixe
sur la rive et regarde la barque passer devant lui. Pour une description plus mathématique
du problème, Malvern [85] présente les détails des deux approches.

Appliquée à la simulation numérique, l’approche Lagrangienne est utilisée en mécanique
des structures car elle permet de suivre parfaitement les limites de la structure et donc ses
déplacements et déformations. Chacune des mailles correspond alors à un point matériel
et se déplace au cours du calcul. Le désavantage est que si le point se déplace beaucoup
(comme ça peut être le cas pour une particule de fluide) alors la maille est très distordue
ce qui compromet le bon déroulement du calcul.

Pour pallier ce problème, les mécaniciens des fluides ont adopté le formalisme Eulérien
dans lequel les particules de fluide peuvent se propager à l’intérieur du maillage, cha-
cune des mailles devenant un observateur indépendant « immobile sur la rive ». Ainsi de
grands mouvements de fluide peuvent être suivis de proche en proche. Cependant, il est
impossible de savoir où se trouve la particule matérielle à l’intérieur de la maille. Pour
bénéficier des avantages des deux mondes, un nouvel algorithme a été créé au début des
années 2000 et a vite gagné en popularité, il s’agit de l’« Arbitrary Eulerian Lagrangien »
décrit par Donea [86]. Le maillage et les particules matérielles sont alors complètement
dissociés et le premier peut se déplacer d’une distance arbitraire (figure 1.28).

Ainsi sur une structure, le maillage se déplace exactement comme les points matériels afin
de suivre les surfaces. Le maillage de la partie fluide se déplace beaucoup moins pour évi-
ter les distorsions trop importantes. Le calcul est en revanche plus coûteux en ressources
car il faut effectuer une phase dite de « transport » des quantités physiques entre les points
matériels, les anciens nœuds du maillage et les nouveaux.

Toutes ces méthodes de calculs sont primordiales, car ce sont celles que l’on va chercher
à améliorer tout au cours de ce mémoire.
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FIGURE 1.28 – Déplacement du maillage (rond) et des particules fluides (triangles) dans les trois
approches Lagrangienne, Eulérienne et ALE (extrait de [86])
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Introduction

L’utilisation de méthodes de calcul numérique permet donc l’étude paramétrique de si-
tuations complexes. En effet, la facilité de mise en œuvre et l’augmentation constante de
la puissance des ordinateurs de calcul permet l’analyse de bâtiments de grandes dimen-
sions à des sollicitations extrêmes de dynamique rapide telles que l’impact ou l’explosion.
Ces méthodes explicites reposent sur des modèles numériques et par conséquent intro-
duisent un biais difficile à quantifier. Il est nécessaire de valider toute la modélisation
vis-à-vis d’une base de référence, qu’elle soit théorique ou expérimentale. En effet, dans
un contexte où la sécurité et la sûreté des biens et des personnes sont primordiales, il
n’est pas envisageable de proposer une ou plusieurs méthodes numériques dans la suite
de cette thèse sans s’être assuré que les outils utilisés permettent de représenter correc-
tement les phénomènes importants pour le dimensionnement avec l’erreur la plus faible
possible. Pour valider le modèle numérique utilisé dans la suite, il a fallu comparer le lo-
giciel de calcul commercial utilisé (Radioss®) avec des résultats de référence. Le calcul
analytique n’étant pas envisageable pour traiter de tels phénomènes, le choix s’est porté
sur des résultats expérimentaux. Dans ce cadre, il n’a pas été possible d’utiliser des explo-
sifs et/ou des structures à échelle 1 pour deux raisons principales :

— La résistance des bâtiments aux explosions est un sujet sensible pour la défense,
beaucoup de bases de données sont donc confidentielles,

— L’utilisation de bâtiments à échelle 1 est très coûteuse, car le bâtiment est, poten-
tiellement, détruit après l’explosion.

Si des références fiables ([1, 2] ou d’autres citées au chapitre 1) existent pour les para-
mètres d’une explosion sphérique ou hémisphérique en champ libre, elles ne contiennent
pas de résultats expérimentaux concernant les structures soumises à ces explosions. Il a
donc fallu trouver un système permettant, à la fois de reproduire les sollicitations consé-
cutives à une explosion et d’obtenir des données expérimentales sur la structure.

Le tube à choc (TAC) est un dispositif expérimental éprouvé permettant de générer des
ondes de choc à l’échelle du laboratoire. Son origine remonte à 1899, dans une première
version proposée à l’Académie des Sciences par Paul Vieille. Si certains phénomènes phy-
siques, apparaissant lors de la détonation d’un engin explosif, ne sont pas représentés
dans le tube à choc (effets thermiques, boule de feu, etc). Le TAC reste un dispositif ex-
périmental fiable et adapté au problème étudié. Plus particulièrement, le tube présent à
l’ENSTA-BRETAGNE permet l’ajout d’une plaque en aluminium à l’extrémité de la veine
d’essais. Ainsi, il est possible de solliciter dynamiquement de petites structures simples et,
grâce à une chaîne d’acquisition adaptée, de relever les déplacements de cette dernière.

L’objectif de ce chapitre est donc de valider la modélisation numérique employée dans la
suite de la thèse en comparant les résultats avec ceux expérimentaux obtenus au tube à
choc. Ainsi les futures méthodes proposées, permettant d’améliorer le ratio coût sur pré-
cision d’une étude numérique, pourront être évaluées vis-à-vis de la méthode actuelle
et de sa précision par rapport aux valeurs expérimentales. De plus, la base de données
devra être suffisamment documentée pour permettre la validation élémentaire des mé-
thodes numériques. Pour cela, une première partie résumera la bibliographie sur le tube
à choc et présentera quelques exemples de tubes à choc utilisés dans le monde. Ensuite
une étude plus spécifique du tube à choc à gaz comprimé, utilisé pour les essais, sera pré-
sentée avec, notamment une étude analytique de la création et de la propagation d’une
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onde de choc dans le TAC.

Ensuite les essais réalisés dans le cadre des travaux de thèse sont présentés. Parmi eux :

1. Des essais de traction uni-axiale, sur les plaques en aluminium, permettant d’obte-
nir les paramètres de la loi de comportement utilisée dans le modèle numérique,

2. Des essais au TAC en configuration classique (aussi appelé dans la suite type « choc »),

3. Des essais au TAC en configuration raccourcie permettant de générer un profil de
pression ressemblant à celui d’une onde de souffle (aussi appelé dans la suite type
« Friedlander » ou « blast »).

Enfin, le modèle numérique représentant le tube à choc est présenté et les résultats nu-
mériques sont comparés avec ceux obtenus grâce à la campagne d’essais. Dans le cas 2)
présenté ci-dessus il est également possible d’obtenir un résultat analytique pour la pres-
sion du fluide 1, il sera utilisé pour discriminer les résultats numériques et expérimentaux
lorsqu’un écart entre les deux est trouvé.
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2.1 Rappel bibliographique

La première description du tube à choc est faite par Paul Vieille à l’Académie française en
1899 [3], dans sa première itération un gaz comprimé, dans une bouteille extérieure, est
utilisé pour générer l’onde de choc. Il faut ensuite attendre les années 1940 pour que le
développement des avions à réaction ravive l’intérêt pour les écoulements supersoniques
et donc les moyens d’essais tels le tube à choc.

En 1966, Duff [4] propose un TAC où le gaz comprimé est remplacé par un explosif. Ainsi
l’onde générée est plus puissante et surtout semblable à la sollicitation réelle d’une explo-
sion, accidentelle ou malveillante. Depuis, les tubes à choc se sont démocratisés et diver-
sifiés dans les instituts de recherche publics ou privés, ils sont utilisés pour des applica-
tions aussi diverses que l’étude de l’atténuation d’onde de choc par une mousse aqueuse
[5], la caractérisation de matériaux à des sollicitations dynamiques élevées [6, 7, 8] ou la
validation de codes de calcul. C’est cette dernière utilisation qui est développée dans cette
thèse.

De nombreux domaines d’études impliquent également de nombreux tubes différents. Il
est possible de citer par exemple :

— Un tube à choc à gaz comprimé.

Le tube à choc à gaz comprimé est le cas le plus courant car il ne nécessite pas de
personnel qualifié à la manipulation de matière pyrotechnique [9]. De nombreux la-
boratoires, civils et militaires disposent de cet outil. En France, il est possible de citer
les laboratoires PRISME à Bourges et ICARE à Orléans, le Commissariat à l’énergie
atomique et aux énergies alternatives (CEA) ou encore l’entreprise Thiot ingénierie
(cette liste étant non exhaustive).

C’est ce type de tube qui est utilisé dans cette thèse il sera donc présenté plus en
détail au prochain paragraphe. Il est, cependant, intéressant de citer le tube à choc
du laboratoire IUSTI à l’université d’Aix-Marseille qui possède une veine d’essais
particulière (figure 2.1) Il permet d’étudier des phénomènes physiques liés à la sé-
paration d’une onde, comme ce qui peut se passer dans un conduit ou un tunnel.

FIGURE 2.1 – Tube à choc avec bissection (issu de [10])
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— Un tube à choc à explosif

C’est un type de tube à choc de plus en plus répandu pour l’étude de matériaux aux
sollicitations de dynamiques rapides induites par des explosions. Une charge explo-
sive est placée en bout de la veine d’essai, l’onde est alors dirigée par le tube pour
devenir plane dans le tube (voir figure 2.2. Par exemple, des « nids d’abeille » [11],
des mousses métalliques ou des plaques en aluminium [8]. Le principe de fonc-
tionnement de ce type de tube est présenté à la figure 2.2.

FIGURE 2.2 – Schéma de principe d’un tube à choc à explosif

— Un tube à choc à taille humaine

Il existe un tube à choc tout particulier, celui de WTD 52 situé en Allemagne à Ober-
jettenberg, c’est le plus grand en Europe. Plus précisément, c’est un tunnel de 100m
de long et de 14m de diamètre [12]. La surpression est générée par l’ouverture si-
multanée de 100 bouteilles de gaz comprimé pour un équivalent TNT de 4 tonnes.
Il permet l’étude de structure comme des conteneurs à l’échelle 1 [13].

FIGURE 2.3 – Tube à choc de WTD 52 et arrangement typique de bouteille. (Issu de [12])

2.1.1 Tube à gaz comprimé

Le tube à choc à gaz comprimé est constitué de deux enceintes séparées par un dia-
phragme (figure 2.4) :

1. Une enceinte haute pression appelée chambre motrice.

Généralement c’est la plus petite des deux enceintes, elle contient un gaz comprimé
à haute pression (air, hélium, etc.)
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FIGURE 2.4 – Schéma de répartition des gaz dans le tube à choc à l’instant initial.

2. Une enceinte basse pression appelée chambre d’étude.

Cette chambre peut contenir des systèmes de mesure (capteurs de pression, vi-
tesse), des obstacles à étudier (mousse aqueuse, plaque en aluminium, rétrécisse-
ment de section, etc.).

Pour générer une onde de choc, la membrane servant de diaphragme est déchirée, soit de
manière pneumatique : une augmentation de la pression dans la chambre motrice en-
traîne la rupture, soit de manière mécanique : des poinçons placés au bout d’un mandrin
sur ressort viennent percer la membrane. D’autres dispositifs de rupture sont possibles,
les deux présentés ci-dessus sont les plus répandus et utilisés dans les essais présentés.

Une fois la membrane percée, les gaz à haute pression vont s’écouler dans la chambre à
basse pression, la frontière mobile entre les deux gaz, qui ne se mélangent pas, est appelée
« la cloison ». Cette cloison joue le rôle d’un piston, c’est-à-dire qu’elle va créer :

1. Une onde de choc se propageant de la zone à haute pression vers la zone à basse
pression. En rouge sur la figure 2.5

2. Un faisceau d’ondes de détentes se propageant en sens inverse. Cette détente va se
réfléchir sur le fond du tube et repartir dans le sens de l’onde de choc. En bleu sur
la figure 2.5

L’évolution de cette onde de choc est indépendante de la manière dont elle est créée et elle
est régie par la mécanique des fluides compressibles [14]. La figure 2.5 est un diagramme
de marche, il montre le principe de fonctionnement général du TAC. L’axe des abscisses
est la position le long du tube, l’axe des ordonnées est le temps. En dessous du diagramme,
l’état initial du tube est représenté. Il est possible d’observer l’évolution temporelle de
l’onde dans le tube. Arrivée aux parois du tube, l’onde va se réfléchir et repartir dans le
sens inverse. Dans une utilisation classique du tube à choc, l’interaction entre l’onde de
choc et la détente apparaît après la réflexion de l’onde incidente sur la paroi, c’est ce qui
est nommé la « configuration choc » dans la suite de ce manuscrit. Un choc maintenu sera
appliqué sur la paroi au fond du tube, la figure 2.5 montre un exemple d’onde réfléchie
en configuration choc.

Cependant, le croisement des ondes réfléchies (sur le fond du tube et sur la paroi), au
point « A » sur la figure 2.5 limite le temps d’observation au temps de maintien du pla-
teau d’Hugoniot 2.6. Il est, néanmoins, possible d’utiliser cet inconvénient pour générer
une onde ayant un profil en décroissance exponentielle, similaire à une onde de souffle.
En effet, si la chambre motrice est raccourcie, la détente rattrape l’onde de choc plus ra-
pidement (indice « A’ » sur la figure 2.7, atténuant ainsi plus rapidement l’onde de com-
pression et créant un profil d’onde exponentielle appelé aussi type « blast ». Par analogie
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FIGURE 2.5 – Diagramme de marche du TAC en configuration choc

FIGURE 2.6 – Exemple schématique de l’onde réfléchie en fond de tube en configuration choc
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FIGURE 2.7 – Diagramme de marche du TAC en configuration blast

avec une onde de souffle issue d’une explosion aérienne, cette configuration est appelée
« Friedlander » car il est possible de trouver un jeux de paramètre permettant de super-
poser un profil de Friedlander (décrit au chapitre 1. Cependant, l’évolution de ces para-
mètres en fonction de la distance de propagation n’est pas en accord avec la propagation
aérienne d’une onde sphérique issue d’une détonation [2].

Le diagramme de marche 2.7 montre le principe d’une telle configuration et l’onde réflé-
chie sur la paroi ressemble alors, schématiquement, à l’onde montrée en figure 2.8

FIGURE 2.8 – Exemple schématique de l’onde réfléchie en fond de tube en configuration blast

56



CHAPITRE 2. CAMPAGNE EXPÉRIMENTALE AU TUBE À CHOC

FIGURE 2.9 – Répartition des grandeurs thermodynamiques dans le tube à l’état initial.

Chacune des deux configurations propose des avantages différents :

— Choc :

Un problème physique plus simple qui permet le calcul analytique de l’évolution
des grandeurs thermodynamiques dans le tube à choc [15] Une onde plus facile-
ment modélisable car la détente (phénomène plus difficile à représenter numéri-
quement) est moins prédominante.

— Blast :

Une onde de compression plus réaliste d’une sollicitation réelle.

2.1.2 Évolution de la pression dans le tube à choc

Plusieurs méthodes, équivalentes, sont possibles pour calculer les paramètres physiques
de l’onde incidente. La première présentée ici est la méthode directe via les équations de
Rankine-Hugoniot (1.8), (1.6) et (1.7) la seconde est la méthode graphique des polaires
dans le plan (p, µ).

Avant la rupture de la membrane le tube est à l’état initial 2.9. La vitesse matérielle u n’est
pas représentée car u0 = u4 = 0. L’objectif de ce paragraphe est de calculer les valeurs
thermodynamiques caractéristiques de l’état noté "1" sur la figure 2.10 représentant l’état
des gaz dans le fluide après ouverture du diaphragme.

D’après les relations de Rankine-Hugoniot (1.8), (1.6) et (1.7), les états "0" et "1" sont liés
entre eux par les relations de saut suivantes :

P1

P0
= 2γ0M2

0 −γ0 +1

γ0 +1
(2.1)

u1∗= (σ−1)D =− 2a0

γ0 +1
(M0 − 1

M0
) (2.2)

Les notations sont les mêmes qu’au chapitre 1 c’est-à-dire :

— M0 est le nombre de Mach de l’onde incidente,

— u1∗ est la vitesse matérielle absolue dans la zone choquée,

— σ= (γ−1)M2
0+2

(γ+1)M2
0

est le rapport des volumes spécifiques v1
v0

à travers l’onde,

— D est la vitesse de l’onde de choc.
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FIGURE 2.10 – Répartition des grandeurs thermodynamiques dans le tube après rupture du dia-
phragme

Les états "3" et "4" sont séparés par une détente de Riemann donc :

u3 + 2

γ4 −1
a3 = u4 + 2

γ4 −1
a4 (2.3)

Or u4 = 0 donc :
a3

a4
= 1− γ4 −1

2

u3

a4
(2.4)

De plus, l’entropie est conservée au passage d’une détente, donc entre les états "3" et "4",
il est possible d’appliquer les relations de Laplace et en particulier :

Pvγ = Constante ⇒ Pa− 2γ
γ−1 = Constante (2.5)

où a =
√
γP
ρ est la vitesse du son dans un gaz parfait. Ce qui donne donc :

P3

P4

a3

a4

− 2γ
γ−1 = 1 (2.6)

En introduisant 2.4 dans 2.6, on obtient l’équation de la polaire de détente pour une onde
simple de type J+ = cst

P3

P4
= (1− γ4 −1

2

u3

a4
)

2γ4
γ4−1 (2.7)

Or la cloison est une surface de contact. Donc, à travers cette dernière, il y a équilibre
mécanique (égalité des pressions) et aucun débit (égalité des vitesses). Ce qui est visible
sur les figures 2.9 et 2.10 d’où : {

u3 = u1

P3 = P1
(2.8)
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On obtient donc :
P1

P4
= (1− γ4 −1

2

u1

a4
)

2γ4
γ4−1 (2.9)

En introduisant 2.1 et 2.2 dans 2.9, on obtient une relation donnant explicitement le
nombre de Mach M0 en fonction de P4

P0
et de a0

a4
:

P4

P0
= 2γ0M2

0 − (γ0 −1)

γ0 +1

1

[1− γ4−1
γ0+1

a0
a4

(M0 − 1
M0

)]
2γ4
γ4−1

(2.10)

Il est possible de résoudre 2.10 de manière numérique ou d’utiliser des abaques [2]. Une
fois M0 obtenu il est possible de retrouver toutes les valeurs thermodynamiques grâce aux
équations précédentes. Par exemple, P1 est obtenue grâce à 2.1.

2.1.3 Onde réfléchie

Un fois arrivée sur la paroi l’onde va subir un arrêt brutal, ce qui se traduit par une vitesse
matérielle nulle. Afin de respecter cette condition cinématique une onde réfléchie se pro-
page dans le sens inverse. Cette réflexion normale est décrite dans le cas général dans le
chapitre 1, la pression Pr =∆Pr +P0 est alors donnée par la relation :

∆Pr = 8P1 +6P0

P1 +6P0
(2.11)

Le troisième principe de Newton stipule que la paroi va subir une force égale et de sens
opposé à l’onde réfléchie 2.11a, plus de détail au chapitre 1. Dans le cas de la figure 2.11b,
la paroi se déplace à vitesse constante v = vs , la condition d’arrêt est donc modifiée. La
paroi agit alors sur l’écoulement comme un piston, créant une onde de choc dans le sens
de son déplacement (non représenté ici) et une détente dans le sens inverse.

La transformation des gaz au travers de la détente est isentropique et le même raisonne-
ment que l’équation 2.4 peut être appliqué. On retrouve alors la pression appliquée sur le
mur en mouvement par :

Pi f s
r = Pr (1− γ4 −1

2

vs

ar
)

2γr
γr −1 (2.12)
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(a) Pression réfléchie contre une paroi immobile

(b) Pression réfléchie contre une paroi mobile à v = vs

FIGURE 2.11 – Évolution de la pression réfléchie dans le tube à choc
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2.2 Essais

La première série d’essais, appelée ici série « mécanique » consiste en des essais de trac-
tion uni-axiale servant à déterminer le plus précisément les caractéristiques mécaniques
en régime quasi-statique, des plaques en alliage aluminium utilisées dans la suite. La
deuxième série d’essais consiste à générer une onde de choc à l’aide d’un tube à choc
sur une plaque en aluminium d’épaisseur donnée (0.5 ; 1 ou 2 mm) représentant la paroi
d’une structure. Pour cela un tube à choc à gaz comprimé est utilisé (présenté au para-
graphe 2.1.1). Au fond de ce tube, la plaque en aluminium est encastrée, les épaisseurs
différentes sont choisies afin d’obtenir des souplesses de structure différentes. La valeur
réelle des épaisseurs diffère légèrement par rapport aux valeurs nominales, elles sont de
0.52, 1.2 et 1.98 mm.

2.2.1 Essais mécanique

Les plaques d’aluminium utilisées lors des essais au tube à choc sont des plaques d’alu-
minium 5457 d’état O (ou H111). Selon la norme européenne EN 485-2, les propriétés
mécaniques sont données par le tableau 2.1 et la composition chimique de l’aluminium
peut être trouvée dans [16].

Propriété Symbole Valeur Unités

Épaisseurs ep
Min 0.5

mm
Max 3.0

Résistance ultime avant rupture Rm
Min 190

MPa
Max 240

Limite élastique à 2% Rp_0.2
Min 80

MPa
Max -

Densité ρ - 2630 kg.m−3

Module d’Young E - 70.5 GPa
Module de cisaillement G - 26.5 GPa
Coefficient de poisson ν - 0.3 -

TABLEAU 2.1 – Propriétés mécaniques de l’aluminium 5754 selon la norme EN 485-2 [16]

Comme vu dans le tableau 2.1, la norme ne donne que des intervalles de variations des
grandeurs mécaniques importantes (Rm, Rp0.2). De plus ces plaques en aluminium sont
commandées dans le commerce et, par conséquent, les incertitudes sur les caractéris-
tiques mécaniques demeurent obscures. En d’autres termes : il n’y a aucune assurance
que les plaques livrées soient identiques à celles commandées, il est donc nécessaire d’ef-
fectuer des essais mécaniques afin d’obtenir des données plus fiables pour caractériser le
matériau. Les essais consistent en une série de tractions uni-axiale réalisée sur des éprou-
vettes obtenues par la découpe au jet d’eau. Les dimensions des éprouvettes sont données
à la figure 2.12. La machine utilisée pour les essais est une instron « 5969 Universal testing
system » disponible à l’ENSTA Bretagne, dont les caractéristiques sont décrites au para-
graphe 2.2.1.

Pour évaluer le caractère anisotrope des plaques, les éprouvettes ont été découpées dans
les deux directions orthogonales dans le plan de la plaque. Aucune différence notable n’a
été observée sur les résultats, par conséquent, les directions ne seront pas précisées dans
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FIGURE 2.12 – Éprouvette d’aluminium d’épaisseur 1.5mm utilisée pour les essais mécaniques en
traction uni axiale.

la suite de l’étude. Les mêmes conclusions sont obtenues par [17] pour un aluminium
similaire.

Une autre hypothèse forte est la non-dépendance en vitesse de déformation de l’alumi-
nium. En toute rigueur cette hypothèse est fausse. Cependant, la littérature existante et
notamment [18, 19, 20, 21], montrent que les effets dus au taux de déformation dans les
alliages d’aluminium sont très faibles à température ambiante. Seule la limite à la rup-
ture est fortement impactée, or, les déformations obtenues lors des essais au TAC sont
très inférieures à limite à la rupture de l’aluminium et les vitesses de déformation restent
modérées (entre 1 et 10 s−1) ainsi les résultats des essais ne seront pas impactés par cette
hypothèse. Une vitesse de 1mm/min a donc été retenue pour la réalisation des essais
quasi-statiques.

Présentation de l’instron

L’instron 5960 « Universal testing systems » est une machine servant à effectuer des essais
de traction / compression. Elle est composée d’un mors fixe et d’un mors solidaire d’une
traverse dont le déplacement sur un axe vertical est pilotable soit en vitesse, soit en effort.
La vitesse de déplacement de traverse maximale pour cette machine est de 3000 mm.m−1.

Elle a une capacité en traction de 50 kN. La particularité de la machine utilisée est qu’elle
possède un extensomètre laser permettant de mesurer la distance entre deux points préa-
lablement tracés sur l’éprouvette. Une fois les points tracés sur l’éprouvette, la distance
les séparant est interprétée par un logiciel dédié aux mesures expérimentales. La distance
et donc la déformation en sont déduites. Ce système a l’avantage de ne pas dépendre de
jauges de déformation qui demeurent intrusives et limitées en plage de mesure.
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FIGURE 2.13 – Instron « 5969 Universal testing systems » à l’ENSTA Bretagne.

La contrainte est obtenue à partir d’une cellule d’effort de 50 kN dans le mors mobile
et par la section utile de l’éprouvette préalablement renseignée. La contrainte σ relevée
par l’instron 5960 est la force, obtenue via la cellule d’effort, divisée par section initiale,
préalablement renseignée :

σ= F

A0
(2.13)

C’est donc la courbe « conventionnelle » qui est utilisée, il n’est pas utile de se ramener
aux courbes de traction vraie car la déformation reste en dessous de 10% (voir figure 2.15).

Résultats

Il faut tout d’abord distinguer les deux régimes de fonctionnement de la plaque, d’abord
la partie élastique dont la loi de comportement obéit à la loi de Hooke et est assimilée à
une droite de coefficient directeur égale au module d’Young de l’alliage d’aluminium 5754
H111 (2.14).

σel = Eε (2.14)

63



CHAPITRE 2. CAMPAGNE EXPÉRIMENTALE AU TUBE À CHOC

FIGURE 2.14 – Différence entre loi de comportement et loi

Lorsque la déformation continue d’augmenter, l’aluminium passe dans le domaine plas-
tique. Dans ce domaine la loi de comportement est assimilée à une loi d’écrouissage de
type Johnson-Cook dont les effets thermiques ne sont pas considérés (2.15). Le terme εpl

est uniquement la déformation dans la partie plastique il faut donc lui ajouter la déforma-
tion élastique pour avoir la courbe de comportement. La figure 2.14 illustre la différence
entre le comportement élastique et l’effet de de l’écrouissage.

σpl = (A+Bεn
pl )(1+ c × l n(

ε̇

ε̇0
)) (2.15)

Avec :

— σpl la contrainte plastique,

— εpl = εtot −εel as la déformation plastique,

— A la limite élastique,

— B le coefficient d’écrouissage,

— n l’exposant d’écrouissage,

— c = 0 le coefficient dynamique,

— ε̇0 la vitesse de déformation de référence.

Les coefficients non nuls (E, A, B et n) sont calculés par la méthode des moindres carrés à
partir des résultats des essais de traction. Pour déterminer les coefficients d’écrouissage
B et n, toute la loi de comportement obtenue par essais est utilisée, en revanche pour
déterminer la limite élastique et le module d’Young seulement la première partie, où les
contraintes sont inférieures à 110MPa est utilisée. En effet, la méthode des moindres car-
rés consiste à minimiser la somme quadratique des erreurs entre la fonction d’approxi-
mation (la loi de comportement de Johnson Cook) et les mesures (expérimentales). Ainsi,
si l’on dispose de n points de mesure prenant la valeur de contrainte yi pour la valeur de
déformation xi , la somme quadratique à minimiser est :

S(E, A,B,n) =
N∑
i

(yi − f (xi ,E, A,B,n))2 (2.16)
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FIGURE 2.15 – Exemple de courbe contrainte déformation pour les trois épaisseurs de plaques d’Al
5754 d’épaisseurs 0.5, 1 et 2mm à 1mm/min obtenues à partir des essais de traction.

Où A, B et n sont les paramètres de la loi de Ludwik explicités par la relation (2.15) et f la
fonction telle que :

f (xi ,E, A,B,n) =
{

Exi Si xi < A/E
σpl = (A+B((xi −εel as))n Si xi > A/E

(2.17)

Où εel as est la déformation élastique et xi la déformation totale.

L’erreur, S, à minimiser est donc dépendante du nombre de points utilisés N. Étant donné
que beaucoup plus de points sont présents sur la partie plastique de la loi de comporte-
ment, les paramètres d’écrouissage B et n sont donc mieux estimés que les paramètres
élastiques E et A. C’est la raison pour laquelle, deux approximations (élastique et com-
plète) sont réalisées.

La figure 2.15 montre un exemple de courbe contrainte-déformation obtenue à partir
des essais de traction sur les éprouvettes d’alliage d’aluminium 5754 H111, pour les trois
épaisseurs d’éprouvettes, 0.52 ; 1.2 et 1.98 mm, ainsi que la courbe d’ajustement obtenue
par les moindres carrés en pointillé.

Les trois courbes sont assez différentes et il n’est pas possible de déterminer les para-
mètres de la loi de comportement de manière unique pour les trois épaisseurs. Notam-
ment, les essais sur les plaques de 1mm d’épaisseur donnent des courbes contrainte-
déformation non cohérentes ni avec les courbes obtenues pour 0.5 et 2mm, ni avec une
loi de comportement plastique de type Johnson-Cook (ou Ludwik). Elles présentent en
effet un faible écrouissage et une limite à la rupture bien plus basse que celle des éprou-
vettes d’épaisseur 0.5 et 2 mm. L’hypothèse la plus probable est que l’alliage d’aluminium
utilisé ne corresponde pas à la nuance 5754 H111 attendue, cette hypothèse est cepen-
dant impossible à prouver a posteriori. Des doutes sont donc émis concernant la nuance
d’alliage d’aluminium finalement testée lors des essais de traction uni axiale. Cependant
les plaques servant aux essais « réels » au tube à choc n’ont pas été conservées de la même
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manière (notamment dû à la découpe différente). Les essais au TAC sont, eux, en accord
avec de l’al 5754 H111 (voir paragraphe 2.2.3).

Ainsi, des caractéristiques équivalentes à la plaque de 0.5mm seront donc supposées pour
la plaque de 1mm.

Plaque de 2mm

Ce paragraphe présente les résultats d’essais de traction uni axiale sur les plaques d’épais-
seur de 2mm. Dans un premier temps, les figures 2.16a et 2.16b présentent la totalité
des courbes contrainte-déformation pour tous les essais. Les courbes sont très similaires,
montrant ainsi la bonne homogénéité du matériau. Cependant, les courbes ont été tron-
quées avant la limite à rupture afin de ne pas dégrader la recherche des coefficients adé-
quats de la loi de Ludwik qui est en cohérence pour tous les essais. Ce choix n’impacte pas
la valeur des paramètres car les déformations lors des essais au tube à choc restent assez
éloignées de la limite à la rupture.

Les séries A et B correspondent à des éprouvettes provenant de deux plaques différentes,
d’épaisseur 2mm.

Le tableau 2.2 résume les différents paramètres de la loi de Johnson Cook obtenue par la
méthode des moindres carrés pour la plaque de 2mm d’épaisseur nominale.

Limite
élastique

Coefficient
d’écrouissage

Exposant
d’écrouissage

Module
d’Young

A [MPa] B [Mpa] n E [GPa]
Moyenne 75.4 267 0.316 46.8

Écart type 1.08 14.4 0.0149 3.2
Coefficient de

variation
1% 5% 5% 7%

TABLEAU 2.2 – Coefficients de la loi d’écrouissage de Ludwik et module d’Young, pour la plaque de
2 mm

Le détail des valeurs par calcul est disponible dans le tableau A.1 en annexe A.1, les coeffi-
cients de variation pour le coefficient et l’exposant d’écrouissage peuvent paraître élevées,
mais, en réalité, ils sont dus à l’essai A1 qui présente des valeurs bien plus importantes
que les autres. Si on retire cet essai, les valeurs de coefficient de variation sont toutes les
deux de 5% pour le coefficient et l’exposant d’écrouissage. De plus le module d’Young de
l’essai B2 est deux à trois fois supérieur aux autres, il est également possible de le retirer
de la moyenne, le coefficient de variation passe alors à 7% (3.1GPa).
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(a) série A

(b) série B

FIGURE 2.16 – courbes contrainte-déformation des essais sur les plaques d’alliage d’aluminium
d’épaisseur 2mm à 1mm/min
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Limite
élastique

Coefficient
d’écrouissage

Exposant
d’écrouissage

Module
d’Young

A [MPa] B [Mpa] n E [GPa]
Moyenne 78.0 369 0.476 64.5

Écart type 1.80 34.6 0.0486 7.65
Coefficient de

variation
2% 9% 10% 12%

TABLEAU 2.3 – Coefficients de la loi d’écrouissage de Ludwik et module d’Young, pour la plaque de
0.5mm

2mm 0.5mm
Module d’Young E [GPa] 46.8 64.4
Limite élastique A [MPa] 75.4 78.0

Coefficient
d’écrouissage

B [MPa] 267 370

Exposant
d’écrouissage

n 0.316 0.476

TABLEAU 2.4 – Coefficients de la loi de Ludwik et module d’Young pour les deux épaisseurs

Plaque de 0.5 mm

Ce paragraphe présente les résultats des essais de traction uni axiale sur les plaques d’épais-
seur de 0.5 mm. Les figures 2.17a et 2.17b présentent la totalité des courbes contrainte-
déformation pour tous les essais. Les courbes sont plus dispersées que pour les plaques
de 2mm, ce qui pourrait s’expliquer par une plus grande sensibilité aux défauts de dé-
coupe à faible section. La courbe d’approximation de Ludwik est toujours en cohérence
pour tous les essais. Une courbe contrainte – déformation est sensiblement différente des
autres pour la série A (courbe A1), cependant aucune différence lors de la réalisation de
l’essai n’a été observée et par conséquent aucune explication ne peut être avancée. La
courbe A1 est néanmoins retirée de l’analyse des données. Concernant les essais de la
série B, les courbes sont plus dispersées : voir figure 2.17b.

Le détail des valeurs par calcul est disponible dans le tableau A.2 en annexe A.1, la ma-
jorité des valeurs sont regroupées autour de B = 356 et n = 0.430, cependant deux tests
de traction (A1, B1) donnent des résultats bien plus élevés. Ils seront donc retirés pour le
calcul des paramètres moyens.

Les valeurs moyennes sont sensiblement différentes pour les plaques de 0.5 et de 2mm. Il
est connu que l’épaisseur de la plaque influe sur les paramètres mécaniques de l’éprou-
vette cependant les différences semblent trop importantes pour les attribuer uniquement
aux variations d’épaisseur. Une autre raison pourrait être imputée au mode de découpe
par jet d’eau des éprouvettes. La découpe par laser pourrait offrir des arrêtes plus nettes,
exemptes d’amorce de fissures.

Des valeurs différentes seront retenues pour les calculs numériques. Le tableau 2.4 ré-
sume les valeurs retenues pour les coefficients de Johnson-Cook pour les deux épaisseurs.
Pour rappel, la plaque de 1mm a les caractéristiques de celle de 0.5mm.

Le Module d’Young est également très différent entre les deux épaisseurs. De plus il est
inférieur à la valeur donnée par la norme EN 485-2 70.5 GPa et donc les valeurs obtenues
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(a) série A

(b) série B

FIGURE 2.17 – courbes contrainte-déformation des essais sur les plaques d’Al 5754 d’épaisseur
0.5mm à 1mm/min
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mettent en doute le type d’aluminium réellement utilisé dans les essais. Le fournisseur
assurant que de l’Al 5754 a été fourni il n’y a aucun moyen de s’en assurer a posteriori.
C’est pourquoi ces essais de caractérisation du matériau sont importants : il est difficile
de maîtriser totalement la chaîne de production de tous les composants d’un essai. Ainsi,
les tests de tractions uni-axiales permettent de déterminer les caractéristiques de l’alliage
utilisé 2.4, qu’il soit de l’aluminium 5754 ou non.

2.2.2 Présentation du tube à choc

Le tube à choc utilisé pour réaliser les essais est un tube à gaz comprimé classique. Il
possède une chambre à haute pression de longueur variable (800 mm ou 40 mm) et une
chambre d’étude à pression ambiante de 3180 mm (figure 2.18). A l’instant voulu, un dis-
positif commande l’éclatement de la membrane et la partie haute pression ou « motrice »
se déverse dans la partie étude, formant ainsi une onde de choc. La longueur du tube
d’étude se justifie pour donner une certaine distance de propagation au choc pour s’ho-
mogénéiser (front de choc plan). Des détails sur le dispositif d’éclatement seront présen-
tés à la figure 2.27. En fonction de la taille de la chambre motrice, l’onde arrivant sur la
paroi au fond du tube sera un choc (figure 2.6) ou un blast présentant une détente que
l’on peut approcher par une loi exponentielle (figure 2.8). Plus de détails sur les modes de
fonctionnement des TAC à gaz comprimé sont donnés au paragraphe 2.1.1.

FIGURE 2.18 – Schéma du tube à choc utilisé pour les essais.

La section du tube est de 80x80 mm², il dispose d’une chambre de visualisation trans-
parente vitrée à l’extrémité de sa section d’essais (figure 2.19) ainsi que d’emplacements
pour des capteurs de pression.

Capteur de pression

Dans la zone de visualisation de la veine d’essais sont disposés 6 capteurs de pression
de la marque PCB. Des capteurs de deux références différentes ont été utilisés au cours
des différentes campagnes d’essais réalisées. Il sera montré que ces capteurs donnent des
résultats incohérents, ainsi les mesures se baseront sur la célérité de l’onde incidente. Les
positions des capteurs sont données par la figure 2.20.

Les capteurs PCB sont des transducteurs piézoélectriques. D’abord découvert par Haüy et
étudié par Becquerel sous le nom « d’électricité de pression » [22], c’est en 1880 que Pierre
Curie fit la démonstration de l’effet piézoélectrique. C’est à dire le déplacement d’une
quantité de charges électriques fonction de la contrainte mécanique exercée sur certains
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FIGURE 2.19 – Photo de la zone de visualisation transparente à l’extrémité de la section d’étude.

FIGURE 2.20 – Position des capteurs de pression PCB à l’extrémité de la section d’étude.

matériaux. Dans le cas du tube à choc, la contrainte est créée par le passage des ondes in-
cidentes et réfléchies sur le capteur et il faut un certain temps (estimé par le rapport entre
le diamètre du capteur et la vitesse de l’onde) pour charger toute la surface du capteur.
Étant donné que le capteur est affleurant à la paroi, la pression relevée par le capteur est
bien la même que celle présente dans le tube.

La seule différence entre les deux types de capteurs utilisés (113B21 et 113B28) est leur
plage de mesure respectivement 1379 et 344 kPa maximum. Les autres caractéristiques
sont détaillées sur les spécifications techniques du fabricant disponibles en annexe B.
Les erreurs de mesure liées aux capteurs viennent principalement de :

— La non-linéarité de la réponse vis-à-vis de la plage de mesure (inférieure à 1%),

— La résolution des capteurs 0.007 kPa pour les deux types de capteurs,

— La dépendance de la réponse à la température 0.054% /°C,

— La résolution du numériseur.

Les capteurs de pression piézoélectriques sont reliés à une carte d’acquisition PXIe 5105
de la marque National Instrument. L’enregistrement des valeurs de pression se fait en
continu sur un intervalle glissant de 5ms, c’est-à-dire lorsqu’une condition de déclenche
est atteinte, seules cinq millisecondes sont enregistrées. Lorsque le dernier capteur (choix
arbitraire) voit un front de montée en pression dont le seuil excède 0.1 bar, les deux der-
nières millisecondes et les trois suivantes sont enregistrées. Cette technique est appelée
le « pre-trigger ». Le temps de référence t = 0 sera donc celui du front de montée de l’onde
sur le capteur 6, les autres seront relatifs par rapport à ce dernier. La carte enregistre sur
une plage verticale totale de 60V sur 12bit c’est-à-dire sur 212 = 4096 valeurs, ainsi le plus
petit écart mesurable est 60/4096 = 14.64×10−3 V. La carte d’acquisition utilisée introduit
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donc une possible erreur maximum de 14 mV, en se servant d’une sensibilité moyenne, il
est possible d’estimer l’erreur de mesures faite par la carte d’acquisition :

113B21 La sensibilité moyenne d’un capteur B21 est de 3.6 mV/kPa (ou 0.36 V/bar) et
donc le plus petit écart de pression mesurable est de : 14.64/0.35 = 41.8 mbar

113B21 La sensibilité moyenne d’un capteur B21 est de 14.5 mV/kPa (ou 1.45 V/bar) et
donc le plus petit écart de pression mesurable est de : 14.64/1.45 = 10.1 mbar

Ainsi, si les capteurs ont une précision de 2%, la chaine d’acquisition et notamment la
carte de mesure introduit un biais de ±21 mbar dans le cas des capteurs 113B21 et ±5
mbar pour les capteurs 113B28.

Mesure de déplacement

Un dispositif (appelé sonde PDV ou « Photonic Doppler Velocimetry » en anglais) pointe
sur le centre de la face arrière de la plaque d’al 5754. La lumière réfléchie par cette dernière
est injectée dans un interféromètre et la différence de phase entre la lumière incidente et
réfléchie introduit une modulation en fréquence du signal lumineux de référence (voir
figure 2.21).

FIGURE 2.21 – Schéma de la position du laser Doppler.

Ce système de mesure est couplé avec une mesure hétérodyne d’où le nom couramment
utilisé : "VH" pour Vélocimétrie Hétérodyne (une appellation équivalente à PDV). Il a été
développé au Lawrence Livermore National Laboratory (USA) [23] et est, depuis 2004, uti-
lisé dans les expériences de dynamique rapide pour sa grande précision vis-à-vis d’autres
méthodes telle que le VISAR ou l’interféromètre de Fabry-Prerot [24].

Le principe de mesure de la vitesse se base donc sur l’effet Doppler-Fizeau, c’est la même
mesure que celle d’un radar automobile. La fréquence reçue est fonction de la fréquence
émise et des vitesses de la source, du récepteur et de la lumière (2.18) :

fr = fe
1− vr /c

1− vs/c
(2.18)

Avec :

— vr est la vitesse du récepteur,

— vs est la vitesse de la cible,

— fe la fréquence émise,

— fr la fréquence reçue.

Dans le cas du PDV, le receveur est immobile et la source (la plaque) se déplace à une
vitesse très faible devant la vitesse de la lumière (vem << c), l’équation (2.18) se réécrit
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grâce à un développement limité en vs/c :

fr = fe
1

1− vs/c
= fe (1+ vs/c) (2.19)

Et donc la vitesse de la plaque est une fonction de la vitesse de la lumière et des fré-
quences reçues et émises :

∆ f = fr − fe = fe
vs

c
(2.20)

Par conséquent :

vs = c
∆ f

fe
= λ∆ f (2.21)

Afin de mesurer des fréquences de l’ordre de l’infrarouge une technique de mesure « hétérodyne »
est réalisée et donne son nom à l’outil. Cette technique consiste à coupler le signal reçu
et le signal émis, le système se comporte donc comme un interféromètre de déplacement
de type Michelson. Ainsi la photodiode reçoit le signal interféré à une fréquence de ∆ f

puis le transmet à un oscilloscope de fosci l l o = 6 Ghz de bande passante. C’est-à-dire que

la vitesse maximale mesurable vmax est de : vmax = c fosci l l o
f e = fosci l l oλe .

Le signal émis dans le cadre de ces essais a une longueur d’onde de λe = 1.55µm, ainsi
la vitesse maximale mesurable est de 9300m.s−1 ce qui est bien supérieur à la vitesse du
centre de la plaque (quelques dizaines de mètres par seconde au maximum). À la diffé-
rence des techniques de mesure « homodynes », l’intensité du signal final est proportion-
nelle à la moyenne géométrique des flux « retour » et « émis » : le signal peut ainsi être
« amplifié » en augmentant le flux de référence.

Dans les faits, il est délicat de déterminer directement la fréquence instantanée du signal
fr , c’est pourquoi un post-traitement supplémentaire est réalisé par transformée de Fou-
rier glissante pour déterminer les fréquences prédominantes sur un intervalle de temps
donné [25]. En faisant glisser cet intervalle de temps, avec un pas de recouvrement, il est
possible de déterminer l’historique des fréquences et donc des vitesses. Cette opération
est réalisée avec le logiciel « CAFÉINE » développé par le CEA.

Enfin une intégration numérique par la méthode de Simpson [26] est réalisée sur la vitesse
pour obtenir le déplacement du centre de la plaque.

2.2.3 Résultats en configuration "blast"

Dans la configuration type « blast », la chambre motrice mesure 40mm pour une section
toujours de 80x80 m2. La membrane en mylar a une épaisseur de 125 µm. La rupture de
la membrane, servant de diaphragme, se fait de manière pneumatique une fois que la
pression atteint 640 kPa dans la chambre motrice. L’état de pression dans le tube à choc
est alors représenté sur la figure 2.22 :

De plus, une plaque d’al 5754 décrite au paragraphe 2.2.1 est encastrée à l’extrémité du
tube. Les deux systèmes d’acquisition présentés au paragraphe 2.2.2 sont installés. En
configuration « blast », le volume réel de la chambre haute pression est bien plus impor-
tant à déterminer précisément car il influe directement sur la position où la détente va
rattraper le choc incident et, par conséquent, sur le chargement. Il faut donc prendre en
compte l’augmentation de volume dû à la déformation du mylar. Pour cela le tube à choc
a été mis en chargement le plus proche possible de la rupture de la membrane sans que
cette dernière ne casse. Dans un second temps, le tube a été déchargé et la membrane
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FIGURE 2.22 – État du TAC juste avant la rupture du diaphragme en configuration blast.

FIGURE 2.23 – Exemple d’historiques de pression enregistrés via les capteurs PCB – Configuration
blast, pression de 6.4 bar dans la chambre motrice.

ainsi déformée extraite. Le volume additionnel correspondant à la partie plastique de la
déformation de la membrane est ainsi mesuré il est de 0.1 L soit un volume de 100e3
mm3. Ramené à la section droite du tube de 80x80 mm2 cela correspond à une chambre
motrice augmentée de 16mm. Une chambre haute pression de 56mm de long sera donc
considérée par la suite.

Pression

La sortie, en tension, obtenue via la chaîne d’acquisition est divisée par la sensibilité de
chacun des capteurs afin d’obtenir la valeur de la pression. L’échelle des temps n’a pas
été changée sur le graphique 2.23, c’est donc une échelle relative (comme expliqué au
paragraphe 2.2.2) au capteur 6 servant au déclenchement de la chaîne d’acquisition. Le
passage de l’onde devant chacun des capteurs de pression est bien visible à l’aller (onde
incidente) et au retour (onde réfléchie). L’ordre et la légende des capteurs sont cohérents
avec la figure 2.20.

Pour lisser le bruit visible avant le front de montée, une moyenne est effectuée sur l’en-
semble de ces oscillations puis retranchée au signal. Sur la figure 2.23, le capteur 2 donne
des résultats plus faibles que ceux attendus. Ceci est dû à une mauvaise calibration de ce
capteur de pression PCB. En effet, lors de la deuxième série d’essais réalisée 3 mois plus
tard, les capteurs des positions 1 et 2 ont été changés et le tableau 2.5 montre bien que :
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— Le capteur en position 1 donne des résultats plus cohérents lors de la deuxième
série d’essais,

— Le capteur en position 2 donne des résultats plus cohérents lors de la première série
d’essais.

Le tableau 2.5 récapitule donc les résultats expérimentaux pour les essais en configura-
tion blast, les détails de tous les essais sont disponibles en annexe A.2. La donnée utilisée
pour la comparaison est la pression incidente maximum.

Pression maximum (en bar)
Numéro du

capteur
1 2 3 4 5 6

Essais de mars 2018
Moyenne 0.74 0.68 0.73 0.72 0.69 0.68

Écart type 0.026 0.010 0.010 0.009 0.009 0.019
Coefficient de

variation
3% 1% 1% 1% 1% 3%

Essais de mai 2018
Moyenne 0.70 0.77 0.76 0.75 0.73 0.71

Écart type 0.004 0.018 0.004 0.003 0.003 0.010
Coefficient de

variation
1% 2% 0% 0% 0% 1%

TABLEAU 2.5 – Pression maximum de l’onde incidente (en bar) pour tous les essais en configura-
tion blast.

1. Une très bonne reproductibilité des essais.

En effet, le coefficient de variation (ou le rapport de l’écart-type sur la moyenne de
tous les essais) est inférieur à 3%. C’est attendu car le tube à choc est un dispositif
très maîtrisé.

2. Des résultats un peu plus élevés de 30 mbar en mai.

Ce phénomène peut être, en partie, expliqué par les conditions extérieures qui va-
rient lors des deux séries d’essais et notamment la température est plus élevée en
mai ce qui peut jouer sur les résultats. Cependant on retrouve une décroissance
moyenne de 60 mbar entre le premier capteur donnant des résultats cohérents (po-
sition 1 en mars et 2 en mai) et le capteur en position 6.
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FIGURE 2.24 – Vitesse du centre de la plaque pour les trois épaisseurs – configuration « blast » -
chambre motrice a 6.4 bar.

Déplacement

La plaque en al 5754 est donc encastrée au fond du tube par une bride, en acier, épaisse de
50 mm et 8 vis. Le serrage est effectué en croix et une vérification visuelle est réalisée afin
de s’assurer qu’il n’y a pas d’espace entre la plaque et le tube. Trois épaisseurs de plaques
sont étudiées, afin de valider le code dans différents domaines (élastique, élastoplastique
et plastique) :

— 0.5mm nominale et 0.52 réelle,

— 1mm nominale et 1.2 réelle,

— 2mm nominale et 1.98 réelle.

La figure 2.24 montre un exemple de vitesse obtenue après le traitement fréquentiel par
transformée de Fourier effectué par le logiciel CAFEINE, expliqué au paragraphe 2.2.2.
Ce signal est ensuite intégré pour obtenir le déplacement figure 2.25. Il est intéressant de
remarquer qu’un déplacement résiduel est visible, il correspond à la plastification de la
plaque de 0.5mm. Cette plastification est également visible sur les plaques (photo 2.26).

Sur des plaques plus épaisses, les déplacements restent dans le domaine élastique. La
figure suivante montre les déplacements pour une plaque de 2mm. Ils diminuent pour
devenir proches de 0 à la fin de l’essai. De plus, aucune plastification n’est visible sur les
plaques.

La donnée principale extraite de tous ces essais est le déplacement maximum au centre de
la plaque. En effet, c’est cette valeur qui conduira au dimensionnement d’une éventuelle
structure de génie civil, quelle que soit sa conception. Le tableau 2.6 récapitule donc les
déplacements maxima du centre de la plaque obtenus lors des différents essais. Ils sont
obtenus en considérant le déplacement au temps où la vitesse s’annule pour la première
fois.
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FIGURE 2.25 – Déplacement du centre de la plaque pour les trois épaisseurs – configuration « blast »
- chambre motrice a 6.4 bar.

FIGURE 2.26 – Plaque de 0.5mm ayant plastifié au fond du tube à choc.
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Déplacement maximum [mm]
Epaisseur de

la plaque
0.5mm 1mm 2mm

1 3.84 1.85 0.62
2 3.61 1.90 0.73
3 3.65 1.85 0.81
4 0.86
5 0.96
6 0.89

Moyenne 3.70 1.87 0.81
Ecart type 0.12 0.03 0.09

Coefficient de
variation

3% 2% 10%

TABLEAU 2.6 – Déplacement maximum du centre de la plaque obtenu par essais au TAC.
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Déplacement maximum [mm]
Épaisseur de

la plaque
0.5mm 1mm 2mm

1 3.84 1.85 0.62
2 3.61 1.90 0.73
3 3.65 1.85 0.81
4 0.86
5 0.96
6 0.89

Moyenne 3.70 1.87 0.81
Ecart type 0.12 0.03 0.09

Coefficient de
variation

3% 2% 10%

TABLEAU 2.7 – Déplacement maximum du centre de la plaque obtenu par essais au TAC. Sans
l’essai 1 de la plaque de 2mm

Les épaisseurs de 0.5mm et 1mm présentent toutes les deux de très bons résultats, le co-
efficient de variation (c’est-à-dire le rapport de l’écart type sur la moyenne) est inférieure
à 3%. Les résultats sont en revanche plus dispersés sur la plaque de 2mm, c’est pourquoi
3 essais supplémentaires ont été effectués sans réellement améliorer le coefficient de va-
riation. Cependant l’écart type est équivalent à celui obtenu dans les essais 0.5mm. Le
déplacement moyen de référence est trois fois plus faible, ce qui explique le coefficient de
variation plus important.

Le déplacement maximum de la plaque de 2mm, pendant l’essai 1, présente une valeur
bien plus faible que tous les autres. Étant donné que c’était le premier test effectué, il est
plus probable que certaines erreurs de manipulation se soient produites (mauvais ser-
rage, mauvais ajustement de l’éclateur de la membrane, . . . ). Si cet essai est retiré de la
comparaison, le coefficient de variation passe à 10% (tableau 2.7) ce qui est acceptable
dans le cadre de résultats expérimentaux.

S’il était difficile de prévoir les déplacements sans effectuer un calcul lourd, la fréquence
de la réponse est, en revanche, facilement évaluable grâce à la formule (1.35) du para-
graphe 1.5.2. Pour les déplacements de la plaque de 2mm présentés à la figure 2.25 il est
possible de mesurer une période de 0.47ms soit une période propre de la réponse de 2.1
kHz. Or, d’après la relation (1.35) on a :

f = π

2
(
λ

a2
+ µ

b2
)

√
D

ρs
(2.22)

Avec :

— λ et µ sont des coefficients qui dépendent des conditions d’appuis de la dalle, ils
sont tabulés dans [27] et valent 1.90,

— a et b sont les longueurs des deux côtés de la plaque c’est-à-dire 80mm,

— D la rigidité équivalente dont le calcul est détaillé à l’équation (2.23),

— ρs la densité surfacique de la plaque, ρs = ρh = 2630×0.00198, h étant l’épaisseur
réelle de la plaque.
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D = E×h3

12(1−µ2)
= 46.8×1090.001983

12(1−0.32)
(2.23)

Soit f = 2.36 kHz La différence de moins de 10% entre les deux fréquences provient pro-
bablement de l’hypothèse d’encastrement parfait de la plaque sur le tube. Dans la réalité,
cette liaison est plus souple et, par conséquent, la fréquence est plus faible.

2.2.4 Résultats en configuration "choc"

Dans la configuration type « choc » la chambre motrice mesure 800mm et la membrane
en mylar a une épaisseur de 150µm. La rupture de la membrane se fait, une fois la pres-
sion cible stabilisée dans la chambre motrice, de manière mécanique à l’aide de poinçons
visibles sur la photo 2.27.

FIGURE 2.27 – Poinçons servant à la rupture mécanique du diaphragme.

Afin d’obtenir des niveaux de déplacement et de déformation de plus en plus importants,
la pression de la chambre motrice est augmentée en même temps que l’épaisseur de la
plaque est diminuée. Les couples théoriques (Pression chambre motrice, épaisseur) sont :

— Configuration 1 : (1070 kPa – 0.5mm),

— Configuration 2 : (903 kPa -1mm),

— Configuration 3 : (836 kPa – 2mm).

Le même système d’acquisition (capteurs PCB et VH) que celui mis en œuvre pour les
essais de type « blast » est utilisé.

Pression

Pour obtenir les historiques de pression pour tous les capteurs, la sortie obtenue via la
chaine d’acquisition est divisée par la sensibilité de chacun des capteurs. L’échelle des
temps n’a pas été changée sur les graphiques 2.28, 2.29 et 2.30, c’est donc une échelle re-
lative (comme expliqué au paragraphe 2.2.2) au capteur 6 servant au déclenchement de
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la chaine d’acquisition. Une saturation des deux capteurs 113B28 est observée au pas-
sage de l’onde réfléchie. En effet la pression de l’onde réfléchie est plus importante que
la plage de mesure de ces capteurs. Néanmoins, la mesure de pression se fait sur l’onde
incidente et donc la saturation ne pose pas de problème pour l’analyse des résultats. Les
trois figures 2.28, 2.29 et 2.30, montrent un exemple des pressions obtenues pour les trois
configurations.

Afin de valider les essais, la moyenne de la pression sur le plateau d’Hugoniot (voir fi-
gure 2.6) de l’onde incidente est calculée. Les valeurs sont résumées dans le tableau 2.8,
l’annexe A.3 donne le détails des valeurs pour chaque configuration.

Comme pour les pressions en configuration « blast », le rapport coefficient de variation
(écart type / moyenne) est inférieur à 10% dans les trois configurations. Ainsi, il est pos-
sible de conclure à la bonne répétabilité des essais.

Un autre mesure expérimentale exploitable est la célérité de l’onde. En effet, la distance
entre les capteurs est connue et, grâce au temps de passage de l’onde, il est possible de
remonter aux vitesses. L’incertitude sur cette grandeur est égale à la somme de celle sur
la mesure du temps de passage de l’onde et de celle sur la position du capteurs (équation
(2.24)).

d v

v
= d x

x
+ d t

t
(2.24)

L’erreur réalisée sur la mesure de la position du capteur est estimée égale à son diamètre
(d x = 5 mm), celle sur le temps d’arrivée égale au temps de réponse du capteur PCB
(d t = 10µs). Ainsi, en prenant comme référence la distance entre le premier et le der-
nier capteur (x = 480 mm) et le temps que l’onde met à parcourir cette distance (t = 0.9
ms), la précision de la mesure est de 2.2%.

Une fois les vitesses calculées, il est facile d’en déduire le nombre de Mach, en supposant
une température de 17,5°C±2,5° on obtient une célérité du son de 341.6±1.5m.s−1. L’in-
certitude sur la vitesse du son dans l’air est relativement faible (0.88%) comparée à celle

FIGURE 2.28 – Relevé de pression expérimentale, configuration 1 (1.07 MPa – 0.5mm).
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FIGURE 2.29 – Relevé de pression expérimentale, configuration 2 (903 kPa - 1mm).

FIGURE 2.30 – Relevé de pression expérimentale, configuration 3 (836 kPa – 2mm).
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Numéro du
capteur

1 2 3 4 5 6

Configuration 1
Moyenne 1.52 1.58 1.55 1.50 1.41 1.44

Écart type 0.02 0.02 0.02 0.02 0.03 0.02
Coefficient de

variation
2% 2% 2% 1% 2% 2%

Configuration 2
Moyenne 1.36 1.40 1.39 1.35 1.26 1.28

Écart type 0.05 0.05 0.07 0.06 0.07 0.06
Coefficient de

variation
4% 3% 5% 4% 5% 5%

Configuration 3
Moyenne 1.22 1.25 1.26 1.21 1.13 1.15

Écart type 0.09 0.10 0.09 0.09 0.08 0.08
Coefficient de

variation
7% 8% 7% 7% 7% 7%

TABLEAU 2.8 – Valeurs expérimentales de pression (en bar) obtenue dans les trois configurations.

de la mesure de la vitesse de l’onde. Ainsi le nombre de Mach est connu à 2.2% près. En-
fin, la pression du plateau d’Hugoniot est obtenue par la relation 1.7. L’incertitude sur la
pression calculée vient du nombre de Mach et de la pression atmosphérique (2.25), en
effet le coefficient de Laplace γ est supposé constant et égale à 1.4.

dP

P
= 2× dM0

M0
+ dP0

P0
(2.25)

La variation de pression relevée à Brest le 6 novembre 2019 est de dP0=10hPa 1 soit 1% de
la pression atmosphérique théorique au niveau de la mer (P0 = 1013 hPa). L’incertitude
sur la pression est donc de 5.4%. Le tableau 2.9 résume les valeurs des vitesses de l’onde,
la surpression du plateau d’Hugoniot « calculée » à partir de ces vitesses est celle « relevée »
par les capteurs PCB.

Config 1 Config 2 Config 3 Incertitude
Vitesse [m.s−1] 526 516 504 ±6 2.2%

Mach 1.55 1.52 1.48 ±0.015 2.2%

Surpression [bar]
calculée 1.67 1.48 1.35 ±0.045 5.4%
relevée 1.50 1.34 1.20

Écart relatif des surpressions 10% 9% 11%

TABLEAU 2.9 – Surpressions expérimentales relevées et calculées.

Une différence de 10%±2.7% est visible entre les deux valeurs de surpression. Faute d’ex-
plication plus probable, cet écart peut être imputé à une déviation de la chaîne d’acquisi-
tion qui comprend les capteurs PCB, les câbles, la baie PXIe 5105 et le logiciel Labview.

Une autre donnée que l’on peut déduire du nombre de Mach est la pression dans la
chambre motrice d’après l’équation 2.10. Le tableau 2.10 montre les valeurs de pression
absolue dans la chambre motrice du TAC théorique et calculée via le nombre de Mach.

1. Donnée issue du site "meteociel.fr".
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Config 1 Config 2 Config 3 Incertitude
Vitesse [m.s−1] 526 516 504 ±6 2.2%

Mach 1.55 1.52 1.48 ±0.015 2.2%

surpression [bar]
calculée 8.23 7.42 6.59 ±0.045 9.8%
relevée 10.60 9.03 8.36

Ecart relatif des surpressions -29% -22% -27%

TABLEAU 2.10 – Pression dans la chambre motrice théorique et calculée via le nombre de Mach de
l’onde.
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Encore une fois, les valeurs calculées via le Mach de l’onde sont inférieures aux valeurs
théoriques lues sur le capteur de pression d’environ 20%±5%. Assez peu de paramètres
peuvent expliquer cette différence. Le remplissage du tube à choc n’étant pas asservi, une
mauvaise lecture du capteur de pression dans la chambre motrice couplée à l’inertie de
l’affichage peut expliquer une partie de l’écart mais difficilement 20%.

Le nombre de Mach est la valeur la plus fiable, car elle ne dépend pas d’une quelconque
traduction de valeur physique en signal électrique. Il parait donc judicieux de baser les
simulations numériques pour qu’elles soient en cohérence avec les nombres de Mach
expérimentaux. Par conséquent, les valeurs de pression dans la chambre motrice seront
ajustées à 8.23 bar, 7.42 bar et 6.59 bar pour, respectivement les configurations 1, 2 et 3.

Déplacement

Les plaques en aluminium sont encastrées au fond du tube à choc à l’identique du para-
graphe précédent et le même post-traitement du laser VH est utilisé. Les figures 2.31, 2.32,
et 2.33 montrent le déplacement du centre de la plaque dans les trois configurations et le
tableau 2.11 résume les déplacements maxima. Certaines courbes sont manquantes, cela
est dû à des erreurs de manipulation essentiellement imputables à la difficulté de mise
en œuvre du système VH (erreur de sauvegarde, mauvaise réflectivité de la plaque, fibre
optique endommagée etc.).

Encore une fois, les essais sont bien répétables (coefficient écart type / moyenne inférieur
à 10%). La valeur du déplacement maximum n’est pas le seul point commun des signaux,
les déplacements se ressemblent et présentent des oscillations similaires. En effet, la pé-
riode entre les deux premières oscillations de la configuration 3 est d’environ 0.43ms ce
qui implique une période propre de 2.3kHz, c’est à dire exactement la valeur théorique
calculée au paragraphe précédent équation (1.35). Il est également possible de remar-
quer un schéma répétitif dans les oscillations de la configuration 2, aucune explication
ne peut être avancée pour les expliquer.

FIGURE 2.31 – Déplacement du centre de la plaque dans la configuration 1. (1.07 MPa – 0.5mm)
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FIGURE 2.32 – Déplacement du centre de la plaque dans la configuration 2. (903 kPa -1mm)

FIGURE 2.33 – Déplacement du centre de la plaque dans la configuration 3. (836 kPa – 2mm)

86



CHAPITRE 2. CAMPAGNE EXPÉRIMENTALE AU TUBE À CHOC

Déplacement maximum [mm]
Epaisseur de

la plaque
0.5mm 1mm 2mm

tir n°1 8.73 1.56
tir n°2 8.25 3.70 1.70
tir n°3 8.40 3.52 1.83
tir n°4 8.29 3.71 1.58
tir n°5 8.50

Moyenne 8.43 3.64 1.67
Écart type 0.19 0.11 0.12

Coefficient de
variation

2% 3% 7%

TABLEAU 2.11 – Déplacement maximum dans les trois configurations 1, 2 et 3

Les essais sont répétables dans les deux configurations (« blast » et « choc ») avec des va-
leurs du coefficient de variation relativement faibles pour la pression et pour le déplace-
ment maximum. Cependant, les valeurs de pression relevées (notamment en configura-
tion « choc ») dévient avec les valeurs attendues théoriquement de 10 à 20%. C’est pour-
quoi le nombre de Mach de l’onde a été choisi comme valeur de référence sur ces essais.
Cette campagne expérimentale permet donc de disposer de valeurs de référence pouvant
servir à valider les résultats du logiciel de calcul numérique commercial retenu pour ce
travail de thèse.
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2.3 Modélisation numérique

2.3.1 Présentation du modèle numérique

Le modèle numérique consiste en deux parties :

1. Un modèle volumes finis 1D

Dans cette partie, la bibliothèque CLAWPACK (Conservation LAW PACKage) [15] est
utilisée, la propagation de l’onde est plane et monodimensionnelle. Le solveur uti-
lisé est un celui d’Harten, Lax et van Leer et la taille de maille est plus faible que celle
utilisée pour le calcul 3D, elle est de 1mm. L’onde se propage donc en 1D pendant
les premiers instants de la propagation. Au voisinage de la plaque en aluminium, le
calcul 1D est arrêté puis les grandeurs thermodynamiques sont relevées et projetées
en fonction de la distance sur le maillage 3D.

2. Un modèle éléments finis 3D

Ce modèle est réalisé grâce au logiciel commercial Radioss, il possède une partie
fluide et une partie structure. Les mailles de fluide sont hexaédriques de 4mm de
côté, la loi de comportement est une loi de gaz parfait diatomique (γ = 1.4) et l’al-
gorithme de résolution utilisé est basé sur les volumes finis. L’air au repos est à une
pression de 100kPa, une densité de 1.225 kg.m−3 et une énergie volumique de 0.25
mJ.mm−3.

À l’instant initial, dans la chambre motrice, une compression isotherme de l’air est réa-
lisée. C’est-à-dire que la pression et la densité du gaz ont des valeurs élevées en corres-
pondance avec la campagne expérimentale : si la pression dans la chambre motrice est n
fois supérieure à la pression atmosphérique alors la masse et l’énergie volumiques évolue
selon les relations 2.26.

ρ= nρatme = neatm (2.26)

Où ρatm = 1.225kg .m−3 la masse volumique et eatm = 0.25MJ.m−3 l’énergie totale volu-
mique prises dans les conditions ambiantes.

Les mailles de structure sont des coques 2D de 4mm de côté également avec 5 points
d’intégration dans l’épaisseur et une loi de comportement de Johnson-Cook sans effet
de vitesse ni de température (aussi appelé loi de Ludwik). Cette loi de comportement a
l’avantage d’être disponible dans le code de calcul utilisé et elle représente bien le com-
portement observé au paragraphe 2.2.1. La non-dépendance à la température et à la vi-
tesse a été choisie d’après une étude bibliographique sur ce type d’aluminium voir para-
graphe 2.2.1. les différentes parties du modèle numérique sont preséntées sur le schéma
de la figure 2.34.

Étant donné la symétrie du modèle (chargement et structure), seulement un quart du
tube à choc est modélisé. Des conditions de symétrie sont donc affectées sur deux des
quatre bords de la plaque, les deux autres étant encastrés. Sur les côtés du tube, des condi-
tions de « mur parfait » sont appliquées, c’est-à-dire que l’écoulement tangentiel au mur
n’est soumis à aucune contrainte. En revanche, les flux normaux à la surface sont nuls
pour toutes les grandeurs thermodynamiques (quantité de mouvement, pression, éner-
gie, densité). C’est donc une simulation de fluide parfait sans viscosité.

L’interaction fluide structure est réalisée par fusion des nœuds à limite entre le fluide et la
structure. Ainsi, les vitesses matérielles normales du fluide et de la structure sont égales
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FIGURE 2.34 – Schéma de principe du modèle numérique.

à l’interface, ce qui assure la transmission des efforts. Une étude plus détaillée de cette
interaction est l’objet du chapitre 4.

Lors des essais, le volume de la chambre motrice est légèrement augmenté dû à la dé-
flexion de la membrane en mylar. Cette augmentation aura pour conséquence, en confi-
guration « blast », d’augmenter la distance à laquelle le faisceau de détente rattrape l’onde
incidente et par conséquent d’augmenter la pression au niveau de la plaque en alumi-
nium. Les conséquences sont bien plus négligeables en configuration « choc » car la dé-
tente ne rattrape pas l’onde incidente avant qu’elle n’atteigne le fond du tube.

Pour analyser les résultats numériques, plusieurs sorties sont analysées :

1. Pression,

— Au niveau des six capteurs piézoélectriques,

— Au niveau de la plaque pour obtenir la pression réfléchie, c’est-à-dire le char-
gement appliqué,

2. Déplacement,

— Au niveau du centre de la plaque en aluminium.

2.3.2 Comparaison essais-simulation

Résultats de type blast

Cette partie présente les résultats obtenus en configuration « blast » c’est-à-dire avec une
chambre haute pression de longueur 40mm avant correction et 56mm après. Les pres-
sions relevées aux différentes positions des capteurs piézoélectriques donnent des résul-
tats très similaires à ceux obtenus expérimentalement, notamment en ce qui concerne
le pic de surpression (voir un exemple pour l’essai 3 sur les plaques de 1mm sur la fi-
gure 2.35). En revanche, l’onde de détente est sous-estimée par la simulation numérique.
L’onde réfléchie arrivant trop tôt sur les capteurs, la détente n’a pas le temps de retourner
à une surpression nulle. Ainsi, il n’est pas possible de calculer l’impulsion pour évaluer
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FIGURE 2.35 – Pression expérimentale et numérique sur l’essai 3, plaque 1mm.

Déplacement maximum [mm]
Épaisseur 0.5mm 1mm 2mm

Expérimentale 3.7 1.9 0.8
Numérique 3.7 1.5 0.5

Ecart 1% 22% 41%

TABLEAU 2.12 – Comparaison des déplacements numériques et expérimentaux, en configuration
blast.

quantitativement cette sous-estimation. De plus, le taux de montée en pression (ou la
raideur du choc) obtenu par simulation est moins élevé que celui relevé par les capteurs
PCB. Cela est dû à la diffusion inhérente aux méthodes numériques.

La sous-estimation de la détente et donc de l’impulsion transmise à la structure va proba-
blement impacter également les déplacements de la structure. En effet, les déplacements
obtenus par modélisation numérique sont entre 1 et 40% plus faible que la moyenne ex-
périmentale, c’est-à-dire entre 0.2 et 0.5mm plus faibles 2.12. Les figures suivantes montrent
bien l’écart important entre les simulations et la référence expérimentale.

En revanche, le contenu fréquentiel des signaux expérimentaux et numériques est simi-
laire. C’est notamment visible sur les transformés de Fourier obtenues à partir des si-
gnaux tronqués à x > 0 (voir figures 2.39, 2.40 et 2.41). Sur ces graphiques, représentant les
fréquences des signaux numériques (en bas) et expérimentaux (en haut), l’amplitude ne
peut pas être comparée car la fréquence d’échantillonnage et le nombre total de points
de mesure sont différents. La déplacement de la plaque de 2mm reste presque exclusi-
vement dans le domaine élastique et les oscillations sont bien définies, on retrouve donc
l’influence du premier mode à 2.3 kHz comme mesuré au paragraphe précédent. Si c’est
très évident pour le signal numérique, c’est plus compliqué à observer sur le signal expéri-
mental dû à la forte contribution des basses fréquences. Ces basses fréquences sont dues
à la réponse globale de la structure et plus particulièrement au mouvement « résiduel »,

90



CHAPITRE 2. CAMPAGNE EXPÉRIMENTALE AU TUBE À CHOC

FIGURE 2.36 – Déplacement du centre de la plaque d’épaisseur 0.5mm

FIGURE 2.37 – Déplacement du centre de la plaque d’épaisseur 1mm
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FIGURE 2.38 – Déplacement du centre de la plaque d’épaisseur 0.5mm

c’est-à-dire la moyenne entre le maximum et le minium d’une oscillation. Sur la figure
2.38, on remarque que ce point augmente avec la première oscillation puis diminue pour
tendre vers 0, c’est la fréquence de ce moment beaucoup plus lent que l’on observe au
début du signal de la figure 2.41.

Concernant les essais sur les plaques de 1mm, la fréquence « majoritaire », c’est-à-dire
celle ayant la plus grande amplitude, est légèrement décalée par rapport au calcul numé-
rique. En effet, c’est aussi observable sur les déplacements 2.40. Cette légère différence
peut être imputée à des conditions d’appuis légèrement plus souples expérimentalement
que numériquement où l’encastrement est parfait. De plus, les basses fréquences sont
plus visibles que pour la plaque de 2mm, en effet, le déplacement plastique est plus si-
gnificatif, les oscillations moins prononcées et donc il est normal que le déplacement ré-
siduel ait plus d’influence.

L’analyse de la transformée de Fourier des déplacements de la plaque de 0.5mm (figure
2.39) est plus compliquée car plus de fréquences apparaissent et elles ne correspondent
pas au premier mode de la plaque. En effet, la plaque se déforme plus significativement
et développe alors des efforts de membrane. Ces efforts vont rigidifier la plaque et par
conséquent augmenter les fréquences propres. De plus, on retrouve une influence im-
portante des basses fréquences pour les mêmes raisons que pour la plaque de 1mm et
2mm.
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FIGURE 2.39 – Transformée Fourier des signaux représentant les déplacements expérimentaux et
numériques, en configuration blast - épaisseur de 0.5mm

FIGURE 2.40 – Transformée Fourier des signaux représentant les déplacements expérimentaux et
numériques en configuration blast - épaisseur de 1mm
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FIGURE 2.41 – Transformée Fourier des signaux représentant les déplacements expérimentaux et
numériques en configuration blast - épaisseur de 2mm

Les enregistrements de pression et du déplacement sont donc cohérents entre eux et deux
phénomènes peuvent expliquer la sous-estimation des déplacements par les simulations
numériques :

— L’impulsion étant sous-estimée numériquement, le chargement de la structure est
donc également inférieur dans les simulations,

— Les conditions d’appuis, entre la plaque et le TAC, sont modélisées par un encas-
trement parfait. Or, dans la réalité, l’encastrement est plus souple et donc la raideur
globale du système est plus faible également.

La détente ayant moins d’influence dans la configuration type « choc » les simulations
numériques devraient être plus fidèles aux expériences dans la deuxième configuration.

Résultats en configuration de type choc

Cette partie présente les résultats obtenus en configuration « choc » c’est-à-dire avec une
chambre motrice de 800mm. Les figures 2.42, 2.43 et 2.44 sont des reprises des figures
2.28, 2.29 et 2.30 présentant les résultats expérimentaux avec l’ajout de la pression issue
du calcul numérique. Il est évident que les valeurs de pression numériques et expérimen-
tales sont sensiblement différentes.

Cette écart de pression, visible au niveau du plateau d’Hugoniot, est attendu car les simu-
lations numériques sont basées sur le nombre de Mach de l’onde et non la surpression.
En revanche, concernant les temps d’arrivée de l’onde sur les capteurs, aucune différence
n’est visible entre les simulations numériques et les essais, ce qui confirme la probable
erreur de mise en chargement de la chambre motrice.

Concernant les résultats structurels sur la plaque en aluminium, les déplacements numé-
riques et expérimentaux (figures 2.45, 2.46 et 2.47) présentent des valeurs maxima et des
oscillations relativement proches.
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FIGURE 2.42 – Pressions expérimentales et numériques, configuration 1 (1.07 MPa – 0.5mm).

FIGURE 2.43 – Pressions expérimentales et numériques, configuration 2 (903 kPa - 1mm).
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FIGURE 2.44 – Pressions expérimentales et numériques, configuration 3 (836 kPa – 2mm).

FIGURE 2.45 – Déplacements expérimentaux et numériques, configuration 1 (1.07 MPa – 0.5mm).
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FIGURE 2.46 – Déplacements expérimentaux et numériques, configuration 2 (903 kPa - 1mm).

FIGURE 2.47 – Déplacements expérimentaux et numériques, configuration 3 (836 kPa – 2mm).
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Les déplacements maxima sont sous-estimés par la simulation numérique de moins de
5% pour les configuration 1 et 2 et de 15% pour la configuration 3 2.13. Sur les plaques
de 0.5 mm (configuration 1) et, dans une moindre mesure, sur celle de 1mm, des char-
nières plastiques sont visibles au niveau des bords de la plaque 2.48. Ces charnières sont
des concentrations de contraintes plastiques et sont caractéristiques des encastrements.
Lorsqu’elles apparaissent, les conditions d’appui ne dépendent plus des conditions exté-
rieurs mais de ces charnières plastiques.

En revanche, ces charnières ne sont pas visibles sur la configuration 3 car les déformations
ne sont pas assez importantes. Les conditions de bord dépendent donc exclusivement de
la rigidité des appuis. Or, il est probable que l’encastrement de la plaque ne soit pas parfait
et que les appuis soient plus souples. Cette souplesse peut expliquer la sous-estimation
plus importante des déplacements par la simulation numérique de la configuration 3.

Le contenu fréquentiel de ces déplacements est plus difficile à extraire et à analyser car
les déformations, et donc les effets de membranes, sont plus importants. Cependant, on
retrouve globalement les mêmes comportements que pour le blast. La fréquence du pre-
mier mode est bien visible lorsque le déplacement résiduel est faible et les modes propres
se déplacent vers les hautes fréquences lorsque les effets de membranes apparaissent. On
retrouve également l’influence grandissante des basses fréquences lorsque les déplace-
ments et donc la plasticité augmente pour les mêmes raisons qu’expliqué au paragraphe
précédent.

Plus particulièrement, il est possible d’observer clairement la fréquence du premier mode
sur la transformée de Fourier du déplacement de la configuration 3 (figure 2.49). Une
légère surestimation de la fréquence est visible par rapport aux résultats expérimentaux,
très probablement dûe à un encastrement non – parfait lors des essais.

FIGURE 2.48 – Visualisation des charnières plastiques.
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Déplacement maximum [mm]
Configuration 1 Configuration 2 Configuration 3

Expérimentale 8.4 3.6 1.7
Numérique 8.1 3.6 1.4

Écart -4% -1% -16%

TABLEAU 2.13 – Comparaison des déplacements maxima en situation de choc.

FIGURE 2.49 – Transformée de Fourier du déplacement expérimental et numérique - Configuration
3, (2mm – 8.36 bar)
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FIGURE 2.50 – Transformée de Fourier du déplacement expérimental et numérique - Configuration
2, (1mm – 9.3 bar)

Deux fréquences prédominantes sont visibles sur les signaux expérimentaux et numé-
riques. Un modèle, éléments finis, a permis de calculer les 15 premiers modes de dépla-
cement de la structure et aucune de ces fréquences ne correspond à un mode de dépla-
cement participant au mouvement de la plaque. Encore une fois les fréquences du signal
numérique sont un peu plus élevées que celles obtenues par la mesure expérimentale, la
même raison est donc avancée. La présence de ces fréquences peut être due aux effets de
membrane comme expliqué au paragraphe sur les résultats en configuration « blast ».

Sur la figure 2.51 les fréquences prépondérantes sont significativement plus élevées, les
déplacements étant 16 fois plus élevés que l’épaisseur de la plaque, les effets de mem-
branes sont très importants et rigidifient beaucoup la plaque, d’où l’apparition de fré-
quences aussi élevées.
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FIGURE 2.51 – Transformée de Fourier du déplacement expérimental et numérique - Configuration
1, (0.5mm – 10.6 bar)
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2.4 Conclusion

Afin de trouver une méthode de calcul plus efficiente pour prédire les effets d’une charge
explosive sur un bâtiment de génie civil, la première étape consiste à évaluer la méthode
actuelle, notamment au niveau de l’interaction fluide-structure. Pour cela, une référence
fiable a été produite, en réalisant une campagne expérimentale dans une configuration
maîtrisée, reproductible et à échelle du laboratoire. Ainsi un tube à choc, disponible au
laboratoire de l’ENSTA Bretagne est utilisé afin de générer un choc et un blast sur une
plaque en aluminium encastrée au fond du tube. Deux situations différentes ont été tes-
tées, la première est la configuration « choc » qui a l’avantage de pouvoir être étudiée
analytiquement par les relations de Rankine Hugoniot. La seconde est la configuration
« blast » qui représente mieux le chargement réel sur une structure.

La pression à six positions à l’intérieur du tube est relevée grâce à des capteurs piézoélec-
triques de la marque PCB, et le déplacement du centre de la plaque est relevé grâce à une
technique de Vélocimétrie Hétérodyne et un laser Doppler. Cette pression et ce déplace-
ment sont ensuite comparés à ceux obtenus par la modélisation numérique réalisée grâce
au logiciel commercial Radioss. Les surpressions analytiques ne sont pas parfaitement en
accord entre la simulation numérique et la campagne expérimentale. En effet, en configu-
ration « blast » les détentes sont sous-estimées par la simulation mais le pic de surpression
est bien représenté. En configuration « choc » plusieurs problèmes se sont posés, le pre-
mier est que les pressions relevées par les capteurs PCB ne sont pas cohérentes avec les
vitesses de l’onde. Le second est que le nombre de mach n’est pas non plus cohérent avec
le chargement de la chambre motrice. Cependant, le nombre de Mach est la valeur la plus
fiable qui peut être extraite de la campagne expérimentale. Par conséquent, les simula-
tions ont été recalibrées pour correspondre au bon nombre de Mach. Une fois recalibrés,
les niveaux de pressions des simulations et des expériences sont très cohérents avec le
calcul analytique. Il est difficile de trouver une explication expliquant la différence des
pression dans la chambre motrice car une défaillance du capteur ne peut expliquer 20%
d’écart. En situation « choc », les déplacements de la plaque en aluminium sont très bien
reproduits numériquement lorsque les charnières plastiques sont importantes et qu’elles
remplacent les conditions d’appui. En revanche, un écart de 15% est relevé sur la configu-
ration donnant le moins de déplacement du fait de l’encastrement imparfait de la plaque
lors des essais. En configuration « blast », les écarts sont de 20 et 40% pour, respective-
ment, les plaques de 1 et 2mm. Les différences, plus importantes pour des faibles dépla-
cements, peuvent être dues à la faible valeur du déplacement de référence, à la mauvaise
prise en compte des conditions d’appuis et à la sous-estimation de la détente par la si-
mulation numérique. Dans les deux configurations, le contenu fréquentiel est cohérent
entre les simulations et la campagne expérimentale. Des légères différences sont visibles
dues à l’encastrement trop souple lors des essais. Les premières fréquences ont pu être
retrouvées par un modèle analytique lorsque les efforts de membranes n’étaient pas trop
importants. Lorsque que ces derniers augmentaient fortement, la structure se rigidifiait
et les fréquences des modes propres augmentaient. Ce phénomène a été remarqué sur les
enregistrements numériques et expérimentaux.

Malgré quelques imprécisions expérimentales, les simulations numériques reproduisent
fidèlement les niveaux de pression (à Mach donné) et les déplacements plastiques. Il est
donc possible de chercher des méthodes de calcul plus efficaces en se basant sur la modé-
lisation actuelle, en commençant, au prochain chapitre, par une autre modélisation pour
la charge explosive.
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A des fins d’amélioration des méthodes expérimentales, l’on peut proposer en évolution
future du TAC, un remplissage asservi du tube moteur avec un soin à apporter sur la lec-
ture de pression (précision des capteurs et leurs emplacements). Pour la partie cible, un
"ping test" avant tir, à l’aide d’un marteau accéléromètre permettrait d’obtenir une image
fréquentielle de la qualité de l’encastrement.
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Introduction

Le cas du tube à choc présenté au chapitre 2 est un exemple de dispositif permettant de
reproduire, de manière simplifiée, les effets mécanique d’une explosion à l’échelle du la-
boratoire. Dans le cas d’une explosion réelle, des phénomènes complexes entrent en jeu.
La géométrie de la charge, et de l’environnement va changer, l’explosion est issue d’une
réaction chimique et non pneumatique. Ces phénomènes influencent grandement les va-
leurs des paramètres intervenant dans les équations de la mécanique des écoulements
compressibles décrivant la phase amont de l’interaction fluide-structure.

Pour toutes ces raisons, il n’est pas envisageable, dans un contexte de bureau d’étude où le
temps et la puissance de calcul sont des ressources limitées, de réaliser l’étude numérique
complète d’une explosion aérienne. En effet, la modélisation de la détonation nécessite
un code de thermochimie (CHEETAH par exemple) ainsi qu’une connaissance accrue des
phénomènes liés à la décomposition d’un explosif condensé et ce type de solution ne
permet pas d’effectuer des calculs structurels par la suite. Le changement d’échelle en-
traîne, de facto, un agrandissement de la taille d’éléments finis. Or cette augmentation de
la taille des mailles implique forcément une perte de précision vis-à-vis de la solution de
référence.

Pour fixer les idées, à 15 cm du centre d’une masse d’un kilogramme d’explosif (TNT)
le temps de maintien de la phase positive est de 0.03ms et la vitesse de l’onde d’envi-
ron 3000m.s−1 [1]. Ainsi, la longueur d’onde mécanique de la phase positive est d’en-
viron 9cm. Pour bien la représenter, il est nécessaire d’avoir, au minimum, une dizaine
d’éléments, ce qui implique des éléments de 1cm de longueur moyenne. Dans une pièce
de surface 4x8m2 et de hauteur 3m, il faudrait alors 96 millions d’éléments, uniquement
d’air, pour mailler tout le volume. Sur un cluster de calcul industriel « classique » (16 CPus,
suffisamment de RAM), le calcul de 2.5millions d’éléments prend une semaine et demi
pour quelques centaines de millisecondes de simulation.

Faute de meilleures solutions, il est parfois très difficile de trouver le bon compromis entre
la précision et le temps de calcul et de mise en œuvre. Ce chapitre propose donc une al-
ternative en remplaçant l’explosif et son environnement proche par un ballon d’air com-
primé de grandes dimensions, comme présenté sur la figure 3.1, qui produit des effets
mécaniques équivalents.

FIGURE 3.1 – Schéma d’implantation d’un ballon sous pression en remplacement de la charge
d’explosif et de son environnement proche.
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Cette méthode permet d’une part, de diminuer le nombre de mailles, d’autre part d’uti-
liser des mailles plus grosses à temps de calcul constant ou, à l’inverse, de diminuer la
taille des éléments à précision constante. Afin de prouver l’efficacité de cette technique,
ce chapitre se décompose comme suit :

Un premier paragraphe bibliographique rappelle les principes de modélisation actuelle
ainsi que les travaux publiés présentant une solution alternative à cette modélisation.
Dans un second temps, l’influence du paramètre principal (la taille du ballon) sera étu-
diée. En particulier, l’existence d’une distance critique à laquelle le ballon devient plus
précis que la modélisation classique est présentée. Une troisième partie étudie l’influence
couplée du rayon du ballon et de la taille des mailles, elle démontre qu’il est possible de
doubler la longueur caractéristique des mailles (c’est-à-dire multiplier le volume par 8)
sans perdre de précision sur le pic de pression. Enfin, une dernière partie sera consacrée
à l’évaluation du temps de calcul.
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3.1 Rappel bibliographique

La détonation d’un explosif repose sur une réaction de décomposition fortement exother-
mique (5 MJ) et de cinétique extrêmement courte (µs). Pour activer cette décomposition,
une énergie initiale est requise, par la suite la réaction est auto-entretenue. En fonction
de la sensibilité à l’amorçage, on parlera d’explosif primaire (très sensible) ou secondaire
(moins sensible).

— Les explosifs primaires.

Ils détonent au moindre apport d’énergie. Parmi eux l’on trouve le fulminate de
mercure Hg (CNO)2, l’azoture de plomb Pb(N3)2, etc. Des efforts ont mené au déve-
loppement d’explosifs primaires sans plomb et sans mercure et donc moins nocifs
pour l’homme et l’environnement [2] et en accord avec les exigences de la régle-
mentation européenne REACH [3]. Ces explosifs primaires sont généralement en-
robés d’un liant inerte afin de rendre leur emploi moins dangereux. Ils sont utilisés
pour amorcer la détonation de substances explosives plus stables nommées explo-
sifs secondaires.

— Les explosifs secondaires

Ils nécessitent une forte excitation (c’est-à-dire un apport important en énergie)
pour être amorcés et générer une détonation, sans quoi ils ne seront que défla-
grant, d’où l’utilisation d’un explosif primaire en initiateur. Par exemple, l’azoture
de plomb initié par échauffement d’un filament métallique permet d’amorcer un
explosif secondaire tel que du TNT. Parmi les explosifs secondaires, on peut nom-
mer l’hexogène (RDX), l’octogène (HMX), la tolite (TNT), le triaminotrinitroben-
zène (TATB). . . Ce sont des explosifs que l’on retrouve principalement, en mélange,
dans les têtes de missiles militaires. De l’aluminium en poudre peut être ajouté à
ce mélange pour bénéficier de la réaction d’aluminothermie au sein de la boule de
feu, ce qui augmente l’effet de souffle. On parle alors de munitions thermobariques
(ou munitions à effet de souffle augmenté).

Dans ce chapitre, le trinitrotoluène (TNT) sera pris comme référence. Il s’agit d’un explo-
sif secondaire, il est donc nécessaire d’apporter une énergie conséquente pour initier le
régime de détonation. Cette énergie peut être apportée par la détonation d’un amorceur
(l’azoture de plomb par exemple) chauffé par effet joule (figure 3.2).

Ainsi la réaction chimique va être initiée au niveau de l’Azoture qui rentre en régime de
détonation, engendrant ainsi un choc qui amorce le TNT dans lequel se produit une tran-
sition choc-détonation. L’amorçage des charges explosives demeure une voie particulière
de la détonique, des travaux récents [4], [5] résument les principales connaissances bi-
bliographiques sur le sujet. D’une manière globale, cette réaction peut s’écrire selon un

FIGURE 3.2 – Schéma de principe de l’amorçage en détonation du TNT.
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schéma de décomposition couramment adopté [6] :

C7H5O6N3 −→ 7

2
CO+ 7

2
C+ 5

2
H2O+ 3

2
N2 (3.1)

La chaleur de détonation est définie par l’énergie dégagée par la détonation par kilo d’ex-
plosif. Elle est à la base des propriétés thermodynamiques des produits de détonation gé-
nérés par la décomposition de l’explosif et représente donc une grandeur majeure pour
l’étude des effets des explosions. Pour la calculer, on a recours à des codes de calculs ther-
mochimiques adhoc.

Une méthode, plus simple, se base sur une équation bilan globale pour laquelle il est
nécessaire de faire le bilan énergétique des produits de détonation et des réactifs, c’est la
loi de Hess. Elle stipule que : « L’enthalpie de réaction d’une réaction chimique est égale à
la somme des enthalpies de formation des produits (état final), diminuée de la somme des
enthalpies de formation des réactifs (état initial), en tenant compte de la stœchiométrie
de la réaction ». Plusieurs méthodes ont ensuite été dérivées (Kamlet-Jacobs [7], Cooper
[6], Keshavarz [8]).

Pour continuer sur l’exemple du TNT, en appliquant la loi de Hess à la réaction globale
(3.1) :

QD(TNT) = H(pr odui t s)−H(r éacti f s) (3.2)

H(pr odui t s) =+7

2
H(CO)+ 7

2
H(C)+ 5

2
H(H20l i qui de )+ 5

2
H(N2) (3.3)

H(pr odui t s) =+7

2
(−111.9)+ 7

2
×0+ 5

2
(−240.8)+ 5

2
×0 (3.4)

Avec :

— QD est la chaleur de détonation,

— H(X) l’enthalpie de formation de la substance « X ».

Donc : H(pr odui t s)= -993.65 kJ.mol−1 Or : H(r éacti f ) = -49.713 kJ.mol−1 Ainsi : QD =
−993.65− (−49.713) =−943.94 kJ.mol−1

La chaleur de réaction, c’est-à-dire l’énergie libérée par mole, est donc de -944 kJ/mol
pour la décomposition du TNT. Le signe négatif dans les calculs est une convention pour
rendre compte que la réaction est exothermique. Cette énergie est liée à l’équation d’équi-
libre de la réaction chimique, cependant il est possible de considérer d’autres schémas de
décomposition [9] qui vont aboutir à d’autres réactions d’équilibre. Et donc d’autres cha-
leurs de réaction, par exemple :

C7H5O6N3 −→ 7

4
CO2 + 21

4
C+ 5

2
H2O+ 3

2
N2 (3.5)

Ou encore :

C7H5O6N3 −→ 6CO+C+ 5

2
H2 + 3

2
N2 (3.6)

Les chaleurs de réaction des équations (3.5) et (3.6) sont respectivement -927 kJ/mol et -
588 kJ/mol. Lors de la détonation réelle, les schémas de décomposition sont simultanés et
donc bien plus complexes. Il est donc très difficile d’estimer la chaleur de réaction réelle à
partir, de la relation de Hess et des schémas globaux pour les explosifs en tenant compte
de leur masse volumique. Pour s’en approcher, une méthode consiste à rechercher l’état
d’équilibre des produits de détonation par minimisation des des énergies libres des es-
pèces impliquées. C’est ce qui est pratiqué dans les codes de thermochimie dédiés à la
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détonique (CHEETAH [10]) mais ces derniers restent d’usage confidentiel et de distribu-
tion limitée. D’autres méthodes ont été proposées dans la littérature scientifique et four-
nissent de bons résultats pour la plupart des formulations (Keshavartz [8], Kamlet Jacobs
[7], ...). De plus, la chaleur de détonation dépend également de la chaleur de formation
du réactif considéré : pour le TNT : l’énergie de formation diffère selon l’isomère (de -25
à +143 kcal/kg) [11], ce qui affectera la valeur de l’énergie de détonation. Pour un explosif
donné, il est possible de mesurer cette chaleur de détonation grâce à une enceinte calori-
métrique [12], afin d’avoir une idée plus fiable de sa valeur.

L’énergie libérée va transformer l’état thermodynamique du milieu décomposé de ma-
nière soudaine, si bien que l’élévation de pression peut se traiter mathématiquement par
la considération de la discontinuité introduite par Hugoniot (figure 3.4). Une onde de dé-
tonation se propage ainsi dans l’explosif (ici le TNT). Dans le cas idéal, cette onde de
détonation est le siège de la réaction chimique et de la discontinuité thermodynamique.
Cette hypothèse correspond à la description donnée par Chapman et Jouguet. Au passage
de l’onde de choc, de vitesse supersonique D par rapport au milieu initial, la pression (P),
le volume spécifique (v) et la température (T) passent des valeurs au repos (indice 0) à des
valeurs élevées, ce qui active la réaction et participe à l’autonomie de la propagation (voir
schéma explicatif figure 3.3).

FIGURE 3.3 – Propagation de la zone de réaction dans un barreau de TNT.

3.1.1 État de Chapman Jouguet

La théorie de Chapman Jouguet repose sur le fait que l’épaisseur de la zone de réaction
est infinitésimale, ainsi elle est confondue avec l’onde de choc et on peut donc appliquer
les relations de saut 1.1, 1.2 et 1.3 à la discontinuité « onde de choc et zone de réaction ».
La forme des équations ne change pas, en revanche, le calcul de l’enthalpie est modifié
(3.7) car il y a une variation de l’enthalpie du milieu (ou d’énergie) au travers de la discon-
tinuité.

h = γpv

γ−1
−QD (3.7)

Avec :

— h l’enthalpie créée au travers de la discontinuité (la réaction chimique et change-
ment d’état),

— γ le rapport des chaleurs spécifiques,

— p la pression,

— v le volume spécifique,

— QD la chaleur de réaction spécifique.
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Ainsi, il est possible de réexprimer le bilan d’énergie 1.3 et l’adiabatique dynamique (1.5)
devient l’adiabatique de Crussard et est décalée dans le plan (P, v) (figure 3.4) selon l’axe
des ordonnées. La courbe de Crussard se détermine à partir des états successifs des pro-
duits de détonation libérés dans l’air. Leur détente est décrite par une équation d’état
appropriée aux niveaux élevés de pression et de température qui règnent initialement en
leur sein.

FIGURE 3.4 – Droite de Rayleigh Michelson et adiabatique de Crussard dans le plan Pression, vo-
lume spécifique. Détermination du point CJ.

La solution de Chapman-Jouguet correspond à un état d’équilibre où la droite de Rayleigh
Michelson est tangente à l’adiabatique de Crussard, ce qui n’est possible que pour une
certaine célérité de choc D notée DCJ. Tous les autres états de pression et de volume spé-
cifique pour lesquels on observe une détonation correspondant à des états hors équilibre,
qui vont alors évoluer vers l’état CJ. On constate également que cet état CJ est dépendant
de la masse volumique initiale, ce qui signifie qu’un explosif donné qui peut se fabriquer
sous diverses masses volumiques aura autant de caractéristiques CJ. Cela rentre égale-
ment en compte dans le choix d’un TNT de référence pour la notion d’équivalent TNT.
Cette dépendance à la masse volumique est mise en avant dans le tableau 3.1. À partir
de cette valeur, il est possible de retrouver toutes les grandeurs thermodynamiques des
produits de détonation à l’état CJ [13].

Formule Gaz (γ= 1.35) Solide (γ= 3)

ρCJ = γ+1
γ ρ0 1.74 ρ0

4
3 ρ0

PCJ = 1
γ+1ρ0D2

CJ 0.425 ρ0D2
CJ

3
4 ρ0D2

CJ

ECJ = γ

(γ−1)(γ+1)2 D2
CJ 0.698 D2

CJ
3

32 D2
CJ

TABLEAU 3.1 – formules et approximations permettant de déterminer l’état CJ pour des explosifs
gazeux et solides.

Plusieurs auteurs ont étudié le TNT afin de déterminer la valeur de la célérité de Chapman
Jouguet DCJ [14, 15, 16]. En fonction de la masse volumique initiale ou de la cinétique de
décomposition, plusieurs valeurs de DCJ ont été obtenues. Des formalismes empiriques
permettent de déterminer l’état CJ d’une composition détonante sans avoir à faire appel
à un code de calcul thermodynamique ni par l’équation d’état des produits de détona-
tion (Kalmet et Jacobs [7] ou plus récemment Keshavarz [8]). Une des références les plus
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utilisées est celle de Dobratz [17], les valeurs de pression et de célérité d’onde à l’état de
Chapman Jouguet sont résumées par les relations (3.8)

Etat CJ =
{

DCJ = 6930 m.s−1

PCJ = 21 GPa
(3.8)

Le modèle de Chapman-Jouguet est le plus ancien, et d’autres ont été proposés depuis,
notamment le modèle de Zel’dovich, von Neumann, Döring (ZND) [18] où la zone de ré-
action et l’onde de choc sont dissociées (voir figure 3.3). Une description plus détaillée
des différents modèles de détonation peut être trouvée dans [19].

3.1.2 Produits de détonation

La prise en compte de la détonation telle que décrite par Chapman et Jouguet nécessite
des codes de calcul dédiés à la réaction chimique qui ne sont pas adaptés à la mécanique
des solides. Par conséquent, de nombreuses recherches ont été menées pour trouver un
modèle équivalent à la détonation. La principale limite sera alors que la détonation n’est
plus modélisée. Certains phénomènes, caractéristiques des explosifs chimiques, sont, par
conséquent, absents de cette modélisation. En particulier, il est intéressant de remarquer
que dans toutes les équations de décomposition du TNT présentées ((3.5), (3.6) et (3.1)),
du carbone (C) et du monoxyde de carbone (CO) sont présents dans les produits de dé-
tonation car le TNT est un explosif « sous-oxygéné » [6], [20], [9] c’est-à-dire qu’il va réagir
avec l’oxygène de l’air et ainsi engendrer une combustion post-détonation avec l’oxygène
de l’air porté à haute température, créant une boule de feu. Ce phénomène est égale-
ment appelé « afterburning » dans la littérature anglo-saxonne. Dans le cas du TNT, cette
combustion dégage également une chaleur environ 2.5 fois supérieure à la chaleur de dé-
tonation et augmente la température des produits de détonation à plus de 2000 K [20].

Dès les années 1950, Taylor [21], Sakurai [22] ou Bach et Lee [23] ont considéré la déto-
nation comme une libération soudaine de toute l’énergie en un point de l’espace (voir
chapitre 1). Par la suite, les modèles se sont diversifiés et Brode [24] a proposé le premier
modèle de « ballon » en 1959. Celui-ci remplace l’explosif par un ballon de gaz comprimé.
La problématique se ramène alors à l’étude de gaz à haute pression, température et masse
volumique qui se détendent dans l’air ambiant. Il n’y a pas de réaction chimique possible
entre ces gaz et l’air ou entre les gaz eux-mêmes. L’équation d’état utilisée pour décrire
ce milieu est celle des gaz parfaits « pour assurer une compatibilité proche des conditions
standards atmosphériques » [24].

P = (γ−1)ρe (3.9)

Cependant, utiliser une telle équation (3.9) revient à négliger l’interaction des molécules
entre elles ainsi que le volume qu’elles occupent. Si ces deux hypothèses sont tout à fait
applicables aux conditions atmosphériques, à de très hautes pressions et masses volu-
miques, elles sont beaucoup plus discutables. Par conséquent, des travaux ont été me-
nés pour déterminer d’autres équations d’état pour les produits de détonation. La plus
connue est celle de John-Wilkins-Lee [25] décrite par la relation (3.10).

P = A(1− ω

R1V
)e−R1V +B(1− ω

R2V
)e−R2V + ωE

V
(3.10)

Avec : A, B, R1, R2 des paramètres empiriques à déterminer en fonction de l’explosif. V le
volume occupé par les gaz, w = γ−1 et E l’énergie totale des gaz. Cette équation ne remet
pas en cause la compatibilité proche des conditions atmosphériques, en effet si le volume
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unité P = PCJ et
ρ= ρtnt

P = PCJ et
e = etnt

e = etnt et
ρ= ρtnt

Pression [GPa] 21 21 2.8
Energie [MJ.kg−1] 32 4.3 4.3

Masse volumique [kg.m−3] 1630 12209 1630

TABLEAU 3.2 – Jeux de conditions initiales possibles pour le gaz à l’intérieur du ballon.

devient très grand, l’équation (3.10) est strictement équivalente à celle des gaz parfaits
(3.9). Les coefficients A, B, R1 et R2 sont généralement déterminés expérimentalement,
pour le TNT il est possible de citer Dobratz [17] et Souers [14]. D’autres équations d’état
sont envisageables pour décrire la détente des produits de détonation, notamment celle
de Becker-Kistiakowsky-Wilson [26] ou celle de « Van Der Waals modifiée » [27].

Dans tous les cas, ces équations d’état sont censées retrouver les valeurs de pression et
de vitesse de Chapman-Jouguet pour les produits de détonation. Cependant, pour les ob-
tenir, il est nécessaire d’avoir une taille d’élément extrêmement faible. Shin [28] a eu be-
soin de descendre à 0.05mm sur Dytran et le même ordre de grandeur est nécessaire sur
d’autres codes de calcul commerciaux tels que Radioss ou LS Dyna. Étant donné qu’il est
n’est pas envisageable d’avoir des mailles de dimension si faible pour étudier des modèles
du génie civil, il est possible, pour des raisons de simplicité de mise en œuvre, d’utiliser
le modèle du gaz parfait. Ainsi, cette méthode, dite du « ballon », a été utilisée pour repro-
duire numériquement des explosions pyrotechniques de grande dimension [29, 30, 31].

La difficulté réside alors dans le choix des paramètres thermodynamiques initiaux des
produits de détonation. Etant donné qu’une équation d’état est déjà définie (gaz parfait),
seulement deux des trois paramètres peuvent être imposés parmi la pression P, la masse
volumique ρ et l’énergie spécifique e. Elles sont, respectivement, choisies à PCJ = 21 GPa,
ρtnt = 1630 kg.m−3 et etnt = 4.3 MJ.kg−1, ainsi, les trois conditions initiales possibles du
ballon sont décrites dans le tableau 3.2

La comparaison de ces différentes valeurs a été réalisée par Blanc [31]. Il a trouvé que tous
ces modèles donnaient des valeurs de pression et d’impulsion proches de celles obtenues
avec une équation JWL pour décrire la détente des produits de détonation. Il a égale-
ment comparé ces modèles avec des données expérimentales d’explosions gazeuses. Il
en conclut que la méthode du ballon, avec énergie spécifique et masse volumique im-
posée, donne des valeurs de pression plus proches de celles relevées expérimentalement
qu’avec une équation d’état JWL.

Ainsi le point de départ de cette étude est le ballon proposé initialement par Brode avec les
conditions initiales proposées par Blanc. Dans toutes ses études, la taille de la sphère de
gaz comprimé est conservée égale à la taille initiale de l’explosif, le prochain paragraphe
va donc étudier l’influence de la taille du ballon sur ces résultats.
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3.2 Influence du rayon du ballon

Dans un premier temps, il est utile de définir une grandeur adimensionnelle représentant
la taille du «β-ballon » par rapport à celle de la charge sphérique de TNT. Ainsi, le coef-
ficient β est défini comme le rapport du rayon du ballon sur celui du rayon de la charge
initiale 3.11. Le modèle du ballon de grande dimension est donc appelé le β-ballon dans
la suite du manuscrit.

β= Rbal lon

RTNT
(3.11)

Les variations de la taille initiale du ballon ne doivent pas faire changer la quantité to-
tale d’énergie libérée par l’explosion. Par conséquent, la masse volumique et l’énergie
volumique du β-ballon (respectivement ρβ et eβ) doivent être recalculées par rapport au
volume total à haute pression (voir équation 3.12 et 3.13).

ρβ =
ρTNT

β3
(3.12)

eβ =
eTNT

β3
(3.13)

Théoriquement, cette approche est supposée réduire la viscosité artificielle présentée au
chapitre 1.6 et illustré sur la figure 1.27. En effet, la masse et l’énergie sont réparties sur
un volume plus important, mais leur total reste constant. Les gradients sont, au contraire,
plus faibles et par conséquent la dissipation numérique l’est également. Pour rappel cette
dissipation est nécessaire au traitement des discontinuités (choc) par la méthode des élé-
ments finis, mais elle engendre des erreurs importantes de précision et ce travail présente
une méthode palliative à ce problème.

Les bénéfices de cette modélisation ne s’arrêtent pas là, en effet, réduire le gradient de
pression, masse volumique et énergie aux premiers instants de la propagation assure éga-
lement une meilleure conservation de l’énergie et donc une meilleure détermination des
propriétés de l’onde aux instants ultérieurs de sa propagation. Une autre manière de voir
ce gain en précision est qu’il devrait permettre d’augmenter la taille de maille et donc
diminuer le temps de calcul à précision constante. En revanche, le gros défaut de cette
méthode est une moins bonne représentation des effets de l’explosion en champ proche
de la charge. Les effets tels que l’afterburning ou la boule de feu ont déjà été évoqués
précédemment lors de la présentation de la méthode « classique » du ballon. Une modé-
lisation grâce au «β-ballon » va appauvrir d’avantage la modélisation de la charge, ce qui
engendrera des imprécisions importantes proches de cette dernière.

Les valeurs retenues pour l’étude des tailles de ballon, les masses et les énergies associées
sont données dans le tableau 3.3 pour une masse de 1kg de TNT.

3.2.1 Description du modèle

Maillage

Le modèle, réalisé grâce à la suite Hyperworks, est un modèle 2D axisymétrique avec
un axe de symétrie supplémentaire afin de réduire le temps de calcul. Au préalable, ce
maillage à double symétrie a été comparé à celui présentant une seule symétrie et des
résultats de calcul identiques ont été obtenus. Deux types de maillage sont utilisés (figure
3.5), l’un est radial, à gauche, et l’autre cartésien, à droite. Le premier est adapté pour
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β Rayon du ballon Densité Énergie volumique
mm kg/m3 MJ/m3

1 53 1630 7000
2 105 204 875
3 158 60 259
4 211 25 109
5 264 13 56
6 316 7.5 32
7 369 4.8 20
8 422 3.2 14
9 474 2.2 10

10 527 1.6 7.0

TABLEAU 3.3 – Valeurs des paramètres physiques du ballon retenues pour l’étude paramétrique.

chaque valeur de β étudiée afin d’éviter une trop grande distorsion des mailles. S’il est
plus compliqué à mettre en œuvre, il est plus précis [32]. Le second en revanche est plus
facile d’utilisation, notamment en bureau d’étude, car il s’adapte mieux à la géométrie
des murs lors de l’interaction fluide-structure.

La taille totale du maillage est un quart de disque de rayon 5m pour le maillage radial et
un carré de 5x5m pour le maillage cartésien. La couche d’éléments limites extérieurs qui
n’est pas en contact avec un axe de symétrie est une couche absorbante pour l’onde, par
conséquent le modèle peut être considéré comme infini.

FIGURE 3.5 – Visualisation des maillages eulérien et lagrangien ainsi que les conditions de symé-
trie. Une vue dézoomée des deux modèles est disponible dans l’annexe C.1
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Paramètres JWL Valeurs Unité
A 371.25 GPa
B 3.231 GPa

R1 4.15 -
R2 0.95 -
w 0.3 -
e 7000 MJ.m−3

ρ 1630 kg.m−3

TABLEAU 3.4 – Paramètres de la loi JWL utilisée pour la simulation numérique. Extrait de [16]

Concernant la taille des mailles, il est important de définir la « taille de maille réduite » d z.
A l’instar de la distance réduite, c’est la taille de maille d x divisée par la racine cubique de
la masse de la charge m (équation 3.14).

d z = d x

m1/3
(3.14)

L’onde de pression est fortement dépendante de ce paramètre [33] et une taille de maille
réduite de d z = 5 mm.kg−1/3 est utilisée dans ces modèles. En effet, c’est parmi les plus
faibles possibles permettant d’obtenir des temps de calcul acceptables pour des applica-
tions en bureau d’étude de génie civil (moins de 5 millions de mailles au total).

Étant donné que la masse d’étude est de 1kg de TNT, il est possible de parler indifférem-
ment de d x ou de d z. Le solveur utilisé est le « legacy » de Radioss version 2018, c’est un
solveur « Aribitrary Lagragian Eulerian » (ALE) mixte volumes finis / éléments finis comme
présentés au chapitre 1. Cependant, aucune structure n’est présente dans ces modèles,
tout le fluide est donc maillé avec des éléments eulériens quadrangles.

3.2.2 Equation d’état

La détente des produits de détonations peut être décrite par la loi des gaz parfaits ou la loi
JWL. Cette dernière est décrite au paragraphe 3.1.2 et elle est implantée telle quelle dans
le code de calcul numérique. Les valeurs des différents paramètres sont ceux de Dobratz
[17] résumés dans le tableau 3.4.

En revanche, la loi des gaz parfaits est un cas particulier de l’équation d’état polynomiale
3.15 :

P = C0 +C1µ+C2µ
2 +C3µ

3 + (C4 +C5µ)e (3.15)

Avec :

— e est l’énergie volumique totale,

— µ le coefficient de dilatation,

— P la pression.

En choisissant C0 = C1 = C2 = C3 = 0 et C4 = C5 = 0.4 la loi polynomiale décrit bien une loi
des gaz parfaits classique où le rapport de chaleurs spécifiques vaut, pour un gaz diato-
mique, γ= 1.4. Cette loi est utilisée pour l’air ambiant et pour les produits de détonation
lors de la modélisation de type ballon, ces paramètres sont résumés dans le tableau 3.5.
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Paramètres gaz parfait Valeurs Unité

Air ambiant
produits de
détonation

C0, C1, C2, C3 0 0 -
C4 0.4 0.4 -
C5 0.4 0.4 -
ρ 1.225 ρβ kg.m−3

e 0.25 eβ MJ.m−3

TABLEAU 3.5 – Paramètre de la loi polynomiale utilisée pour la simulation numérique. ρb et eb sont
définis, respectivement, par les équations 3.12 et 3.13

.

3.2.3 Post-traitement

Afin de justifier de la pertinence des modèles, la surpression maximum et l’impulsion,
telles que définies dans le chapitre 1, sont relevées, à des positions espacées de 20cm, en
partant du centre de la charge jusqu’à Z = 5 m.kg−1/3. Ensuite, ces valeurs sont comparées
avec celles données par l’UFC 3-340-2. D’autres sources auraient pu être choisies comme
référence, mais l’UFC est considéré comme document de référence dans l’industrie. Il
a donc une valeur juridique. Ainsi, les mesures d’écarts entre le modèle et la référence
(l’UFC) est définie par les deux ratio 3.17 et 3.16.

δP = pmax(model )−pmax(UFC)

pmax(UFC)
(3.16)

δI = I(model )− I(UFC)

I(UFC)
(3.17)

Les figures 3.6a et 3.6b montrent, respectivement, l’évolution de δP et δI en fonction de la
distance réduite. Les valeurs des δ sont négatives car les modèles sous-estiment l’onde de
pression pour plusieurs raisons. Parmi elles, il est possible de citer la non-prise en compte
des réactions de post-combustion, la taille de maille et la viscosité artificielle. Cette étude
cherche donc à pallier ces deux dernières imperfections.

Les différentes courbes représentent les modèles suivants :

— Les produits de détonation sont décrits par une équation d’états des gaz parfaits,
initialement ils sont contenus dans un ballon de taille identique à la charge explo-
sive (β = 1). Le maillage peut être cartésien ou radial. Ce modèle est noté « modèle
ballon-radiale/cartésien » et les résultats sont tracés en pointillé.

— La détente des produits de détonation est décrite par une loi de comportement de
JWL. Le maillage peut être cartésien ou radial. Ce modèle est noté « modèle JWL-
radial/cartésien » et les résultats sont tracés en trait plein.

Par souci de clarté et de simplicité, ces notations seront reprises dans la suite de ce cha-
pitre.
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(a) Écart entre les surpression δP

(b) Écart entre les impulsions δI

FIGURE 3.6 – Écart entre les valeurs calculées par les modèles JWL et ballon vis-à-vis de l’UFC
3-340-2 en fonction de la distance réduite. Pour, respectivement, la pression 3.6a l’impulsion 3.6b
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Les modèles de ballon sont plus précis que les modèles JWL dans ce domaine de distance
réduite comme prévu par Blanc [31]. De plus, le maillage radial présente également des
valeurs de δP et de δI plus faibles que les maillages cartésiens, surtout après 1m.kg−1/3.
Cependant, les modèles montrent de très forts gradients visibles sur la figure 3.6b proche
de la charge. Ces effets peuvent être imputés aux mauvaises données expérimentales très
délicates à relever proche de la charge ou à la non-prise en compte des réactions post-
détonation qui jouent un rôle non négligeable en champ proche.

Étant donné que le maillage radial est celui qui donne les meilleurs résultats, c’est celui
qui a été adopté pour la suite de l’étude.

3.2.4 Résultats

Les figures 3.6a et 3.6b sont enrichies avec les résultats des modèles de β-ballon allant de
β = 2 à β = 10, β = 1 correspondant au modèle de ballon classique étudié par Brode ou
Blanc.

Concernant la pression :

Plus la taille du ballon augmente, moins le modèle représente fidèlement le champ proche
de la charge et par conséquent plus δP est important (en valeur absolue). Ainsi, le mo-
dèle du β-ballon sous-estime la valeur de surpression proche de la charge de 22% et 10%
pour, respectivement, les maillages radial et cartésien à β= 1. Il est intéressant de remar-
quer que proche de la charge, pour de faibles β, le maillage cartésien est plus proche des
valeurs indiquées par l’UFC 3-340-2 que le maillage radial. En effet, aux premiers ins-
tants post détonation, l’onde n’est pas encore parfaitement sphérique dans le maillage
cartésien et elle est légèrement plus forte sur la diagonale où sont placés les capteurs.
Pour bet a = 10, l’écart avec la référence approche 65% pour les deux maillages à 60cm du
centre de l’explosif. En revanche, après Z = 3 m.kg−1/3 il est impossible de distinguer les
différentes courbes à part celle de β = 1 et du modèle de JWL. Elles présentent toutes les
deux des δP plus importants de 5 à 10%, pour le maillage radial. Concernant le maillage
cartésien (figure 3.7b), les écarts entre les différentes courbes semblent stabilisés à par-
tir de Z = 2m.kg−1/3, cette différence diminue à mesure que β augmente. Il semble donc
exister des plages de distances réduites plus adaptées à un modèle ou à un autre, plus
particulièrement, il existe une intersection entre la courbe δP du modèle JWL et celles
des ballons pour β= 3 à 10. En d’autres termes, il existe une distance notée dβ à partir de
laquelle le modèle de β-ballon est plus précis que le modèle JWL.

Concernant l’impulsion :

Les conclusions apportées pour les très fortes variations de δI à la figure 3.6b sont répétées
et amplifiées avec l’augmentation de la taille du ballon. Un saut sur le calcul de l’impul-
sion est également visible, plus particulièrement lorsque β = 10 (bien visible sur la zone
A sur la figure agrandie 3.9), il est dû à la manière de calculer l’impulsion. En effet, l’im-
pulsion est l’intégrale de la pression entre le début de la simulation et la fin de la phase
positive (voir chapitre 1). Or à partir d’une certaine distance, le choc secondaire va arriver
avant que la pression ait atteint la pression atmosphérique, par conséquent l’impulsion
du choc secondaire va être ajoutée à celle de l’onde de souffle. La figure 3.10 illustre cette
différence sur l’historique de pression à 4m pour β= 10 et β= 9.
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(a) Maillage radial

(b) Maillage cartésien

FIGURE 3.7 – Écart sur la surpression δP entre les modèles et l’UFC en fonction de la distance
réduite et de la taille du ballon β. La courbe en noir représente le modèle JWL. Maillage radial 3.7a
et cartésien 3.7b
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(a) Maillage radial

(b) Maillage cartésien

FIGURE 3.8 – Écart sur l’impulsion δI entre les modèles et l’UFC en fonction de la distance réduite
et de la taille du ballon β. La courbe en noir représente le modèle JWL. La zone A est celle où
l’impulsion est surestimée voir figure (3.9). Maillage radial 3.8a et cartésien 3.8b

123



CHAPITRE 3. MODÉLISATION DU BALLON

FIGURE 3.9 – Écart sur l’impulsion δI entre les modèles et l’UFC en fonction de la distance réduite
et de la taille du ballon β. La courbe en noir représente le modèle JWL. La zone A est celle où
l’impulsion est surestimée. Zoom de la figure 3.8b

Ce saut en impulsion est donc un écart imputable à la modélisation du ballon, cependant
il aura peu d’impact sur le dimensionnement de la structure car les profils temporels de
pression sont très similaires.

Il est intéressant de remarquer que les deux maillages ont un comportement légèrement
différent. Dans le cas du cartésien, les courbes sont bien ordonnées et l’écart avec les
valeurs indiquées par l’UFC 3-340-2 diminue à mesure que la taille du ballon augmente
(après la phase de fort gradient en champ proche déjà évoquée). De plus, tous les modèles
de ballon sont plus précis que le modèle JWL d’un maximum de 9% pour la plus grande
valeur de β.

Sur le maillage radial, la tendance s’inverse et les écarts avec les valeurs indiquées dans
l’UFC 3-340-2 sont plus faibles pour des petits ballons (pour des distances réduites supé-
rieures à Z = 1.5m.kg−1/3). Le modèle JWL ne présente pas des écarts plus importants que
ceux du ballon à toutes les positions de mesure, on retrouve la notion de distance critique
à laquelle les courbes se croisent. La différence est que, sur l’impulsion, le modèle JWL est
plus précis loin de la charge

Distance critique dβ

Pour une taille de ballon β fixée, il est possible de connaître la distance minimum, notée
dβ, à laquelle le modèle du ballon est plus précis (en surpression) ou moins précis (en
impulsion) que celui où l’équation d’état JWL est utilisée pour décrire la détente des pro-
duits de détonation. Il est donc possible de justifier l’emploi de la modélisation ballon,
ou β-ballon, à la place de celle où l’équation d’état JWL est employée si la cible d’intérêt
se trouve dans une plage de distance réduite donnée. Cette plage est représentée par des
hachures sur les figures 3.11a et 3.11b, ces dernières définissent ces distances critiques,
notées dβ pour les maillages radial et cartésien.
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FIGURE 3.10 – Calcul de l’impulsion pour les modèles de ballon β= 10 et β= 9 à 4m.kg−1/3.

Si des points manquent sur les courbes (notamment pour de faibles β) c’est simplement
qu’il n’existe pas de croisement entre δJWL et δβ.

Pour le maillage cartésien; le graphique est exactement équivalent à celui en pression
car l’impulsion est plus précise, quelle que soit la taille du ballon utilisée. Les avantages
de l’utilisation du «β-ballon » sont donc plus importants lorsque le modèle initial est de
moins bonne qualité c’est à dire moins proche de l’UFC.

Précision moyenne

Dans d’autres situations, il n’y a pas une seule cible et le modèle se doit donc d’être le plus
précis possible sur toute une plage de distance réduite. Il convient donc de définir une
précision « moyenne » sur la plage de distance réduite étudiée (3.18) :

δm
X =< δX >=

∑n
1 δX

n
(3.18)

Où X peut être l’impulsion ou la pression et n le nombre de relevés de X dans la plage de
distance étudiée. Étant donné que le plus gros β-ballon mesure 52cm de rayon, le premier
relevé de pression se fait à 0.6m et le dernier à 4.8m pour éviter les effets de la surface
absorbante à 5m qui peuvent se manifester par des valeurs de pression incohérentes avec
la propagation en champ libre. La figure 3.12 trace donc l’évolution des moyennes δm

p en
fonction de la taille du ballon β pour les deux maillages radial et cartésien.

L’allure générale des deux courbes est similaire, les faibles valeurs du paramètre β aug-
mentent la pression moyenne du modèle par rapport à celui utilisant l’équation d’état
JWL. Pour de plus grandes tailles de ballon, l’influence des premiers mètres, où la pres-
sion est très sous-estimée, est trop importante et le modèle perd en précision moyenne
vis-à-vis de l’UFC. La taille optimale du ballon se trouverait donc à β= 2 pour le maillage
radial et β= 5 pour le cartésien.
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(a) Maillage radial

(b) Maillage cartésien

FIGURE 3.11 – Distance critique dβ en fonction de la taille du ballon β. La zone hachurée est celle
pour laquelle la modélisation du ballon est plus précise que celle de JWL pour la pression et l’im-
pulsion.
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FIGURE 3.12 – Moyenne des écarts, sur la pression, pour des distances réduites comprises entre
0.6 et 4.8m.kg−1/3 pour toutes les tailles de ballon et les deux types de maillages considérés.
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FIGURE 3.13 – Moyenne des écarts, sur l’impulsion, pour des distances réduites comprises entre
0.6 et 4.8m.kg−1/3 pour toutes les tailles de ballon et les deux types de maillages considérés.

Dans le cas du maillage radial, la modélisation du «β-ballon » (β= 9 et β= 10) présente des
résultats plus éloignés de l’UFC 3-340-2 que celle où le JWL est utilisé comme équation
d’état pour les produits de détonation. Ce n’est pas le cas pour le maillage cartésien où
le modèle le moins précis est le « JWL ». De plus, ce dernier devient plus précis que le
maillage radial pour β > 3 alors qu’il l’est moins initialement. Ainsi, cette modélisation
par β-ballon semble, encore une fois, bénéficier d’avantage au modèle où le maillage est
cartésien.

Si le modèle du β-ballon semble apporter de la précision supplémentaire, la plage de va-
riation reste relativement faible (environ 5%). La figure 3.13 correspond à la figure 3.12
pour l’impulsion.

La différence avec la figure δm
P est que c’est la valeur absolue de δm

I qui est tracée pour
prendre en compte les premiers décimètres de la propagation de l’onde où les modèles
de ballon surestiment considérablement l’impulsion donnée par l’UFC 3-340-2.

Les différences avec l’UFC 3-340-2 des deux maillages semblent converger vers 34% lorsque
β augmente. Des conclusions similaires à celle de la figure 3.12 peuvent être tirées. Il sem-
blerait, en effet, que le modèle du β-ballon corrige les défauts engendrés par le maillage
cartésien et que les imprécisions du champ proche ont un poids non négligeable dans les
résultats du maillage radial pour β> 3.

Il est important de noter que la plage de variation de l’écart moyen sur l’impulsion en
fonction de la taille du ballon est relativement faible pour le maillage radial (environ 3 à
4%). Ainsi, du point de vue d’un bureau d’étude, l’utilisation de la modélisation de type
«β-ballon » sur un maillage radial n’apporte, pour le calcul de l’impulsion, ni avantage ni
inconvénient. En revanche, sur un maillage cartésien le gain est plus important (entre 7
et 8%).
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3.2.5 Discussion

La motivation première de l’utilisation du modèle du β-ballon vis-à-vis de celui où l’équa-
tion JWL décrit la détente des produits de détonation est de diminuer les pertes énergé-
tiques dues à la dissipation numérique. Ce gain de conservation énergétique doit, théo-
riquement, expliquer les gains en précision observés en champ « lointain » sur les pics de
surpression (figure 3.6a). De plus, il est pertinent de considérer un "état détoné moyen"
afin de bénéficier d’un pas de temps plus important et donc d’un calcul plus court.

Conservation de l’énergie totale

L’algorithme mixte, éléments / volumes finis, résout la conservation de l’énergie et de la
masse au centre des éléments. En revanche, la conservation de la quantité de mouve-
ment est résolue aux nœuds du maillage. Cette particularité ne permet pas la conserva-
tion de l’énergie totale. Afin d’évaluer cette perte, la figure 3.14 trace l’énergie en fonction
du temps (de 0 à 9ms) pour toutes les valeurs de β considérées. La suite de la simulation
n’est pas montrée car l’onde sort du domaine de calcul et par conséquent l’énergie chute
de manière logique.

Sur les deux maillages, le modèle JWL présente une perte d’énergie plus importante que
pour le ballon standard (β= 1). Les résultats attendus sont observés. Lorsque β augmente,
la perte d’énergie diminue, la différence se faisant surtout lors de la première milliseconde
de propagation. La viscosité artificielle étant directement liée à l’amplitude des gradients
de pression, d’énergie et de masse volumique, il semble cohérent qu’elle soit plus impor-
tante lorsque ces derniers sont importants, c’est-à-dire en champ proche.

Sur la figure 3.14a, la différence d’énergie initiale entre les modèles s’explique par la forme
du maillage radial. En effet, la figure 3.15 montre l’extrémité du maillage pour quatre
tailles de ballon et il est possible d’observer une différence notable, entre les aires des
surfaces absorbantes (en rouge) (notamment pour β= 1 et β= 2). Cette différence est due
au nombre de mailles sur le périmètre du ballon qui doit être égal à celui sur le périmètre
extérieur du domaine de calcul afin d’assurer une progression régulière. Il est à noter que
la taille de maille dans la direction de propagation n’est pas affectée par ce phénomène.

Or, les éléments finis constituant la surface absorbante possèdent une énergie volumique
négative de eABS = -0.25 MJ.m−3. Aucune documentation n’a été trouvée sur ces éléments
absorbants, un cas test d’une seule maille a donc été réalisé pour s’assurer de cette énergie
négative. Il est donc normal que, si la surface absorbante est plus importante, l’énergie
totale du modèle soit plus faible.

La faible différence visible sur les énergies initiales du maillage cartésien provient de
la différence du volume d’air. En effet, le volume total de la simulation reste constant
tout comme l’énergie de l’explosif, donc, si le volume du ballon augmente (à énergie
constante), celui de l’air diminue et par conséquent l’énergie initiale est légèrement plus
faible pour le ballon à β= 10 par rapport à celui à β= 1.
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(a) Maillage radial

(b) Maillage cartésien

FIGURE 3.14 – Évolution de l’énergie totale dans le modèle numérique en fonction du temps pour
différentes tailles de ballon (Maillage radial 3.14a et cartésien 3.14b).
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FIGURE 3.15 – Extrémité du maillage radial pour quatre tailles de ballon différentes. Les mailles
en rouge sont celles de la surface absorbante, l’aire totale de la surface absorbante varie en même
temps que β

Temps de calcul

Le modèle du β-ballon permet donc une meilleure conservation de l’énergie totale au
cours du calcul et par conséquent une meilleure précision en champ « lointain ». Dans le
but de trouver un équilibre entre précision et temps de calcul, il faut s’assurer que ces
modèles ne demandent pas beaucoup plus de ressource de calcul (temps CPU, mémoire,
etc.) pour aboutir. Pour cela, la première chose à faire est de comparer l’évolution du pas
de temps au cours du temps pour différentes tailles de ballon. Le code de calcul Radioss,
comme dans la plupart des codes de calculs numériques impose que le pas de temps res-
pecte la condition de Courant Fredrich Lewy (CFL) détaillée au chapitre 1.6. Pour rappel,
cette condition impose un pas de temps inférieur au temps mis par l’onde pour traverser
la plus petite maille, mathématiquement défini par l’équation 3.19.

∆t = k
∆l

c + v −w
(3.19)

Avec :

— ∆t le pas de temps,

— ∆l la taille d’une maille,

— v la vitesse matérielle,

— w la vitesse du maillage ALE,

— k un coefficient de CFL < 1.

c la vitesse du son est définie par la relation 3.20

c =
√
∂P

∂ρ

∣∣∣
S

(3.20)

avec :
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— ρ la masse volumique,

— P la pression.

La figure 3.16 trace l’évolution du pas de temps d t pour deux tailles extrêmes du ballon
considérées dans l’étude β= 1 et β= 10 afin de mieux mettre en évidence les différences.

Initialement, le pas de temps du ballon où β = 10 est inférieur à celui du ballon où β = 1
et la tendance s’inverse après quelques millisecondes de propagation. En effet, la pres-
sion est plus importante dans le petit ballon, donc la vitesse du son l’est également et, par
conséquent, le pas de temps est plus faible. Les niveaux de pression plus élevés observés
pour de β-ballons à des distances supérieures à 1.5m.kg−1/3 (voir figure 3.6a) font dimi-
nuer le pas de temps par rapport aux petits ballons après quelques millisecondes. Cette
deuxième phase dure plus longtemps que la première et donc le pas de temps moyen du
modèle où β= 10 est plus petit que celui où β= 1 (courbes en pointillé sur la figure 3.16).
Entre les deux modèles de ballon (β= 1 et β= 10) le maillage est strictement identique s’il
est cartésien. En revanche, il est légèrement modifié s’il est radial. Ainsi, la taille de maille
est plus petite à l’intérieur du ballon, ce qui est explique la différence plus importante
pour le maillage radial.

La condition de CFL est une condition nécessaire mais non suffisante, par conséquent le
coefficient k dans la relation (3.19) est renseigné par l’utilisateur et doit être inférieur à 1.
Dans les comparaisons effectuées jusqu’ici, il a été fixé à k = 0.1 pour assurer la stabilité
de tous les modèles. Cependant, étant donné que les gradients sont moins importants
sur les β-ballons, la stabilité est plus facilement atteignable et par conséquent le facteur k
peut être augmenté. Les calculs ont donc été relancés pour des valeurs de k allant de 0.1 à
0.9 par palier de 0.2. Il se trouve que tous les calculs avec le maillage cartésien sont stables
pour un coefficient de 0.9, ce qui est dû à la régularité du maillage. À l’inverse, seuls les
modèles où β = 5 à 10 convergent si k est supérieur à 0.7 et que le maillage est radial.
La figure 3.17 montre donc la moyenne du pas de temps en fonction de β en prenant en
compte le coefficient k maximum assurant la convergence.

Avec le maillage cartésien, le gain est plus significatif sur la précision, mais il se fait au prix
d’un temps de calcul presque deux fois plus long. En revanche, pour le maillage radial,
non seulement les modèles avec des β élevés permettent une meilleure précision sur le
pic de pression, en champ lointain, mais ils permettent également de diminuer le temps
de calcul d’un facteur 8.
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(a) Maillage radial

(b) Maillage cartésien

FIGURE 3.16 – Évolution du pas de temps en fonction du temps pour deux tailles de rayon de ballon
(β= 1 et β= 10). Maillage radial 3.16a et cartésien 3.16b.
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FIGURE 3.17 – Évolution de la moyenne du pas de temps en fonction de la taille du ballon et de la
géométrie du maillage (cartésienne ou radiale).
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3.3 Influence de la taille de maille

La longueur d’onde d’une onde souffle est définie comme la longueur de sa phase po-
sitive (durée de cette phase multipliée par la célérité de l’onde) et est donnée dans diffé-
rentes références (UFC 3-340-2 [1], Kinney-Grahamn [34] etc.). Afin de bien décrire numé-
riquement le signal, il convient d’avoir au minimum 5 à 10 éléments dans cette longueur
d’onde. Or elle est très petite lors des premiers instants de l’explosion d’après les abaques
[1] et donc le pas de maillage doit également être petit. L’utilisation d’un β-ballon et donc
la non-prise en compte de la propagation en champ proche devrait permettre d’augmen-
ter la taille de maille tout en conservant l’exigence des 5 à 10 éléments dans la longueur
de la phase positive. Ainsi les calculs précédents sont repris avec des tailles de mailles
réduites de 1cm.kg−1/3 à 15 cm.kg−1/3. De plus, l’augmentation de la taille des éléments
va entraîner, de facto, une augmentation de la viscosité artificielle, et par conséquent, un
bénéfice accru du β-ballon, censé pallier ce problème. Cependant, à taille de ballon égale,
la précision sera moins bonne et la forme de l’onde va également être modifiée à cause
de l’amortissement numérique plus important pour les grandes tailles d’éléments. Les fi-
gures 3.18 montrent en particulier l’évolution du profil de pression en fonction du temps
à Z = 3m.kg−1/3 pour toutes les tailles de mailles réduites étudiées sur le maillage radial.

L’augmentation de la viscosité artificielle via celle de la taille de maille va aplanir l’onde
de souffle. Le pic de surpression va donc être diminué, ce qui réduit la précision du cal-
cul numérique, ce qui est attendu. Cependant, le front de montée en pression n’est plus
raide, et l’aire sous la courbe de pression (c’est-à-dire l’impulsion) est augmentée ce qui
augmente, théoriquement la précision du calcul numérique. Dans notre cas, cette aug-
mentation est, cependant, totalement artificielle. En effet, si la forme de l’onde change, le
chargement varie également. Or une pente moins raide, à pression et impulsion équiva-
lente, sera moins pénalisante pour la structure. Donc l’impulsion ne peut pas être consi-
dérée comme une mesure fiable de la précision du calcul numérique pour la sensibilité
au pas de maillage. C’est pourquoi seuls les graphiques de surpression maximum sont
montrés dans la suite.

La diminution de la taille de maille entraîne l’augmentation de la mémoire nécessaire
pour mailler le modèle ainsi que le temps de calcul. Sur le maillage cartésien, ce dernier
est trop important pour une taille d’éléments de 1mm. Donc, la taille de maille la plus
petite sera de 2mm sur cette forme de maillage.

La première donnée relevée est la distance critique à laquelle la modélisation du «β-
ballon » devient plus précise que celle où l’équation d’état JWL est utilisée pour décrire
la détente des produits de détonation. Cette distance, notée dβ précédemment, évolue
avec la taille de maille réduite (figure 3.19).
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(a) Enregistrement sur la durée totale de l’onde de choc.

(b) Zoom sur le front de montée

FIGURE 3.18 – Profil temporel de pression à Z = 3m.kg−1/3 pour cinq tailles de mailles réduites
différentes et β= 1
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(a) Maillage radial

(b) Maillage cartésien

FIGURE 3.19 – Évolution de la distance critique dβ en fonction du rayon du ballon β et de la taille
de maille réduite. Maillage radial 3.19a et cartésien 3.19b
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Tous les couples (distance réduite-β) au-dessus des courbes représentant dβ sont plus
précis que la modélisation par le modèle JWL à distance réduite équivalente. Ils corres-
pondent à la zone hachurée présentée pour dx = 5 mm.kg−1/3 aux figures 3.11a et 3.11b.
Les graphiques spécifiques à chaque taille de maille sont présentés en annexe C.2. Sur le
maillage radial, la courbe dx = 1mm.kg−1/3 n’est composée que d’un seul point car seul
le ballon de taille équivalent à l’explosif initial est plus précis que le modèle JWL quelle
que soit la distance réduite. Le même phénomène est observé pour les ballons de β = 8
à β = 10 pour la taille de maille de 2mm.kg−1/3. À l’opposé, pour de grosses tailles d’élé-
ments (15mm.kg−1/3), tous les ballons de β= 1 à β= 7 sont plus précis que le modèle JWL
quelle que soit la distance réduite. Ainsi, le β-ballon présente assez peu de bénéfices pour
les petites tailles de mailles, mais il est plus précis sur une plage de distance beaucoup
plus importante si le maillage est plus grossier.

De plus, il semblerait exister une taille de maille en dessous de laquelle le modèle du bal-
lon ne présente pas ou peu d’intérêt. Cette dernière serait alors intrinsèquement liée à
la taille du ballon et à la géométrie du maillage. Sur le modèle radial, cette taille d’élé-
ment « critique » est observée entre 1 et 2mm.kg−1/3 pour les ballons de β< 8 et entre 2 et
5mm.kg−1/3 pour ceux supérieurs à 8 fois le rayon initial de la charge.

Les résultats sur le maillage cartésien sont similaires, c’est-à-dire que pour une taille de
ballon donnée, la distance critique diminue si la taille de maille augmente. Encore une
fois, le «β-ballon » bénéficie plus aux modèles les moins précis, ici ceux avec une taille de
maille plus grossière. Une autre ressemblance est l’orientation des courbes bien parallèle
(comme celle de dx = 15, 10 et 5mm.kg−1/3 sur l’autre maillage).

Il convient aussi de s’intéresser à la précision moyenne des modèles de ballon, la figure
3.20 montre donc l’évolution de l’écart moyen avec l’UFC δP en fonction de la taille d’élé-
ment et de celle du ballon. Les zones les plus précises sont affichées en rouge foncé, et les
moins proches de la référence en bleu.

Les deux graphiques affichent une cohérence jugée satisfaisante, notamment pour les
zones donnant une suppression éloignée de celle de l’UFC 3-340-2 qui sont rassemblées
en haut à gauche, pour des petits ballons et de grandes mailles. De plus, le gradient de
couleur est essentiellement vertical dans les deux cas, ce qui indique une plus grande
sensibilité de la réponse à la taille de maille par rapport à la taille du ballon.

La notion de taille de ballon idéale évoquée dans le paragraphe 3.2.4 est toujours pré-
sente. Il est possible de l’observer en suivant l’horizontale correspondant à une taille de
maille ou en cherchant les maxima des courbes isovaleurs (en pointillé) qui donnent la
taille de ballon permettant le maillage le plus grossier sans perdre de précision. Plus le pas
de maillage augmente, plus la taille du ballon assurant la meilleure précision moyenne
augmente. En effet, plus la taille de maille augmente plus la viscosité artificielle est im-
portante et il faut donc un plus β-ballon pour compenser les pertes d’énergie liées à cette
taille de maille.

De plus, la valeur du maximum des courbes traçant les isovaleurs de δ croît très rapide-
ment à mesure que la précision recherchée diminue (c’est-à-dire à mesure que les cou-
leurs tendent vers le bleu). Cela indique qu’il est possible d’augmenter la taille de maille
de manière très significative en utilisant un β-ballon, pour modéliser la détente des pro-
duits de détonation, si l’écart initial avec l’UFC est important.

Par exemple, si l’on suit la courbe des isovaleurs partant de la taille de maille utilisée dans
le paragraphe 3.2.4 (dx = 5m.kg−1/3) sur le maillage radial, il est possible d’augmenter la
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(a) Maillage radial

(b) Maillage cartésien

FIGURE 3.20 – Évolution de l’écart avec l’UFC en fonction de la taille du ballon (abscisses) et de la
taille de maille (ordonnées) pour le maillage radial 3.20a et cartésien 3.20b
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taille de maille réduite à, environ, 12m.kg−1/3 sans perdre la précision de 32% vis-à-vis
de l’UFC. Si l’on fait le même exercice sur le maillage cartésien, le gain est encore plus
impressionnant, la courbe sort du graphique qui est limité à dx = 15m.kg−1/3, et donc la
taille de maille maximum est supérieure à trois fois celle nécessaire pour le modèle JWL
pour une précision équivalente (environ 35%).

L’augmentation de la taille de maille se traduit directement par une diminution du temps
de calcul et de post-traitement à précision équivalente par rapport au modèle JWL ou au
ballon de β = 1 décrit par Brode ou Blanc. La mesure effectuée sur les modèles réalisés à
5 et 10m.kg−1/3 estime le gain à 80% du temps de calcul. Une deuxième façon de voir les
choses est qu’il est possible de gagner 4% de précision sur le pic de pression en utilisant
un β-ballon de rayon deux fois plus gros et en conservant le maillage initial de 5m.kg−1/3,
cet aspect a déjà été évoqué dans le paragraphe 3.2.4.
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3.4 Conclusion

Il n’est pas envisageable, à l’échelle d’un bureau d’étude structure et en s’appuyant sur
des codes commerciaux, de chercher à reproduire fidèlement la détonation d’une charge
explosive incluant les effets en champ proche. En effet, le nombre de mailles nécessaires
pour obtenir les valeurs de pression et de vitesse de Chapman-Jouguet dans l’explosif ne
permet pas de réaliser le dimensionnement d’une structure en béton armé dans un délai
acceptable, pour un client ou un chef de projet. De plus, les réactions chimiques se pro-
duisant à l’intérieur de la boule de feu ne peuvent pas être modélisées fidèlement à l’aide
des outils numériques commerciaux actuels. Par conséquent, une méthode négligeant le
champ proche a été proposée et évaluée dans ce chapitre : le «β-ballon ». Basée sur la
modélisation du ballon de Brode, cette méthode consiste à considérer un « état détoné
moyen » quelques instants après la détonation en augmentant le rayon du ballon conte-
nant les produits de détonation. L’équation d’état des gaz parfaits est utilisée pour décrire
la détente des gaz contenus à l’intérieur.

Dans les modèle du β-ballon, l’énergie et la masse de l’explosif sont conservées, mais
réparties sur un volume plus important. Ceci explique que les gradients des grandeurs
thermodynamiques (pression, masse volumique, énergie) sont moins importants et, par
conséquent, justifie l’assimilation des produits de détonation à des gaz parfaits. Une autre
conséquence directe est la meilleure conservation de l’énergie au cours du calcul qui en
découle, elle permet d’obtenir des valeurs de surpression et d’impulsion en moyenne plus
conformes avec les valeurs expérimentales (tirées de l’UFC 3-340-2). Plus spécifiquement,
en champ proche de la charge le modèle du «β-ballon » sous-estime la référence, de ma-
nière croissante, à mesure que la taille du ballon augmente. Cependant, il existe une dis-
tance critique voisine de 1m.kg−1/3 à partir de laquelle cette nouvelle méthode devient
plus précise que la méthode initiale (utilisant l’équation d’état JWL). Au final, le gain en
précision vis-à-vis de l’UFC 3-340-2 à 5m.kg−1/3 est d’environ 10% pour la surpression et
l’impulsion pour la taille de maille de 5mm.kg−1/3 utilisée initialement.

L’étude de sensibilité à la taille de maille confirme cette tendance à la différence que la dis-
tance critique va dépendre du rayon du ballon et de la taille de maille. Cependant, cette
dernière a un effet direct sur la viscosité artificielle, si le maillage est suffisamment raffiné,
la viscosité et la perte d’énergie sont faibles et le modèle initial est précis. La modélisation
par JWL est alors plus précise que le «β-ballon », quelle que soit la distance à la charge ou
la taille du ballon considéré. Lorsque la taille de maille grossit, le «β-ballon » donne rapi-
dement des valeurs de surpression et d’impulsion plus proche de l’UFC 3-340-2. Le même
phénomène est observé sur les deux types de maillages étudiés (radial et cartésien).

Les deux géométries de maillages donnent qualitativement les mêmes résultats, cepen-
dant cette nouvelle méthode présente de plus grands bénéfices sur le maillage cartésien,
initialement moins précis. Ainsi, il est possible de conclure que le modèle du «β-ballon »
améliore la précision numérique d’autant plus que le modèle initial est peu précis.

À l’inverse, si l’on cherche à diminuer le temps de calcul à précision équivalente, les gains
sont plus spectaculaires. En effet, d’après la conclusion précédente, plus la taille de maille
va augmenter, plus le β-ballon sera bénéfique vis-à-vis de la modélisation par JWL. Il est
donc possible de multiplier la taille de maille par deux ou trois sans perdre de précision
et par conséquent de diminuer la durée du calcul de 80%.

Si ce chapitre se concentre sur les avantages du ballon vis-à-vis du modèle reposant sur
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l’utilisation de l’équation d’état JWL, classiquement utilisée dans le cadre d’une modéli-
sation numérique, par un algorithme mixte éléments/volumes finis, il serait intéressant
d’y ajouter une libération d’énergie continue pour simuler les réactions post-détonations
appelée « afterburning ». Cette méthode, présente dans la recherche depuis longtemps, se
développe dans les codes commerciaux mais elle n’est pas encore adaptée pour la modé-
lisation du ballon. De plus, les algorithmes mixtes ne sont pas les seuls capables de traiter
de la propagation aérienne d’une onde. La méthode des volumes finis est, elle, intrinsè-
quement conservative en énergie et présente de bien meilleurs résultats par rapport à
l’UFC 3-340-2. Cependant, elle n’est pas adaptée au calcul de structures et, au moment
de cette étude, ne pouvait pas être intégrée à un calcul complet de dimensionnement de
structures de génie civil.

Afin de pouvoir éventuellement utiliser les volumes finis, il est intéressant de regarder
l’importance de la prise en compte de l’interaction fluide structure pour le dimension-
nement final du bâtiment. En effet, si elle est négligeable il pourra être possible d’utiliser
directement une méthode conservative en énergie pour la modélisation de la propagation
d’une onde de souffle. Le calcul serait alors à la fois plus précis et plus rapide, le prochain
chapitre à donc pour but d’estimer les effets de l’interaction fluide structure dans le cas
d’une explosion aérienne sur un bâtiment, classique, en béton.
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Introduction

Dans le cas d’un chargement par onde de souffle, pour une structure donnée (maté-
riaux et géométrie), plusieurs cas dimensionnants sont alors à considérer en fonction
de l’intensité de la pression et de la durée de l’impulsion. Une approche méthodolo-
gique est donnée dans [1], elle se base sur un diagramme iso-dommage dans le plan
pression-impulsion (appelé aussi diagramme P-I). Pour construire ces courbes, les au-
teurs se basent sur l’étude analytique d’un système à un degré de liberté soumis à une
onde de souffle, méthode introduite par Biggs [2] en 1964. La méthode présentée, bien
que plus évoluée que les diagrammes P-I ou encore la méthode statique équivalente, ne
prend toutefois pas en compte l’interaction entre le fluide et la structure (nommée aussi
de manière abrégée « IFS » dans la suite du document). Or dans certains domaines de
pression et d’impulsion, la prise en compte de l’IFS permet de traiter des cas dimension-
nants bien plus réalistes. Cependant, le coût associé à cette prise en compte reste impor-
tant, notamment dans le cadre de la conception d’une structure en génie civil. Pour éva-
luer les effets de l’interaction fluide-structure, il demeure essentiel de s’intéresser à l’onde
de souffle arrivant depuis le milieu fluide. Elle aborde la structure qui offre un point d’ar-
rêt aux différents flux de masse, d’énergie et de quantité de mouvement. D’un point de
vue simplifié, selon le théorème de Bernoulli, la vitesse particulaire du fluide diminuant
fortement, la pression augmente lors du contact avec la structure.

La pression générée par une explosion sur un obstacle va ainsi augmenter significative-
ment (entre 2 et 17 fois selon le nombre de Mach de l’onde incidente) après que l’onde se
soit réfléchie sur la structure. L’onde repartant dans le sens inverse à la propagation inci-
dente est appelée onde réfléchie (voir la bibliographie dédiée au chapitre 1.4). Le charge-
ment appliqué par une onde de choc sur une structure est la pression réfléchie. Ce char-
gement détermine directement les déformations de la structure et donc son dimension-
nement pour un bâtiment donné. De manière analogue, le déplacement de la structure va
offrir plus d’espace à la propagation du fluide, ce qui affecte l’écoulement du fluide sur la
paroi et par conséquent la forme de l’onde réfléchie. Ce phénomène de couplage entre le
chargement et le déplacement est appelé « interaction fluide-structure ». Les effets princi-
paux de cette interaction sont : décharger la structure lorsqu’elle se déplace dans le sens
de l’onde incidente, et la charger lorsqu’elle se déplace en sens inverse [3]. La non prise
en compte de l’IFS peut donc amener, dans de rares situations, à sous dimensionner la
structure, ce qui pose un problème majeur pour la sécurité des biens et des personnes.
Cependant, dans la majorité des situations, l’IFS a un effet bénéfique pour la protection
des structures. C’est pourquoi elle a été utilisée pour concevoir des systèmes de protec-
tion appelés « systèmes sandwichs » [4], où :

— Une plaque légère subit le choc initial, sa masse étant faible elle va s’accélérer rapi-
dement et donc réduire rapidement l’impulsion transmise de l’air à la structure par
transfert d’énergie interne en énergie cinétique communiquée à la plaque,

— La plaque impacte une mousse en aluminium servant à dissiper une partie de l’éner-
gie restante par compaction, déformation ductile et rupture des parois des pores,

— La structure, à l’arrière de ce système sandwich, subit donc des effets de surpression
bien moins importants que si elle avait reçu le choc directement.

Que ce soit par l’utilisation de structures sandwichs ou pour optimiser les dimensionne-
ments dans la boucle de conception en génie civil, la prise en compte de l’IFS est une
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étape primordiale à la fois pour évaluer les effets réels des explosions sur les structures,
mais aussi pour dimensionner au plus juste les ouvrages afin d’optimiser les coûts finan-
ciers et l’impact écologique. Cependant, quelle que soit la méthode de couplage utilisée,
le calcul de l’IFS prend un temps considérable devant les autres étapes du calcul numé-
rique en schéma explicite. Pour bien en comprendre la raison, il faut se reporter aux no-
tions exposées dans le chapitre 1.6.2 sur les méthodes numériques en schéma explicite
où la notion de pas de temps a été détaillée et dont la stabilité du calcul dépend via la
condition de CFL. La première raison est que chaque méthode de couplage entraîne des
contraintes particulières sur le temps de calcul global, cette notion sera développée dans
la suite de ce paragraphe. La seconde raison est que pour toutes les méthodes, le calcul
du pas de temps est fait, pour chacune des mailles, selon la formule (1.38) présentée au
chapitre 1.6.2 et rappelée ici (relation (4.1).

∆t ≤ ∆l

c + v −w
(4.1)

Avec :

— ∆t le pas de temps,

— ∆l la taille d’une maille,

— v la vitesse matérielle,

— w la vitesse du maillage,

— k le coefficient de CFL < 1.

Ensuite, le plus petit pas de temps calculé, sur toutes les mailles, est appliqué à l’ensemble
du modèle. Ainsi, pour une maille de fluide (approche eulérienne) notée avec l’indice
f et une maille de structure (acier) (approche lagrangienne) notée avec l’indice s, une
estimation du pas de temps peut être faite grâce aux équations suivantes ((4.2) et (4.3)),
où la vitesse de l’onde de souffle et la vitesse de l’onde de choc engendrée dans la structure
sont respectivement voisines de 500 m.s−1 et 5000 m.s−1 :

∆t f = k
∆l

c f + v f
= k

∆l

500+250
= k

∆l

750
(4.2)

∆ts = k
∆l

cs + vs
= k

∆l

5000+50−50
= k

∆l

5000
(4.3)

Le pas de temps calculé pour la maille de structure est presque 10 fois plus faible que le
pas de temps de la maille de fluide, donc le calcul dans le fluide est effectué avec un pas
de temps 10 fois inférieur à celui nécessaire. Ainsi, ne pas coupler le fluide et la structure
permettrait d’effectuer un premier calcul en phase gaz (de préférence par la méthode des
volumes finis, encore appelée CFD pour « Computational Fluid Dynamics ») avec l’hypo-
thèse d’un mur rigide, indéformable et présentant un pas de temps élevé donc un temps
de calcul court. La pression réfléchie sur ce mur rigide est recueillie puis introduite en
condition d’entrée d’un second calcul utilisant la méthode des éléments finis en schéma
explicite, présentée dans le chapitre 1. De plus, il existe également des avantages pra-
tiques pour l’ingénieur, plus difficilement quantifiables, par exemple :

— Il est fréquent de changer l’épaisseur des murs ou les quantités de ferraillages au
cours du projet. Sans IFS, il est possible d’itérer sur la structure uniquement, sans
devoir recalculer le chargement qui n’a pas changé.
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— Les modèles ainsi séparés sont moins volumineux et donc plus faciles à charger
pour un ordinateur. Les post-traitements se font beaucoup plus facilement, notam-
ment ceux de la structure qui demandent beaucoup de mémoire pour réaliser l’en-
veloppe des déplacements, des déformations et des contraintes pour chaque pas de
temps, ou bien d’afficher toutes les déformations plastiques des aciers.

— Les calculs en CFD et en EF reposent respectivement sur des approches en méca-
nique des fluides et des solides. Ils seront souvent traités par des ingénieurs dédiés.

L’estimation du gain de temps en négligeant l’IFS, réalisée sur un calcul en « condition
réelle », est d’environ 50%. Cependant, les déplacements de la structure ne seront pas
estimés au plus juste. Le bâtiment sera donc surdimensionné au préjudice de l’aspect
économique et environnemental.

Les objectifs de ce chapitre sont donc de :

— Poser les concepts élémentaires visant à compléter les approches analytiques de
type Single Degree of Freedom (SDOF) (voir paragraphe 4.2) ou sans couplage, en y
intégrant les effets de l’interaction fluide-structure,

— Quantifier les effets de l’interaction fluide-structure dans différents scénarii bien
identifiés,

— Déterminer quels paramètres ou quel jeu de paramètres (pression, impulsion, rai-
deur et/ou masse de la structure) influencent le plus le dimensionnement en Génie
Civil (GC) lors de la prise en compte des effets de l’IFS.

Afin d’établir le pré dimensionnement d’une structure de GC, l’enjeu consiste à répondre
à des scénarii probables plutôt qu’à une menace exacte. Les grandeurs privilégiées pour
définir la menace seront l’équivalent TNT et la distance à la charge, et le déplacement
maximum pour la caractérisation de la réponse de la structure impactée. Si ce n’est pas
une estimation précise du dimensionnement de la structure, elle a le mérite d’être indé-
pendante du type de bâtiment (béton armé ou charpente métallique) et elle s’applique
parfaitement à des structures simplifiées comme des ressorts ou des pistons. L’écart entre
deux calculs avec et sans IFS est noté ∆IFS et est défini selon la relation (4.4) :

∆IFS = dmax(sans IFS)−dmax(avec IFS)

dmax(avec IFS)
(4.4)

Une première partie est consacrée à l’étude bibliographique spécifique à l’interaction
fluide-structure. Plus précisément, des travaux analytiques sur les structures sandwichs
seront abordés avant de s’intéresser aux aspects plus numériques sur les différentes fa-
çons de réaliser l’interaction fluide-structure dans les logiciels de calcul commerciaux
disponibles. Les avantages et inconvénients spécifiques à chaque méthode seront trai-
tés afin de comprendre les limites des modèles actuels. L’étude bibliographique montrera
également qu’à ce jour, il n’y a pas de consensus sur le (ou les) paramètre(s) qui influe(nt)
principalement sur l’IFS.

Dans la continuité des études précédentes, le code de calcul numérique utilisé pour cette
étude est Radioss v2019. Malheureusement il ne possède pas la capacité d’enregistrer la
pression sur une surface 2D, composée de plusieurs éléments, au cours du temps. Une
demande a été faite dans ce sens au support de développement qui travaille actuellement
sur la mise en place de cette fonctionalité. La deuxième partie est donc consacrée à la
simplification du problème en une situation à une seule dimension. Pour cela, la struc-
ture en béton armé est assimilée à un ressort à un degré de liberté (1DDL ou « SDOF »
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pour « Single Degree Of Freedom »). Les caractéristiques (raideur, masse et limite élas-
tique) du ressort seront calculées afin de représenter au mieux trois voiles classiques en
béton armé. Le chargement sera appliqué uniformément sur ce ressort afin de conser-
ver l’uni-dimension. Dans tout ce chapitre, les termes « mur » et « voile » seront utilisés de
manière indifférente afin de désigner une paroi verticale en béton armé.

Ensuite, le chargement sera simplifié pour ressembler à un profil temporel de pression
comportant une phase de plateau (état d’Hugoniot) maintenue pendant une certaine
durée (chargement de type « choc »). Ainsi, en se basant sur les relations de Rankine-
Hugoniot (1.8), (1.7) et 1.6 présentées dans le chapitre 1 et 2, il est possible d’obtenir
une équation analytique pour la pression réfléchie appliquée sur une plaque en mouve-
ment, à partir de l’hypothèse d’un gaz parfait. Cette formulation sera utilisée pour réaliser
une étude analytique du ressort soumis à un choc avec et sans IFS, ce qui apportera une
meilleure compréhension des phénomènes physiques mis en jeu et une première estima-
tion des effets de l’IFS.

Enfin, dans une dernière partie, les effets de l’interaction fluide-structure seront étudiés
grâce à des modèles numériques. En effet, la modélisation numérique est l’outil le plus
utilisé pour dimensionner des structures soumises aux effets des explosions. De plus, le
calcul numérique permet de traiter des situations non solvables analytiquement (struc-
ture non-linéaire, sollicitation de type « blast » etc.).

Plusieurs modèles numériques sont étudiés :

— Chargement maintenu de type « choc » ; chargement réel de type onde de souffle ou
« blast », pour plus de détail voir 2,

— Structure linéaire ou élastoplastique,

— Modèle avec et sans IFS.

Une étude paramétrique sur le chargement et sur les différents paramètres de la struc-
ture béton (épaisseur, armature etc.) est effectuée afin d’obtenir une base de données
conséquente de ∆IFS en fonction de paramètres pertinents (raideur, masse, impulsion,
etc.). Dans un premier temps, les résultats analytiques du paragraphe 3 seront simulés
afin de s’assurer de la pertinence de l’étude. Puis une analyse dimensionnelle est réalisée
afin d’étendre les résultats aux cas qui ne peuvent pas être traités analytiquement (char-
gements de type onde de souffle, appelés aussi chargement de type « blast », structure
non-linéaire). Les paramètres adimensionnels qui jouent un rôle important dans l’IFS
seront mis en évidence. Leur influence et éventuel domaine de validité seront explorés
grâce aux différents calculs paramétriques et trois murs (fin, moyen épais) présentés pré-
cédemment.
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4.1 Rappel bibliographique

4.1.1 Modèle d’interaction linéaire

Dès le début des années 1960, Taylor a proposé un modèle d’interaction fluide-structure.
Pour cela, il a entrepris une description lagrangienne pour la structure et eulérienne pour
le fluide. Plusieurs hypothèses simplificatrices ont été réalisées afin de mener à bien le
calcul :

1. La paroi n’est retenue par aucun support,

2. La superposition des ondes de choc est linéaire,

3. le fluide est considéré comme incompressible.

Son travail applicable à des petites explosions sous-marines a permis de mieux com-
prendre la physique de l’interaction fluide-structure. Il a montré que le mouvement de
la paroi à l’extrémité de la partie fluide réduit l’impulsion transmise du fluide à la paroi.
Il a même été plus loin en prouvant que, pour une même explosion et à une même dis-
tance, l’impulsion transmise à la structure était moins importante pour une plaque fine
que pour une structure massive. Pour des ondes composées d’un front de montée raide
et suivies d’une détente en décroissance exponentielle ressemblant au profil de Friedlan-
der présenté au chapitre 1, relation (1.9), l’IFS a un effet positif pour le dimensionnement
et est caractérisée par un paramètre adimensionnel β0 représentant le rapport des temps
caractéristiques de l’onde de souffle et de l’IFS (4.6).

p(t ) = pse−t/ti (4.5)

β0 = ti

t0
(4.6)

t0 =
ρp hp

ρ0a0
(4.7)

Et :

— p(t ) la surpression en fonction du temps,

— ti la constante de temps de Friedlander. Plus précisément, c’est le temps pour lequel
la pression est divisée par e = 2.71,

— ρp la masse surfacique de la plaque,

— ρ0 la masse volumique du milieu fluide,

— hp l’épaisseur de la paroi,

— a0 la vitesse du son dans le milieu fluide.

β0 peut être perçu, physiquement, comme l’inertie relative du volume de gaz sur l’inertie
de la plaque. Le rapport de l’impulsion transmise à la plaque, Ip , sur l’impulsion de l’onde
incidente Ii vaut :

Ip

Ii
= 2ββ0/(1−β0)

0 (4.8)

L’équation (4.8) décrit quantitativement l’impulsion transmise par une onde linéaire à
une structure. Ainsi, pour une structure ayant une masse extrêmement élevée, β0 ap-
proche 0 et le rapport des impulsions de l’équation (4.8) s’approche de deux; c’est-à-dire
la valeur pour la réflexion d’une onde linéaire sur une structure rigide et indéformable
(voir chapitre 1). A l’opposé, quand la structure est très légère, la plaque est accélérée très
vite et β0 tend vers l’infini et l’impulsion transmise s’approche de 0.
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4.1.2 Modèle d’interaction non-linéaire

Si le travail de Taylor a été reconnu comme fondateur et a eu des applications concrètes
[5, 6, 7, 8, 9], les hypothèses sont trop fortes pour pouvoir appliquer cette démarche à
des scénarii d’explosions d’origines accidentelles ou criminelles. En effet, même pour de
faibles surpressions, la nécessité de prendre en compte la compressibilité du milieu pour
permettre l’étude d’explosions aériennes a été reconnue [10, 6, 11]. Toutes les hypothèses
de Taylor sont alors mises en défaut lors de l’étude d’une structure réelle soumise à une
onde de surpression dans l’air.

1. Le mouvement de la paroi ne dépend pas que de son inertie, mais également de sa
raideur.

2. L’onde réfléchie dépend non-linéairement de la pression incidente quand la sur-
pression augmente. Plus d’information sur ce phénomène est disponible au cha-
pitre 1.4.1.

3. L’air est très compressible.

C’est seulement grâce au travail de Kambouchev et al. [12, 13, 14] qu’une avancée signifi-
cative a été observée. En effet, dans leurs travaux publiés dans la fin des années 2000, les
auteurs étendent l’étude de Taylor au cas de superpositions d’ondes non-linéaires où la
compressibilité du fluide est prise en compte. La pression réfléchie, et donc le chargement
sur la structure, vont alors être fortement modifiés du fait de l’augmentation non-linéaire
de la pression avec l’intensité de l’onde incidente. Par conséquent, l’interaction entre
l’onde réfléchie et la structure va également être significativement modifiée. La structure
considérée, en revanche, est toujours une plaque non retenue où seul le terme inertiel
intervient dans les calculs du mouvement.

Le paramètre de Taylor β0 est modifié en considérant un cas plus réel d’explosion aé-
rienne. Une expression analytique de ce nouveau paramètre est dérivée pour des plaques
très lourdes et très légères, en revanche, aucune solution n’est trouvée dans les domaines
intermédiaires. Pour remédier à ce problème, Kambouchev a poursuivi son travail en pro-
posant une méthode d’intégration numérique basée sur l’approche de Von Neumann et
Ritchmeyer [15]. Ainsi l’évaluation de l’IFS est réalisée dans le cas d’une plaque non sup-
portée et de masse arbitraire, soumise à une onde de choc ayant une décroissance expo-
nentielle (l’onde de type « blast » présentée au chapitre 2) dans un fluide compressible.

Suite à ces développements, les études sur les structures sandwichs ont été poursuivies
par plusieurs auteurs et ont montré que la réduction de l’impulsion transmise est plus
faible dans l’air que dans l’eau, mais qu’elle restait significative pour des surpressions très
longues ou très intenses [16, 17, 8, 18]. La limite commune à toutes ces applications aux
structures sandwichs est l’absence de prise en compte de la raideur dans les équations
du mouvement de la structure. Dans le cas d’une plaque fine en acier en appui simple,
cette simplification peut être cohérente. En revanche, dans le cas du dimensionnement
d’un mur en béton armé, la raideur joue un rôle primordial dans la déformation du mur
et donc dans son interaction avec l’onde réfléchie.

Des travaux ont donc été menés pour quantifier les effets de l’interaction fluide-structure
pour des structures de raideur non négligeable. Les modèles précédents ont donc été re-
pris et adaptés à des structures où la raideur joue un rôle important dans la réponse de la
structure [3, 19, 20]. Pour cela, le modèle le plus répandu est celui du piston 4.1, la forme
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FIGURE 4.1 – Modélisation d’une structure par piston équivalent

de l’onde incidente P(t ) variant selon les études et les auteurs (triangulaire, exponentielle
ou créneau).

Ainsi, en accord avec la théorie de Taylor et Kambouchev, il a été prouvé, par la majorité
des auteurs, que plus la structure est souple et légère, plus les effets de l’IFS sont impor-
tants. Cependant, Yuan et Tan [19] trouvent que les effets de l’IFS sont plus importants
pour les structures rigides et légères, sans pour autant apporter une explication claire sur
la cause de leurs conclusions. Les travaux sur le sujet ne s’accordent pas non plus sur les
paramètres qui influent principalement sur l’interaction fluide-structure. Pour Subrama-
niam [3], c’est le rapport de la vitesse d’écoulement de l’air sur la vitesse de la structure.
Pour Gauch [20] c’est, dans un premier temps, le rapport de la période propre de la struc-
ture sur la durée de la phase positive de l’onde, puis le ratio des impédances de l’air et de la
structure. Les paramètres de Gauch et Subramaniam sont cohérents avec les conclusions
des travaux précédents sur le rôle joué par la masse de la structure. En effet, la vitesse de
la structure peut être écrite : vs = iωx. Alors, si la masse diminue, la pulsation propre de

la paroi ω=
√

K
M augmente. Donc, à sollicitation équivalente :

— le ratio des vitesses du fluide et de la structure diminue,

— le ratio du temps de maintien de la phase positive sur la période propre de la struc-
ture diminue.

D’après les travaux de Gauch et Subramaniam, la diminution de ces ratios entraîne une
augmentation des effets de l’IFS. Cette approche valide également les conclusions de
Yuan, car diminuer la masse ou augmenter la raideur induit la même conséquence sur
la pulsation propre de la structure. Cependant, changer la masse et/ou la raideur va éga-
lement modifier l’amortissement critique de la structure (amortissement pour lequel les
oscillations de la masse passent de périodiques à apériodiques) et par conséquent son
déplacement. Aucune étude n’a été trouvée sur l’influence de l’amortissement de la struc-
ture sur l’interaction fluide-structure. Les deux seuls consensus sont donc :

1. Les déplacements de la structure sont surestimés si l’interaction fluide-structure
n’est pas considérée,

2. Les structures légères augmentent les effets de l’IFS.

L’importance de ce déplacement supplémentaire ou les paramètres les plus influents sont
encore sujets à recherches et à débats. D’un point de vue pratique, Borvik [21] a comparé
des modèles numériques avec et sans IFS avec des résultats expérimentaux sur conte-
neur. Il a montré que le modèle sans IFS est plus en accord avec les déplacements réels
du conteneur étudié par rapport au modèle couplé fluide-structure. Il explique cela par
une mauvaise simulation de l’onde incidente. En effet, l’onde de choc va s’atténuer lors
de sa propagation (dû à la diffusion numérique, voir chapitre 3) entre la source et la cible.
Par conséquent, le chargement sur le conteneur sera atténué par rapport à la réalité. Cette
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diminution sera compensée par la non prise en compte de l’IFS, qui surestime le dépla-
cement, dans le modèle non couplé. Ainsi il donnera des résultats plus en accord avec les
relevés expérimentaux par rapport au modèle couplé. Cependant, si le chargement était
parfaitement représenté, le modèle avec IFS serait plus précis. Malgré ce résultat, la ten-
dance aujourd’hui est à l’utilisation de méthodes numériques explicites avancées pour
l’étude de l’interaction fluide-structure [20, 19, 22, 23]. C’est également la direction choi-
sie dans cette thèse, c’est pourquoi le paragraphe suivant va présenter les différentes mé-
thodes numériques permettant de modéliser l’IFS dans les codes de calculs disponibles.

4.1.3 Modèle d’interaction numérique

Parmi les méthodes numériques reconnues, trois types se distinguent. Elles sont briève-
ment présentées dans ce paragraphe et une comparaison plus détaillée est donnée par
Faucher [24]. Plus particulièrement, une comparaison des deux méthodes de couplage
pour des structures immergées (entourées par l’air), « par pénalité » et « par multiplica-
teur de Lagrange » est détaillée par Chaudhary et al [25].

Les méthodes directes et indirectes

La méthode directe, aussi appelée « couplage fort » [26] consiste à égaler les vitesses ma-
térielles du fluide et de la structure selon la direction normale à la structure. C’est l’équi-
valent d’une liaison cinématique en mécanique des structures. Les efforts sont directe-
ment transmis d’une partie à l’autre. Pour cela, la surface de frontière entre le fluide et
la structure doit être définie à tout moment du calcul, ce qui contraint les maillages du
fluide et de la structure à être coïncidents. Ces méthodes sont donc utilisées fréquem-
ment lorsque la structure est assez simple et subit peu de déformation. Le fluide est alors
modélisé par des éléments ALE définis au chapitre 1.6.4, afin de pouvoir se déformer et
suivre les déplacements de la structure. Si cette dernière se déplace trop, le maillage fluide
se distord pour suivre les mouvements, et le pas de temps chute [27]. Il n’y a pas réelle-
ment de défaut à cette méthode, simplement des limitations notamment sur la nécessité
de simplicité du maillage ou le déplacement modéré de la structure. Lors d’un couplage
indirect (ou couplage faible), l’onde de choc va impacter la structure rigide indéformable.
Dans un deuxième temps, cette structure va se déplacer et devenir une condition aux
limites pour le fluide. Cette approche moins précise est très utile, car les deux équations
sont alors découplées et un schéma d’intégration spécifique peut être utilisé pour le fluide
et pour la structure [26]. Afin de modéliser l’IFS dans le cas d’une structure subissant de
grands déplacements voire un effondrement total ou partiel, des nouvelles méthodes ont
été développées. Elles sont dites « immergées », car la structure est noyée dans le fluide.
La plus courante dans les codes commerciaux est un couplage par méthode des pénali-
tés. Le code de calcul éléments-finis Europlexus présente la particularité de traiter l’IFS
par multiplicateur de Lagrange.

Méthode par multiplicateur de Lagrange

Cette méthode principalement présente dans le code Europlexus [28, 24, 29] permet la ré-
solution directe du problème d’interaction fluide-structure en couplant directement les
degrés de liberté du fluide et de la structure. Les contraintes cinématiques sont exprimées
sous la forme du produit d’une matrice de couplage et de la matrice des multiplicateurs
de Lagrange [29], puis elles sont intégrées au schéma global de la résolution numérique.
Cette méthode duale est logiquement très présente en simulation implicite. En effet, elle
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repose sur la résolution d’un système linéaire très présent dans les méthodes numériques
dédiées à la mécanique des structures. La particularité de la solution explicite présen-
tée ici est que les matrices de ce système linéaire comportent des termes non diagonaux
dus aux contraintes non permanentes entre le fluide et la structure, car l’interface entre
le fluide et la structure est amenée à évoluer au cours de la simulation. Ainsi, malgré la
stabilité du schéma de résolution temporelle, la résolution du système linéaire à chaque
pas de temps reste très laborieuse. L’estimation réalisée par O. Boiteau 1 est d’environ 80%
du temps de calcul total. Des avancées récentes [30, 31] ont facilité l’application de cette
méthode à des situations industrielles. Ces travaux ont permis une parallélisation du cal-
cul plus facile, par une meilleure distribution des calculs sur les différents processeurs, ou
encore l’utilisation de techniques de maillage adaptatif (AMR), afin de réduire le nombre
total de mailles. Europlexus est un code de calcul numérique développé conjointement
par le Commissariat à l’Energie Atomique (CEA), Electricité De France (EDF) et le « Joint
Research Center » (JRC) de la Commission Européenne. Ces trois entités ont entrepris des
travaux dans le but d’optimiser cette méthode de couplage, que ce soit par l’utilisation
d’un solveur dédié à la résolution du système linéaire à chaque pas de temps, ou par une
meilleure décomposition sur les différents processeurs pour améliorer la parallélisation
notamment en présence d’AMR.

La méthode par pénalité

Cette méthode est la plus répandue dans les codes commerciaux spécifiques au sujet (Ra-
dioss , LS-Dyna etc.). A l’instar de la méthode des multiplicateurs de Lagrange, elle permet
l’étude de structure immergée dans un fluide. Ainsi, de grands déplacements et même un
possible effondrement de la structure peuvent être modélisés. Schématiquement, cette
méthode repose sur des ressorts fictifs créés entre les particules de fluide et les particules
de structure [32]. Si la particule de fluide s’enfonce trop à l’intérieur de la structure, le res-
sort va appliquer la force nécessaire pour repousser le fluide. La difficulté de la méthode
consiste à trouver des coefficients (similaires à une raideur) adaptés pour chacun de ces
ressorts. La détermination automatique de ces raideurs est possible dans le cas d’une in-
teraction structure–structure [33], en revanche, elle devient plus compliquée pour une
interaction fluide–structure. Une expression peut néanmoins être trouvée dans [34], mais
elle est très spécifique à la formulation du problème étudié et très difficilement généra-
lisable. La documentation du logiciel de calcul Radioss recommande l’utilisation de la
formule suivante pour le calcul de la raideur des ressorts « Stfac » (équation (4.9)) :

St f ac = ρv2Sel

Gap
(4.9)

Avec :

— ρ est la masse volumique maximum du fluide au moment de l’IFS,

— v la vitesse du phénomène,

— Sel la surface des éléments lagrangien,

— Gap la distance maximale à laquelle l’interaction est prise en compte (générale-
ment une fois et demi la taille d’une maille).

Des calculs préliminaires sont nécessaires afin de déterminer cette raideur St f ac, notam-
ment car la masse volumique maximum du fluide au moment de l’impact de l’onde sur la

1. Discussion personelle lors des journées utilisateurs Europlexus
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structure est inconnue. Ces calculs peuvent se révéler très coûteux en temps de mise en
œuvre et de post-traitement.

De plus, ce n’est qu’une recommandation, et la documentation précise également que « la
qualité de la simulation dépend fortement des paramètres d’interface et notamment du
St f ac ». En effet, une trop faible estimation de cette raideur et le fluide pourra traverser la
structure. Le chargement sera donc sous-estimé ce qui entraîne un sous-dimensionnement
de la structure. A l’opposé, une surestimation de la valeur du St f ac va trop contraindre
la structure et limiter les déplacements de cette dernière dans le fluide. La rigidité de
la structure s’en retrouve alors artificiellement augmentée ce qui entraîne également un
sous-dimensionnement du bâtiment.

Ainsi, dans un contexte où la sécurité des biens et des personnes est primordiale (infra-
structures critiques, nucléaires, etc.), il est dangereux d’utiliser une méthode de couplage
fluide–structure qui dépend de paramètres non-physiques et qui présente un risque im-
portant de sous-dimensionnement de la structure finale. De plus, la méthode de couplage
par pénalités impose une contrainte supplémentaire sur le pas de temps critique, c’est-
à-dire le pas de temps nécessaire afin d’assurer la stabilité du calcul numérique. Si cette
condition supplémentaire est encore implémentée dans tous les codes numériques, des
travaux [35] proposent aujourd’hui des solutions pour s’affranchir de ce pas de temps
critique basé sur les inerties. Cependant, la précision de cette méthode n’est pas aussi
bonne que la méthode classique du calcul du pas de temps critique, basée sur la raideur
et l’inertie, notamment dans le domaine dynamique où les erreurs à chaque pas de temps
peuvent se cumuler.
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4.2 Modèle du ressort à un degré de liberté

Le béton est un matériau anisotrope hétérogène composé de granulats liés entre eux par
un liant (du ciment composé à 80% de calcaire et à 20% d’argile). Le béton ainsi formé
et reposé pendant 28 jours possède la quasi-totalité (environ 75%) de sa résistance en
compression (environ 30 à 50MPa), mais très peu de résistance en traction (un dixième
de sa résistance en compression). Afin de remédier au manque de résistance en traction,
des grilles d’aciers (appelées aussi armatures) sont ajoutées dans les parties tendues de
la structure afin de reprendre les efforts de traction. Ce nouveau composant est appelé le
béton armé (BA). Le principe de fonctionnement mécanique, et notamment la répartition
des efforts dans le béton et l’acier, est résumé sur la figure 4.2.

Le chapitre 1.5 présente les différentes méthodes de dimensionnement (statique équiva-
lente, forfaitaire etc.). Il est possible d’être beaucoup plus précis que ces méthodes grâce
aux méthodes de calcul avancées, qu’elles soient numériques (calcul par éléments finis)
ou approchées (modèle à un degré de liberté appelé aussi modèle à un DDL ou SDOF pour
« Single Degree of Freedom »). Ce paragraphe traite de la modélisation approchée par un
ressort à un DDL. Des détails complémentaires peuvent être trouvés dans [36, 37]. Modé-
liser une structure entière par un ressort à un DDL équivaut à supposer qu’uniquement
le premier mode propre va avoir une influence sur la déformation de la structure. Cette
première hypothèse est acceptable dans le cadre d’une paroi ductile [37]. Le modèle est
alors une masse posée sur une surface avec ou sans frottement et attachée à un ressort. Le
mouvement de la paroi est donc unidimensionnel et est repéré par une seule composante
notée x. En revanche dans d’autres cas, non traités ici, il est nécessaire de considérer deux
ou plusieurs modes de fonctionnement pour représenter correctement les déformations
de la structure et donc des ressorts en séries et/ou en parallèle doivent être employés. On
parle alors de modèles à plusieurs DDL. Pour définir le système équivalent à un DDL, il est
nécessaire de calculer une masse équivalente Me , une raideur équivalente Ke , une force
ponctuelle Fe équivalente au chargement et, éventuellement, une limite plastique Ru . La
figure 4.3 résume toutes les forces appliquées à un solide de masse M attaché à un ressort.

Les deux forces verticales (en bleu) sont la réaction du sol et la gravité, leurs actions s’an-
nulent. Il reste donc la force de rappel du ressort (Ke×d x) et la force ponctuelle appliquée

FIGURE 4.2 – Schéma du principe de fonctionnement du béton armé en flexion.

158



CHAPITRE 4. INFLUENCE DE L’INTERACTION FLUIDE-STRUCTURE

FIGURE 4.3 – Force s’appliquant à une masse attachée à un ressort et subissant un effort extérieur

au solide Fe . D’après le principe fondamental de la dynamique :

Me a = Fe −Ke x (4.10)

Avec :

— Ke est la raideur en flexion de la paroi,

— Me est définie de sorte que l’énergie cinétique du ressort équivalent soit la même
que celle de la paroi initiale,

— Fe est définie de sorte que le travail des forces extérieures soit le même pour le res-
sort et la paroi.

Afin de calculer l’énergie cinétique et le travail des forces extérieures à la paroi, il est né-
cessaire de supposer une certaine déformée d(x) de cette paroi. La précision du modèle
repose donc, en grande partie, sur la précision de la déformée supposée. D’après l’hy-
pothèse principale du modèle présenté précédemment, uniquement le premier mode
propre influe sur la déformée de la structure. Ainsi, il est possible de prendre les défor-
mations sous chargement de pression statique comme la déformée supposée d(x) de la
structure. Des vérifications usuelles doivent être apportées afin de s’assurer de la véracité
de cette hypothèse. Elles ne font pas l’objet de ce mémoire. Le calcul de ces valeurs est
présenté dans ce chapitre. Il est utile pour la suite de définir trois facteurs de transforma-
tion :

1. KL le facteur de charge : KL = Fe /F,

2. KM le facteur de masse : KM = Me /M,

3. KLM le facteur de charge-masse : KLM = KM/KL.

En complément de l’hypothèse sur la forme de la déformée de la structure, le modèle à
un DDL repose également sur les suppositions suivantes, qui seront discutées dans ce
chapitre.

1. Le comportement de la paroi est ductile. C’est-à-dire qu’aucune rupture fragile d’une
ou plusieurs parties de la structure ne peut être observée. Par exemple des phéno-
mènes tels que l’écaillage ou la brèche ne sont pas modélisés.

2. Le premier mode propre s’identifie à celui du ressort et représente un comporte-
ment global de la structure. Il est supposé que tous les aciers plastifient en même
temps lorsque que la limite élastique globale de la paroi est atteinte. Une seule rup-
ture de pente est visible dans la courbe de comportement.

3. Le voile ne contient pas ou très peu d’ouvertures. Habituellement, il est raisonnable
d’appliquer cette méthode si les ouvertures représentent moins de 10% de la surface
totale [37]. De plus, les déplacements plus importants de la structure autour de ces
ouvertures ne sont pas modélisés.
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Ces hypothèses restreignent donc le choix de la paroi considérée, mais n’empêchent pas
l’étude de l’IFS sur la paroi finalement retenue. L’hypothèse 3 impose le choix d’une paroi
avec peu d’ouvertures, ce qui est le cas de la plupart des structures en béton servant de
protection aux risques d’explosion (bunkers, etc.). La première hypothèse est plus réduc-
trice, car, à de faibles distances réduites, le béton a de forts risques d’écaillage et/ou de
brèche. De plus, il est possible qu’une rupture fragile de la structure se produise, notam-
ment au niveau des appuis et des reprises de ferraillages. Les conclusions de ce chapitre
ne pourront donc pas s’appliquer aux structures ayant ce type de comportement. L’hypo-
thèse 2 signifie que toutes les charnières plastiques se forment en même temps. Les char-
nières plastiques sont des zones de concentration de contraintes où les matériaux (béton
et acier) perdent leur rigidité et où la déformation dépasse la déformation élastique limite.
La cinétique de formation de ces charnières plastiques est, en réalité, dépendante de mul-
tiples facteurs extérieurs (conditions d’appui, position de la charge, imperfections dans le
béton et/ou la position des armatures). L’impact de l’absence de prise en compte de cette
cinétique sur l’étude de l’IFS demeure minime car la structure dans les deux modèles avec
et sans IFS aura la même loi de comportement. La figure 4.4a montre le comportement
global simplifié d’un voile soumis à un grand déplacement.

Les traits pointillés rouges représentent les formations successives des charnières plas-
tiques. La figure 4.4b montre la courbe de comportement du ressort équivalent, où Ru est
la limite élastique et K la raideur.

Le critère retenu ∆IFS est donc un critère ductile global, ce qui implique des limitations
bien plus importantes dans un cas d’étude réel. Cependant elles ne gênent pas l’étude de
l’interaction fluide-structure. Pour le dimensionnement, des vérifications pratiques for-
faitaires (et/ou réglementaires) pourront être apportées afin de s’assurer que les phéno-
mènes négligés dans cette étude (notamment les ruptures fragiles) ne se produisent pas.

4.2.1 Calcul des paramètres du ressort à un degré de liberté

Calcul de la raideur K

La raideur élastique K est un paramètre propre à la structure. En effet K dépend unique-
ment de la rigidité en flexion du voile, de sa déformation et de sa portée (équation (4.11)).

K = EI

α(1−ν2)H4
(4.11)

Avec :

— E le module d’Young du béton,

— I le moment d’inertie de la section,

— α le coefficient de déformation qui ne dépend que du rapport hauteur sur largeur
du voile,

— ν le coefficient de Poisson du béton,

— H la hauteur du voile.

Calcul de la limite élastique Ru

La limite élastique (ou résistance ultime) dépend d’une part des caractéristiques du voile
et notablement des moments résistants aux encastrements et d’autre part de la forme de
la déformée et donc des charnières plastiques. Dans le cas étudié ici, deux hypothèses
rendent le calcul plus simple :
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(a) Courbe du voile réel et visualisation des charnières plastiques successives

(b) Courbe du voile réel et du ressort

FIGURE 4.4 – Courbe force déplacement du ressort à un DDL
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FIGURE 4.5 – Schéma des charnières plastiques sur une plaque encastrée sur ses quatre cotés et
chargée uniformément.

1. Le mur considéré est carré,

2. Le mur est ferraillé de manière symétrique; Le moment résistant est donc le même
dans toutes les directions ainsi que dans tous les sens (positif ou négatif). Ceci est
préconisé pour les structures neuves,

3. Le chargement est uniforme sur la paroi qui est encastrée sur ses quatre côtés, ce qui
est le cas si l’explosion se produit suffisamment loin de la paroi, et que le centre de
la charge est aligné avec le voile. Ainsi la courbure de l’onde est négligeable devant
la taille de la paroi.

Pour les cas plus complexes, des abaques seront utilisés. La Figure 4.5 montre donc la
répartition des charnières plastiques dans le cas étudié. Cette répartition peut être beau-
coup plus complexe et une liste non exhaustive est présentée dans l’UFC3-340-2 [37].

En se plaçant dans les hypothèses 1., 2. et 3. la résistance ultime vaut :

Ru = 40
Mr d

H2
(4.12)

où H est la hauteur de la section et Mr d le moment résistant. On note M et N respective-
ment le moment et la force appliqués à la section pour que toute la hauteur comprimée
de béton ait plastifié. Le moment appliqué M correspond alors au moment résistant de la
section (Mr d ). La figure 4.6 est un schéma de la répartition des forces dans une section du
béton armé au moment où tout le béton a plastifié et où Mr d = M.

On peut réécrire M = Mr d par :

Mr d = M+N(d − h

2
)−N(d − h

2
) (4.13)
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FIGURE 4.6 – Principe schématique de l’équilibre d’une section en béton armé pour une compres-
sion rectangulaire
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On note Mse le moment extérieur calculé au niveau des aciers.

Mse = M+N(d − h

2
) (4.14)

Le moment dû aux forces intérieures Msi calculé au niveau des aciers est donc :

Msi = zFc = (d −0.4x)×0.8xb fcd (4.15)

où z est le bras de levier. L’expression se simplifie en posant α= d/x on obtient :

Msi = zFc = d(1−0.4α)×0.8dbα fcd (4.16)

Donc :
Msi

bd 2 fcd
= 0.8α(1−0.4α) (4.17)

En posant :

µ= Msi

bd 2 fcd
(4.18)

On obtient l’équation du second ordre suivante à résoudre pour trouver α :

0.32α2 −0.8α+µ= 0 (4.19)

On obtient donc :

α= 1.25(1−√
1−2µ) (4.20)

De plus, pour équilibrer la force normale il faut que :

Fs = As fyd = Fc −N (4.21)

En effet les force de compression dans le béton et de traction dans les aciers sont de
signes opposés. La force de compression dans le béton doit donc équilibrer les deux forces
(extérieure et traction). Donc :

As = Fc −N

fyd
= 0.8bdα fcd −N

fyd
(4.22)

Donc en introduisant : {
ρ = As fyd

bd fcd

ν = N
bd fcd

(4.23)

On obtient :

µ= 1− (1−ρ−ν)2

2
(4.24)

Et enfin :

Mr d = Ms −N(d − h

2
) =µbd 2 fcd −N(d − h

2
) (4.25)

Une fois le moment résistant Mr d calculé, il est possible d’évaluer la résistance ultime de
la paroi et du ressort grâce à l’équation 4.25.
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Calcul de la force équivalente

La force équivalente est définie de telle sorte que le travail de cette dernière sur le ressort
équivaille au travail de la force réelle sur la structure. Ainsi :

WD = Fe dmax =
∫ L

0
p(x)d(x)d x (4.26)

avec :

— WD est le travail des forces extérieures,

— dmax le déplacement maximum du ressort,

— L la longueur de la paroi,

— p la pression appliquée à chaque point de la paroi,

— D la déformée de chaque point de la paroi.

Ainsi, il est possible d’extraire la force équivalente en définissant la fonction forme φ =
d(x)/dmax .

Fe =
∫ L

0
p(x)φ(x)d x (4.27)

Il est important de rappeler que la déformée et la fonction de forme dépendent de deux
paramètres : les conditions d’appui et les charnières plastiques.

Il n’est pas compliqué de prendre en compte le premier de ces deux paramètres, car les
équations sont connues. En revanche, pour le second, la cinétique de formation des char-
nières plastiques étant inconnue, il est impossible de trouver une équation analytique.
Pour remédier à ce problème, trois forces équivalentes sont définies : une plastique, une
élastique et une élastoplastique qui est la moyenne des deux premières. Les valeurs de
ces forces peuvent être trouvées dans UFC 3-340-2 [37] pour des parois et des poutres. Le
choix de la valeur de Fe à utiliser se fait en fonction du mode de fonctionnement de la
structure.

Calcul de la masse équivalente

La masse équivalente est définie de telle sorte que l’énergie cinétique du ressort corres-
ponde à celle de la structure.

Ec = 1

2
Me (ωdmax)2 = 1

2

∫ L

0
m(x)[ωd(x)]2d x (4.28)

avec :

— Ec est l’énergie cinétique,

— ω la pulsation propre de la structure,

— m(x) la masse de chacun des points de la structure.

Et donc de manière analogue à la force équivalente :

Me =
∫ L

0
m(x)φ(x)2d x (4.29)

Il y a trois valeurs définies pour Me (élastique, plastique et élastoplastique) et elles sont
présentées dans l’UFC 3-340-2 [37].
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4.2.2 Valeurs types du ressort dans trois configurations

Dans le but de rester cohérent avec une structure de GC, trois voiles sont définis, cor-
respondants à un voile fin, un moyen et un épais. Les dimensions choisies (béton et ar-
mature) sont fréquemment utilisées dans les projets de dimensionnement de structures
résistantes aux effets de souffle. Les propriétés équivalentes des murs sont résumées dans
le tableau 4.1.

Épaisseur
du mur

Ferraillage
Minute de
ferraillage

Masse
équivalente

Raideur
équivalente

Force
équivalente

m cm²/mL tonnes GN/m
0.25 HA10

e=20cm
3.93 6.01 2.22

Pression
réelle

0.5 HA16
e=25cm

8.04 11.1 17.7

1 HA25
e=20cm

24.54 22.2 142

TABLEAU 4.1 – Paramètres de trois murs classiques utilisés en génie civil.

Dans ce modèle, le facteur de charge-masse est directement appliqué à la masse afin de
simplifier les calculs. En effet :

KMMa = KLF−KLR (4.30)

Équivaut à :
(KLMM)a = F−R (4.31)

C’est pourquoi la raideur et la force sont prises égales à celle de la paroi. De plus, tous les
murs mesurent 4m par 4m et sont supposés encastrés sur leurs quatre côtés. Les proprié-
tés de l’acier des armatures et du béton sont résumées dans le tableau 4.2. Le coefficient
d’amortissement pour le béton et l’acier est fixé à 0 pour simplifier les calculs analytiques
du paragraphe suivant.

Symbole Valeur Unités
Béton

Résistance caractéristique à 28 jours (compression) Fc28 25 MPa
Résistance à la traction Ft28 2.1 MPa

Module d’Young E 33 000 MPa
Coefficient de Poisson ν 0.2 -

Masse volumique BA / BP ρBA 2 500 kg.m−3

Coefficient d’amortissement BA ξBA 0%
Acier

Limite élastique Fyk 500 MPa
Module d’Young E 210 000 MPa

Coefficient de Poisson ν 0.3 -
Masse volumique ρ 7 800 kg.m−3

TABLEAU 4.2 – Paramètres matériaux pour le béton et l’acier des armatures.
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4.3 Calcul analytique

Les déplacements d’un ressort à un degré de liberté (à un DDL) sont régis par les équa-
tions différentielles du mouvement qui sont du second ordre en temps et à coefficients
constants. Ce sont des équations bien connues. Elles seront brièvement rappelées, puis
le cas de la force avec IFS sera présenté. Dans un deuxième temps, les déplacements
maxima pour les deux situations (avec et sans IFS) sont calculés et le paramètre ∆IFS

est déterminé pour une force constante et une structure linéaire. Cependant, les cas plus
complexes ne peuvent pas être traités analytiquement (chargement de type blast, struc-
ture non-linéaire) et seront traités numériquement dans le chapitre suivant. L’objectif de
ce paragraphe est de comprendre les effets de l’IFS d’un point de vue mécanique et d’ob-
tenir des résultats pouvant servir à la validation de l’approche numérique.

4.3.1 Force constante - Structure linéaire

Dans un premier temps, la structure est considérée comme linéaire, c’est-à-dire que sa
loi de comportement est uniquement élastique (de la forme FR = kx). De plus, pour obte-
nir une première estimation des effets de l’interaction fluide-structure, la force appliquée
à la structure (la pression réfléchie) est constante et de valeur F, ce qui correspond au
chargement classique du tube à choc avant que la détente n’ait impacté la structure.

Sans IFS

L’équation à résoudre est donc (4.32) :

ma = F−FR = F−kx (4.32)

avec :

— m est la masse,

— a l’accélération de la masse,

— x la position de la masse,

— FR la force de rappel du ressort,

— F la force appliquée au ressort.

ẍ +ω2
0x = F/m (4.33)

La solution générale de cette équation est la somme de la solution homogène xh et de la
solution particulière xp .

x = xh +xp (4.34)

avec :
xh = Acos(ω0t )+Bsi n(ω0t ) (4.35)

et :

xp = F

k
(4.36)

Il est possible d’utiliser les conditions initiales (ẋ(0) = x(0) = 0) pour calculer A et B.

x(0) = 0 = A×1+B×0+ F

k
⇒ A =−F

k
(4.37)

167



CHAPITRE 4. INFLUENCE DE L’INTERACTION FLUIDE-STRUCTURE

FIGURE 4.7 – Déplacement normé du mur "moyen" sans IFS

ẋ(0) = 0 =−ω×A×0+ω×B×1 ⇒ B = 0 (4.38)

La solution s’écrit finalement :

x(t ) = F

k
(1− cos(ω0t )) (4.39)

Pour le cas du mur "moyen", présenté au paragraphe 4.2.2, le déplacement sans IFS est
présenté figure 4.7. Le déplacement est normé par rapport au déplacement maximum
pour une meilleure compréhension.

Avec IFS

l’équation à résoudre est la même que (4.32) sauf que la force FIFS tient compte de l’IFS
(voir chapitre 2.1.2) et devient donc :

FIFS = F(1− γ−1

2

v

a0
)

2γ
γ−1 (4.40)

Ainsi, pour un gaz parfait diatomique, l’équation (4.32) devient :

ma = F(1− γ−1

2

v

a0
)

2γ
γ−1 −kx (4.41)

avec :

— γ est le rapport des chaleurs spécifiques de l’air, γ= cp

cv
= 1.4,

— v la vitesse du ressort,

— a0 la vitesse du son dans l’air, a0 = 344m.s−1.

Il est dès lors possible de simplifier cette équation en effectuant un développement limité
autour de 0 si, et seulement si, la valeur de v

a0
est petite devant 1. Dans les faits, la vi-

tesse de la structure est de l’ordre de quelques dizaines de mètres par seconde, alors que
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celle du son dans l’air est de plusieurs centaines de mètres par seconde. L’équation (4.41)
devient alors :

ma +kx = F(1− 2γ

γ−1

γ−1

2

v

a0
) (4.42)

ce qui équivaut à :

ẍ +ω2
0x = F

m
− F

m
γ

ẋ

a0
(4.43)

ou encore :

ẍ +2ω0ξẋ +ω2
0x = F

m
(4.44)

avec :

— ξ= γF
2a0mω0

,

— ω2
0 = k/m.

Sous la forme (4.44) plus traditionnelle de l’équation du mouvement, il est facile d’as-
similer l’interaction fluide-structure à un amortissement mécanique ou une dissipation
d’énergie.

La solution générale de l’équation (4.44) est également la somme de la solution homo-
gène et d’une solution particulière, x(t ) = xh(t )+ xp (t ), avec toujours, xp (t ) = F/k et xh

dépendant du déterminant de l’équation caractéristique (4.45).

r 2 +2ω0ξr +ω2
0 = 0 (4.45)

Or le déterminant ∆= 4ω2
0ξ

2 −4ω2
0 = 4ω2

0(ξ2 −1) est du signe de xi 2 −1. Et de plus, pour

une force de 1.103 MN : ξ= γF
2a0mω0

= 1.4×1.e9
2×340×11.e3× 2p17.e9/11.e3

= 2.8×10−10 << 1 donc ∆< 0

Ainsi la solution homogène vaut :

xh = (Acos(ωt )+Bsi n(ωt ))e−ω0ξt (4.46)

avec : ω=ω0

√
1−ξ2

Il est toujours possible d’utiliser les conditions initiales (ẋ(0) = x(0) = 0)) pour déterminer
les coefficients A et B. On obtient donc :

ẋ(0) = 0 = (−ω×A×0+ω×B×1)×1−ω0ξ(A×1+B×0)×1 =ωB−ω0ξA (4.47)

donc : ωB =ω0ξA.

De plus :

x(0) = 0 = (A×1+B×0)×1+F/k = 0 ⇒ A =−F

k
(4.48)

donc : ωB =ω0ξ(−F
k ) ⇒ B =−ω0

ω ξ
F
k

La solution générale est donc :

x(t ) = F

k
(1−e−ω0ξt (cos(ωt )− ω0

ω
ξsi n(ωt )) (4.49)

Afin de calculer ∆IFS défini dans la section précédente, il faut évaluer le maximum au
cours du temps de x(t ) dans les deux cas, avec et sans IFS, en utilisant respectivement,
les équations (4.49) et (4.39). Dans un premier temps, pour l’équation (4.39), max(x(t )) =
xmax(sans IFS) = 2 F

k .
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FIGURE 4.8 – Déplacement normé du mur "moyen" avec et sans IFS

Pour la situation où les effets de l’IFS sont pris en compte (équation (4.49)), trouver le
maximum de x(t ) nécessite d’annuler la dérivé de x(t ) ; c’est-à-dire trouver t0 tel que
ẋ(t0) = v(t0) = 0.

Pour plus de lisibilité, on note : cos(ωt ) = C et si n(ωt ) = S dans les équations suivantes.

ẋ(t ) = F

k
[(C+ξω0

ω
S)ξω0e−ξω0t − (−S +ξω0

ω
C)ωe−ξω0t ] (4.50)

Et donc :

ẋ(t0) = 0 ⇔ (ξω0 −ξω0

ω
ω)C+ (ξ2ω

2
0

ω2
ω+ω)S = 0 (4.51)

Après simplification :

ẋ(t0) = 0 ⇔ (ξ2ω
2
0

ω
+ω)si n(ωt0) = 0 ⇒ t0 = π

ω
(4.52)

Et donc, en intégrant (4.52) dans (4.49) :

xmax(avec IFS) = F

k
(1+e

− ξp
1−ξ2

π
) (4.53)

La figure 4.7 est complétée avec le déplacement du même mur en prenant en compte
les effets de l’interaction fluide-structure (équation (4.49)). Le déplacement avec IFS est
normé par le maximum du déplacement sans IFS (équation (4.39)).

L’IFS joue bien le rôle d’un amortissement numérique proportionnel à la force appliquée.
Afin de mettre en évidence cet effet d’amortissement, la figure 4.8 est complétée en ajou-
tant les déplacements du même ressort pour différentes valeurs de force F : la moitié et le
dixième de la force initiale. Chaque déplacement est normé par rapport au déplacement
maximum dans le cas où les effets de l’IFS sont négligés.

L’amortissement et l’écart sur le déplacement maximum observé sur la figure 4.9 sont
directement liés à l’intensité de la force appliquée.
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FIGURE 4.9 – Déplacement normé du mur "moyen" avec et sans IFS pour plusieurs valeurs de force

Finalement, il est possible d’exprimer l’écart fait sur le déplacement maximum lorsque
l’on ne considère pas l’IFS (∆IFS voir équation (4.54)) :

∆IFS = dmax(sans IFS)−dmax(avec IFS)

dmax(sans IFS)
= 2−1−e

− ξp
1−ξ2

π

2
= 1−e

− ξp
1−ξ2

π

2
(4.54)

Ainsi ∆IFS ne dépend directement que du coefficient d’amortissement dû aux effets de
l’IFS : ξ= γF

2a0mω0
= γF

2a0
p

km
dans le cas d’une force constante. Il est possible de comparer

le résultat obtenu via l’expression (4.54) avec ceux disponibles dans la littérature pour des
structures très lourdes ou très légères. Si la masse du ressort étudié est faible, ξ est alors
très grand et l’équation (4.46) n’est plus valide.

Dans le cas d’une plaque lourde, en revanche, la masse m tend vers ∞. ξ tend donc vers 0
et, par conséquent, ∆IFS s’approche de 0. On retrouve bien les conclusions de Taylor [38]
ou Subramanian [3]. L’IFS n’a aucune influence pour une structure très lourde.

En conclusion, pour une force constante, il est possible d’obtenir une expression analy-
tique des effets de l’interaction fluide-structure.

4.3.2 Force constante - structure non-linéaire

Le raisonnement du chapitre 4.3.1 peut être adapté au cas d’une structure non-linéaire.
La différence vient uniquement du calcul de la force de rappel du ressort qui n’est plus
élastique linéaire. En effet, comme vu au chapitre 4.2, une loi de comportement plus réa-
liste pour une structure en béton armé est une loi élastoplastique, et plus précisément
une loi linéaire par morceaux.

Mathématiquement, il est possible d’écrire la force de rappel FR du ressort :

FR(x) =
{

kx si x < Ru
k

Ru sinon.
(4.55)
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FIGURE 4.10 – Loi de comportement d’un ressort non-linéaire

Ainsi les équations du mouvement peuvent être résolues par morceaux. Pour la partie
linéaire (x < Ru

k ), la résolution est exactement celle du chapitre 4.3.1. Dans la partie plas-

tique (x > Ru
k ), l’équation (4.32) devient :

ma = F−Ru ⇔ ẍ = F−Ru

m
(4.56)

La solution est donc :

x(t ) = F−Ru

2m
t 2 + v0t +x0 (4.57)

avec v0 et x0, respectivement la vitesse et la position au moment t0 où x(t0) = Ru
k . Pour

trouver t0 il faut revenir à la forme linéaire de l’équation du mouvement (4.32).

x(t0) = F

k
(1− cos(ω0t0)) = Ru

k
⇒ t0 = 1

ω0
Ar cos(

F−Ru

F
) (4.58)

Or, en dérivant l’équation (4.32), il est possible d’exprimer v(t0) :

v(t0) = v0 = F

k
ω0si n(ω0t0) = F

k
ω0

√
1− cos2(Ar cos(

F−Ru

F
)) = F

k
ω0

√
1− (

F−Ru

F
)2

(4.59)
Il est donc possible de réécrire (4.57) en utilisant (4.59) :

x(t ) = F−Ru

2m
t 2 + F

k
ω0

√
1− (

F−Ru

F
)2t + Ru

k
(4.60)

Et donc, pour trouver le déplacement maximum au cours du temps, il faut trouver le
temps t1 où la vitesse s’annule, c’est-à-dire :

v(t1) = 0 = F−Ru

m
t1 + v0 ⇔ t1 =− v0m

F−Ru
(4.61)

Donc en injectant (4.61) dans (4.60) :

xmax = x(t1) = 1

2

Ru

k
(

Ru

Ru −F
) (4.62)

La valeur du déplacement maximum, exprimée par la relation (4.62), n’est valable que si
le déplacement dépasse Ru

k et que la force ne dépasse jamais Ru ; c’est-à-dire que les deux
conditions (4.63) doivent être respectées :

Ru/2 < F < Ru (4.63)
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Malheureusement, le cas où l’IFS est prise en compte ne peut pas être dérivé analyti-
quement. En effet, il n’est pas possible de résoudre x(t0) = Ru/k avec x issu de l’équation
(4.49). De plus, si le chargement est de type blast (p(t ) = pse−t/ti ), la résolution n’est pas
possible, que ce soit dans le cas d’une structure linéaire ou d’une structure non-linéaire.
En effet, les coefficients de l’équation du second ordre régissant le mouvement du ressort
équivalent ne sont plus constants. Les techniques usuelles de résolution analytique ou
une implémentation dans un code de calcul formel (Mapple) ne donnent pas de résultats
exploitables.
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4.4 Modélisation numérique

Afin d’évaluer les effets de l’IFS sur la modélisation du ressort à un DDL, les deux gran-
deurs d’intérêt regardées dans cette partie sont :

— Le temps de calcul et mise en œuvre

En effet, il faut prendre en compte le temps de calcul, mais aussi le temps « ingénieur »
(celui alloué à l’ingénieur pour la création et au post traitement du modèle) afin
d’évaluer le coût de la méthode dans IFS.

— L’erreur faite en ne considérant pas l’IFS

Elle sera évaluée grâce à l’écart sur le déplacement maximum du ressort : ∆IFS .

L’objectif principal est d’évaluer les effets de certaines grandeurs physiques (masse, rai-
deur, impulsion..) sur ∆IFS , afin de déterminer les situations où l’IFS n’influe pas (ou très
peu) sur le dimensionnement GC. Pour cela, dans un premier temps, les modèles numé-
riques utilisés seront présentés (modèle mixte éléments finis / volumes finis et modèle par
différences finies). Puis les résultats obtenus par le logiciel de calcul commercial Radioss
seront comparés avec les solutions de référence analytiques ou celles obtenues par diffé-
rences finies, afin de s’assurer de la pertinence du modèle mixte. Plus particulièrement,
les résultats de l’analyse 4.3 aboutissant à∆IFS (voir équation (4.54)) seront comparés aux
résultats des modélisations numériques dans le cadre d’une structure linéaire. Enfin, les
résultats précédents seront étendus à des situations non modélisables analytiquement
(structure non-linéaire et/ou onde de pression exponentielle).

4.4.1 Modèle mixte éléments finis / volumes finis

Pour étudier numériquement les effets de l’interaction fluide-structure, deux modèles
sont nécessaires :

1. Un modèle avec IFS. La structure est plane. Le couplage réalisé est direct : les nœuds
du fluide et de la structure sont fusionnés à la surface, la vitesse matérielle des com-
posants est donc la même dans toutes les directions. Plus particulièrement, elle est
identique dans la seule direction du mouvement, celle du ressort.

2. Un modèle sans IFS. Ce modèle est séparé en deux simulations : une première avec,
uniquement la modélisation du fluide et de la propagation de l’onde. À la place de
la structure se trouve une frontière rigide indéformable et la pression réfléchie est
relevée sur cette frontière. Dans la seconde simulation, la structure est chargée par
la pression réfléchie issue du calcul précédent.

Les deux modèles sont illustrés sur la figure 4.11. La surface en pointillé représente la
position initiale du ressort et la flèche, la force de compression dans le ressort.

Ce découplage est l’unique différence entre les deux modèles. Les autres paramètres (di-
mensions, matériaux, conditions aux limites, type d’élément et de formulation) sont équi-
valents. Les sections suivantes présentent ces différents paramètres.

Le modèle éléments finis illustré sur la figure 4.12 est réalisé grâce au logiciel explicite
Radioss présenté au chapitre 1. Le repère (X,Y,Z) utilisé est également introduit.
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(a) Représentation schématique du modèle avec IFS

(b) Représentation schématique des modèles sans IFS

FIGURE 4.11 – Modèle numérique du ressort à un degré de liberté soumis à une onde de choc avec
IFS 4.11a et sans IFS 4.11b
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FIGURE 4.12 – Modèle éléments finis représentant l’air et le ressort - modèle avec IFS.
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Des liaisons cinématiques sont appliquées aux nœuds de la plaque afin d’obtenir un mou-
vement strictement 1D.

— Tous les degrés de liberté en rotation sont bloqués,

— Les translations selon les deux axes transversaux X et Y sont bloquées,

— La translation selon Z de chacun des nœuds est liée. Ainsi, la plaque aura un mou-
vement homogène dans la direction Z.

La plaque se comporte comme une structure rigide et indéformable. Concernant le mo-
dèle sans IFS, la même géométrie est utilisée. Les deux calculs (fluide et structure) sont en
revanche séparés (voir figure 4.11b).

Chargement

Dans le modèle à une dimension utilisé, le chargement est uniforme sur toute la surface
de structure. Comme pour le chapitre 2, deux chargements sont considérés :

1. Le chargement de type « onde de souffle » aussi appelé « blast »

Ce type de pression est représentatif du profil se dégageant de la détonation aé-
rienne d’une charge d’explosif. On parle également de « blast ». L’expression ana-
lytique approchant ce profil de pression s’exprime sous la forme p(t ) = pse−t/ti .
C’est la pression la plus représentative du chargement issu d’une explosion (voir
chapitre 1), connue sous le nom de Friedlander. Pour obtenir ce chargement, un
premier modèle est réalisé grâce au code volume fini Clawpack. Comme présenté
dans le chapitre 3, Clawpack utilise la méthode du ballon comprimé pour simuler
l’explosion de TNT. Ce premier calcul est réalisé en 1D avec un terme source supplé-
mentaire afin d’obtenir une propagation radiale de l’onde de choc. Le solveur utilisé
est un celui d’Harten, Lax et van Leer (HLL) [39]. Le chargement est ensuite projeté
sur le maillage de la partie fluide du modèle numérique sous Radioss à 50cm de la
structure (figure 4.13a). La surface en pointillé est la position initiale du choc qui se
propage dans le sens des flèches noires. Les derniers centimètres de la propagation
de l’onde se font donc en géométrie plane, ce qui modifie légèrement la forme de
l’onde sans que cela n’ait d’impact sur l’étude.

2. Le chargement de type « choc »

La pression est un créneau constant, appelé plateau d’Hugoniot (voir chapitre 2),
pendant toute la durée de la sollicitation. Il y a deux intérêts principaux à étudier
ce chargement : le premier est qu’il représente le chargement dans un tube à choc.
Le second est qu’il correspond à une situation bien comprise d’un point de vue
analytique 4.3. Ainsi, il est possible de valider les deux modélisations avec et sans
IFS en utilisant l’écart relatif fournit par ∆IFS numérique et analytique (équation
(4.54)). Cette partie a pour but de présenter comment les deux chargements sont
obtenus numériquement et comment ils sont appliqués à la structure.

Concernant la pression de type blast, elle est symétrique dans l’air afin d’agrandir le mo-
dèle numérique et ainsi éviter des réflexions parasites au niveau du plan d’introduction
de la condition de chargement et/ou de la surface absorbante (voir figure 4.13). Les fi-
gures 4.13 montrent la représentation du chargement de pression calculé dans le modèle
1D (figure 4.13b) et projeté dans le modèle numérique 3D, visible sur la figure 4.13a.
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(a) Visualisation dans le modèle 3D - Radioss

(b) Visualisation dans le modèle 1D - Clawpack. La position A est celle du choc secondaire, et la B est celle
de la chute de pression.

FIGURE 4.13 – Pression initiale dans le modèle numérique, enregistrée 0.53 ms après la détonation
de 1 kg de TNT.

Le front de montée de l’onde de choc n’est pas parfaitement raide; c’est une limitation du
modèle utilisé. Elle est due à la taille de maille du modèle pseudo 1D, plus importante que
celle utilisée par Clawpack dans la première simulation. De plus, on observe bien le choc
secondaire (en A sur la figure 4.13b) se propageant dans le sens inverse de la propagation
de l’onde, ainsi que la chute de pression au niveau de la position centrale de la charge
(en B sur la figure 4.13b) aux alentours de 20mbar. Ce phénomène, déstabilisant au pre-
mier abord, a été mis en évidence dans les modèles de ballon comprimé par Brode [40].
Pour aller plus loin, le diagramme de marche d’une explosion aérienne issue de [40] est
représenté en annexe D, avec en particulier la position du choc secondaire en fonction du
temps. L’onde se propage ensuite dans les mailles modélisées par des volumes finis dans
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FIGURE 4.14 – Exemple de pression réfléchie en fond de tube consécutivement à l’explosion de 1kg
de TNT à 1m50

Radioss, puis se réfléchit sur la structure. L’onde réfléchie a bien un profil exponentiel de
type blast également (figure 4.14).

Le second choc observé (A sur la figure 4.14) est le choc secondaire qui s’est réfléchi au
niveau du centre de symétrie. En revanche, le troisième choc (B sur la figure 4.14) visible
est dû à la surface absorbante qui réfléchit une partie du choc au fond du tube (à l’opposé
de la plaque).

Concernant le chargement de type choc, l’objectif n’est pas d’obtenir une sollicitation réa-
liste sur la structure, mais un chargement de pression dynamique pour permettre un cal-
cul analytique du ressort (voir paragraphe 4.3). Pour cela, le fluide est comprimé de ma-
nière isotherme dans tout le domaine; c’est-à-dire que les propriétés de l’air sont chan-
gées :

— P0 devient n ×p0,

— ρ0 devient n ×ρ0.

Ainsi, juste avant le début du calcul à t = 0−, la structure et le fluide sont au repos. A un
temps t = 0+, la structure est « impactée » par une pression instantanée de n bar. Ce mo-
dèle permet le maintien de la pression voulue tout au long du calcul et, par conséquent,
une comparaison beaucoup plus juste avec le modèle analytique présenté au paragraphe
4.3.

Propriété géométrique

Le problème ainsi simplifié est purement à une dimension. Les dimensions orthogonales
à la direction du déplacement sont donc sans importance. La profondeur du modèle varie
selon la distance voulue entre la charge et le mur afin d’optimiser le temps de calcul. Afin
de conserver des calculs suffisamment rapides pour effectuer des études paramétriques
riches, la plage de variation de la profondeur est fixée entre 2.0 et 7.0m. Pour respecter la
symétrie du profil de pression et retarder au maximum l’arrivée du troisième choc (en B
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sur la sur la figure 4.14), la charge est donc placée à mi chemin entre la surface absorbante
et la plaque, soit entre 1.0 et 3.5m.

Propriété des matériaux

Le fluide

La loi décrivant l’état de l’air est l’équation d’état des gaz parfaits p = ρr T où r = 287J.kg−1.K−1
pour l’air, avec les paramètres rassemblés dans le tableau 4.3 :

Paramètres Symboles Valeur Unités
Masse volumique ρ 1.225 kg.m−3

Rapport des chaleurs spécifiques γ 1.4 -
Température T 293 K

Surpression minimum Pmi n -1.0 bar

TABLEAU 4.3 – Paramètres utilisés pour modéliser l’air à l’état initial dans le modèle numérique.

Dans l’environnement Radioss, cette loi est désignée par « Law6 ». Les deux coefficients de
viscosité linéaire et quadratique sont laissés par défaut à 10−20 ; le coefficient de viscosité
de hourglass est lui de h=0.1

La structure

La plaque indéformable à l’extrémité du ressort est modélisée grâce à des éléments finis
2D linéaires. Leur épaisseur est de 1.0mm et il n’y a qu’un seul point d’intégration dans
l’épaisseur. Le matériau de cette plaque importe peu car tous ces nœuds sont liés cinéma-
tiquement entre eux. Le seul impératif est que sa masse soit faible devant celle du ressort
pour ne pas influencer l’analyse des résultats. Le choix s’est donc porté sur de l’alumi-
nium 4.4.

Paramètres Symboles Valeur Unités
Masse volumique ρ 2630 kg.m−3

Coefficient de Poisson ν 0.33 -
Module d’Young E 70 GPa

TABLEAU 4.4 – Paramètres utilisés pour modéliser la structure dans le modèle numérique.

Le ressort

Le ressort est modélisé par une masse, une force de rappel et, éventuellement, un amor-
tissement. Dans tous les calculs, l’amortissement est nul et il est important de noter que
seule la moitié de la masse renseignée va effectivement intervenir dans le déplacement
de la structure. En effet, elle est séparée à part égale entre les deux nœuds à chaque extré-
mité du ressort et l’un de ces nœuds est encastré ; il n’intervient donc pas dans le calcul du
déplacement du ressort. Concernant la force de rappel, plusieurs choix sont faits en fonc-
tion du mode de fonctionnement souhaité pour le ressort (élastique ou élastoplastique).
Dans le premier, la force est directement proportionnelle à la raideur F = k×d x quelle que
soit la déformation d x, on parle alors de ressort (ou structure) linéaire. Dans le second, la
force de rappel va dépendre de la déformation (voir relation (4.55)). La force de rappel est
donc non-linéaire, par abus de langage on parle de structure non-linéaire dans la suite de
ce mémoire. De plus, l‘écrouissage du ressort est découplé en traction et en compression.
La figure 4.15 montre un exemple du cycle d’écrouissage non-linéaire du ressort.
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FIGURE 4.15 – Schéma de la loi d’écrouissage non-linéaire du ressort. Les flèches représentent les
trajectoires de charge/décharge du ressort

Aucun endommagement n’est présent dans le modèle. C’est cette dualité entre l’air mo-
délisé par des volumes finis et la structure modélisée en éléments finis qui donne le nom
mixte éléments/volumes finis à la méthode.

Conditions aux limites

Une des extrémités du ressort est donc encastrée, l’autre étant attachée à la plaque.

Les surfaces sur les côtés du tube sont dites « glissantes » ; c’est-à-dire que le flux normal à
travers la paroi est nul et qu’aucune contrainte n’est appliquée sur le flux tangent. La sur-
face de l’extrémité opposée au ressort est dite « absorbante ». La variation du flux normal
est nulle à travers la surface. Mathématiquement, la dérivée du flux est nulle pour toutes
les grandeurs suivantes : masse, quantité de mouvement et énergie.

4.4.2 Modèle par différences finies

Le modèle par différences finies est une méthode numérique qui consiste à résoudre
l’équation du mouvement du modèle analytique du ressort à un DDL (4.32) grâce à la
méthode des différences centrées. On pose alors :

— xn le déplacement de l’oscillateur équivalent à l’instant n,

— vn = xn−xn−1
∆t la vitesse de l’oscillateur équivalent à l’instant n,

— an = xn+1−2xn+xn−1
∆t 2 l’accélération de l’oscillateur équivalent à l’instant n.

On obtient donc la relation de récurrence entre le déplacement de l’oscillateur à l’ins-
tant n+1 et les états précédents, où F est l’ensemble des forces appliquées au système à
l’instant n :

xn+1 = 2xn −xn−1 +
∑

F

Me q
∆t (4.64)

et où F = F f +FR est la somme des forces du fluide sur la plaque et du ressort sur la plaque.
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Dans le cas étudié, la force F f est obtenue en multipliant la pression réfléchie calculée par
le modèle numérique des volumes finis, sans IFS, par la surface de plaque accrochée au
ressort à chaque instant. Les effets de l’IFS sont pris en compte en multipliant cette force
par le coefficient présenté à l’équation (4.65). Ce coefficient est dû à la détente de l’onde
après réflexion sur une paroi mobile (plus de détails au chapitre 2).

F f (avec IFS) = F f (Sans IFS)(1− γ−1

2

v

a0
)

2γ
γ−1 (4.65)

FR est la force de rappel du ressort, à l’instant n, elle ne dépend que de la position du
ressort et de la force à l’instant précédent. Elle est obtenue à partir du diagramme élasto-
plastique 4.15 et des équations suivantes :

d x = xn−1 −xn−2 (4.66)

FRn =
{

min(F(xn−1)+Ke d x,Ru) si d x > 0
max(F(xn−1)+Ke d x,−Ru) si d x < 0

(4.67)

La méthode de résolution par les différences finies impose de choisir un pas de temps
suffisamment faible pour assurer la stabilité du schéma. Pour la méthode des différences
centrées, présentées ici, le pas de temps doit être inférieur à la période divisée parΠ (δt <
t0/Π). Par souci de cohérence, un pas du même ordre de grandeur que celui du calcul
numérique par éléments finis (modèle avec IFS) est retenu, car il obéit à la condition de
CFL, à celle de stabilité et qu’il permet de comparer les deux méthodes à pas de temps
constant.

4.4.3 Détails de l’étude paramétrique

Étude 1 2
Structure Linéaire Non linéaire

Force Constante Constante
Paramètres Nombre de

valeurs
Paramètres Nombre de

valeurs
Raideur 5 Raideur 3
Masse 5 Masse 3
Force 10 Force 5

limite
élastique

5

Nombre total de calculs 250 225

TABLEAU 4.5 – Détails de l’étude paramétrique réalisée - chargement constant.

Une étude paramétrique a été conduite dans les quatre situations d’étude. Les tableaux
4.5 et 4.6 montrent les conditions de l’étude ainsi que les paramètres ayant varié pendant
l’étude. Chacune des valeurs des paramètres est équidistante des autres ; c’est-à-dire que
pour un paramètre p et un nombre de valeurs n, le paramètre numéro i vaut :

pi = p1 + pn −p1

n
(i −1) (4.68)
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Étude 3 4
Structure Linéaire Non linéaire

Force Blast Blast
Paramètres Nombre de

valeurs
Paramètres Nombre de

valeurs
Raideur 5 Raideur 3
Masse 5 Masse 3

Distance
structure-

charge
3

Distance
structure-

charge
3

Masse de
la charge

3
Masse de
la charge

3

limite
élastique

5

Nombre total de calculs 225 243

TABLEAU 4.6 – Détails de l’étude paramétrique réalisée - chargement de type blast.

Borne inférieure Borne supérieure Unités
Raideur 2.22 142 MN/m

Masse 6.01 24.2 Tonnes
Limite élastique 1.0 45.1 MN

Pression 0.1 200.0 MPa
Masse de TNT 1 50 Kg

Distance à la charge 1.5 3.5 M

TABLEAU 4.7 – Valeurs maximum et minimum prises par les grandeurs variant dans l’étude para-
métrique.

De plus, dans l’étude numéro 2 les variations de la limite élastique (Ru) et de la force
appliquée (F) sont liées, de manière à ce que la plasticité soit toujours atteinte, mais que
les résultats soient toujours comparables au modèle analytique présenté au chapitre 4.3.
Ainsi :

Ru/2 < F < Ru (4.69)

Le tableau 4.7 résume les bornes supérieure et inférieure des paramètres utilisés. Pour
la structure, ils correspondent aux archétypes de murs « fins » et « épais » présentés au
chapitre 4.2.2.

L’étude numéro 3 présentait des résultats très dispersés. Elle a donc été complétée trois
fois afin d’obtenir des résultats exploitables. L’interprétation des résultats et les courbes
correspondantes représentent donc 3x225= 675 calculs.
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4.5 Résultats

Si la méthode proposée permet de réduire les coûts associés au calcul numérique (temps
CPU et ingénieur), cela se fait aux dépens de la précision. La conséquence directe est
un mauvais dimensionnement de la structure béton armé et donc un impact sécuritaire,
écologique, financier pour le maître d’ouvrage plus important. Il est donc indispensable
d’évaluer les effets de l’IFS sur les méthodes de dimensionnement. Dans un premier temps,
et afin de s’assurer de la pertinence des modèles mixtes volumes/éléments finis, les résul-
tats de calculs sans IFS, impossibles à obtenir expérimentalement, sont comparés à la
solution analytique quand elle existe ou, dans le cas contraire, à la solution obtenue par
différences finies. Pour cela, un historique de déplacement, avec et sans IFS, est mon-
tré pour un cas paramétrique pertinent. Ensuite, la donnée d’intérêt (déplacement maxi-
mum) sans IFS est tracée pour le calcul numérique en fonction de celui obtenu par la mé-
thode de référence (analytique ou différences finies). Enfin, l’historique du chargement,
c’est-à-dire de la pression réfléchie, est tracé pour un exemple pertinent afin de comparer
les chargements avec et sans IFS.

Dans un second temps, les deux modèles mixtes éléments/volumes finis avec et sans IFS
seront comparés en se basant sur le déplacement maximum (∆IFS). C’est une grandeur
physique facilement appréhendable, pertinente pour le dimensionnement et indépen-
dante du type de structure (charpente, béton armé, etc.). En se basant sur l’étude analy-
tique précédente, le paramètre adimensionnel ξ est utilisé comme premier critère discri-
minant pour déterminer l’importance des effets de l’IFS. Si ce critère s’avère très pertinent
dans le cas linéaire – force constante, il l’est beaucoup moins dès que la structure devient
élastoplastique ou que la force n’est plus constante. D’autres solutions pour modifier ce
critère sont alors explorées.

4.5.1 Structure linéaire, force constante

Initialement, le cas le plus simple est étudié : la structure est élastique linéaire et la pres-
sion est constante dans le fluide.

Validation du modèle numérique

La comparaison des historiques de déplacement avec et sans IFS pour les calculs analy-
tiques et numériques donne des résultats identiques (figure 4.16). Ils ont été obtenus pour
un mur de masse équivalente de 6.01 tonnes, de raideur équivalente de 2.22 GN/m. C’est
donc un mur léger chargé par une pression constante de 44.5 MPa. Les déplacements de la
masse équivalente montrent une période d’environ 10ms, ce qui correspond à la période
théorique : T = 2πp

k/m
. L’autre grandeur analysable sur la figure 4.16 est le déplacement

maximum. D’après (4.39), il doit être égal à xm = 2F
k = 2×44.5MPa

2.22GN/m = 40.1mm.

Il n’est pas possible de distinguer les résultats des calculs analytiques et numériques.

Afin de s’assurer que tous les cas paramétriques donnent également des résultats corrects,
la figure 4.17 présente le déplacement maximal sans IFS pour le calcul numérique (en or-
donnée) et le déplacement sans IFS pour le calcul de référence analytique en abscisse.
Tous les points sont sur la droite y=x et donc les deux déplacements maximum représen-
tés en abscisse et en ordonnée sont égaux.
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FIGURE 4.16 – Exemple de déplacement avec et sans IFS pour les méthodes FEM et analytique
(les courbes sont superposées). Structure linéaire – force constante. masse = 6.01 tonnes, raideur
= 2.22 GN/m, pression = 44.5 MPa

FIGURE 4.17 – Comparaison du déplacement maximum sans IFS pour les deux méthodes FEM et
analytique. Structure linéaire – force constante.
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FIGURE 4.18 – Exemple de pression réfléchie avec et sans IFS – chargement constant et structure
linéaire. Pr corrige est la pression calculée par la relation (4.65) masse = 6.01 tonnes, raideur = 2.22
GN.m−1, pression = 44.5 MPa

Ensuite, afin de s’assurer de la formule (4.65), la pression réfléchie (c’est-à-dire le charge-
ment) obtenue dans les deux calculs numériques (avec et sans IFS) est tracée en fonction
du temps sur la figure 4.18. De plus, la pression réfléchie « corrigée » c’est-à-dire celle cal-
culée grâce à l’équation (4.65) est ajoutée au graphique. La vitesse v utilisée est celle de la
structure dans le modèle numérique avec IFS. Les deux courbes de pression (avec IFS et
pression corrigée) sont très proches, ce qui valide la méthode de calcul numérique.

Paramètres d’influence de l’IFS

En se basant sur les résultats de l’étude analytique, la figure 4.19 montre l’évolution de
∆IFS en fonction du paramètre ξ = γF

2a0
p

km
. La courbe « analytique » est l’équation (4.54)

obtenue précédemment.

Encore une fois, la corrélation est extrêmement bonne entre les deux modèles (analytique
et numérique). Le coefficient de Pearson est de r = 0.999 entre ces deux courbes car elles
ont les mêmes variations. Un biais est cependant visible pour des valeurs plus élevées de
ξ mais il est reste inférieur à 1%. Ce biais est dû au développement limité nécessaire pour
le calcul analytique 4.42 qui devient moins précis pour des valeurs importantes de ξ.

4.5.2 Structure non-linéaire, force constante

Une loi de comportement plus réaliste pour une structure béton est donc la loi élasto-
plastique parfait, présentée précédemment. Ainsi, les calculs précédents sont repris avec
cette loi plus adaptée pour le ressort. Afin d’observer de la plasticité, sans divergence des
déplacements, la condition (4.63) doit être respectée (voir paragraphe 4.3). Pour cela, les
valeurs de F/Ru sont fixées à 0.7, 0.75, 0.8, 0.85 et 0.9. Le temps de réponse des ressorts
dans quelques modèles est trop élevé et le maximum du déplacement n’est pas encore
atteint à la fin du calcul. Dans ces situations, le modèle n’est pas retenu dans l’analyse des
résultats. Au total 45 modèles sont ainsi écartés sur les 225 considérés.
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FIGURE 4.19 – Écart avec et sans IFS en fonction de ξ - chargement constant et structure linéaire. r
= 0.999

Validation du modèle numérique

Un exemple est choisi pour représenter l’historique des déplacements. Comme dans le
cas linéaire, les déplacements avec et sans IFS du modèle numérique correspondent à
ceux calculés grâce à la méthode de référence, ici les différences finies présentées au pa-
ragraphe 4.4.2. Ils ont été obtenus pour un mur de masse équivalente de 6.01 tonnes,
de raideur équivalente de 2.22 GN/m. C’est donc un mur léger chargé par une pression
constante de 25.5 MPa ce qui fixe le rapport force sur résistance ultime F/Ru = 0.75.

La figure 4.20 montre une parfaite superposition entre les modèles éléments finis et dif-
férences finies ce qui valide la modélisation. De plus, comme attendu, les déplacements
sans IFS (notés « NO IFS ») surestiment le déplacement d’environ 5-10% en prenant le dé-
placement avec IFS comme référence.

À l’instar du paragraphe précédent sur les structures linéaires, les déplacements maxima
de chacun des cas paramétriques sont tracés en fonction du déplacement maximum de la
méthode de référence. Encore une fois, les points se trouvent tous sur la droite d’équation
y=x (figure 4.21). Ainsi les deux méthodes de calcul (mixte et différences finies) donnent
des résultats similaires pour le déplacement maximum sans IFS.

Concernant la pression, la non-symétrie observée sur la première partie de la courbe de
pression avec IFS (figure 4.22) vient des déplacements non-linéaires de la structure. En
effet, du fait de la plasticité, le ressort va se déplacer de manière non-linéaire avant d’os-
ciller autour de sa position d’équilibre. La pression appliquée sur la plaque étant liée à la
vitesse de la plaque par l’équation (4.65), (voir chapitre 2) et donc à ses déplacements, il
est normal de voir apparaître les effets de la non linéarité du déplacement sur le niveau
de surpression.
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FIGURE 4.20 – Exemple de déplacement avec et sans IFS – chargement constant et structure non-
linéaire – méthode FEM et différences finies (courbe superposée). Structure non-linéaire – force
constante. masse = 6.01 tonnes, raideur = 2.22 GN/m, pression = 25.5 MPa, Ru = 34.1 MN

FIGURE 4.21 – Comparaison du déplacement maximum sans IFS pour les deux méthodes FEM et
différences finies.
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FIGURE 4.22 – Pression vue par le ressort avec et sans IFS. Structure non-linéaire – force constante.
masse = 6.01 tonnes, raideur = 2.22 GN/m, pression = 25.5 MPa, Ru = 34.1 MN

Paramètres d’influence de l’IFS

Le même raisonnement que pour la structure linéaire est appliqué, et ∆IFS est tracé en
fonction du paramètre ξ et comparé avec la relation analytique (4.54).

Les effets de l’IFS sont bien plus importants que ceux anticipés avec le modèle linéaire.
Il apparaît clairement que le coefficient ξ ne suffit plus. Cependant, certaines tendances
sont visibles, notamment des faisceaux de courbes pour chaque valeur de F/Ru retenue
(figure 4.23)

FIGURE 4.23 – Écart, sur le déplacement maximum, avec et sans IFS en fonction de ξ - Structure
non-linéaire – force constante – influence de la plasticité.
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FIGURE 4.24 – Écart, sur le déplacement maximum, avec et sans IFS en fonction de ξpl - Structure
non-linéaire – force constante.

Plus la valeur F/Ru s’approche de 1, plus la variable delta IFS est importante, avec un rai-
dissement accru lorsque F/Ru tend vers 1. Cela signifie que l’IFS joue un rôle plus impor-
tant. De plus, lors du calcul analytique du déplacement maximum du ressort non-linéaire
(chapitre 4.3), le coefficient F/Ru apparaît sous la forme Ru

Ru−F dans le résultat (4.62). En
utilisant les deux informations ci-dessus, un nouveau critère plastique ξpl peut être cal-
culé selon l’équation (4.70).

ξpl = ξ
Ru

Ru −F
= γF

2a0mω0

Ru

Ru −F
(4.70)

L’influence de l’interaction fluide-structure sur le déplacement maximum du ressort∆IFS

est donc tracée en fonction de ξpl sur la figure 4.24. De plus, la courbe analytique repré-
sente ∆IFS(ξpl ) calculé grâce à l’équation (4.54).

Le modèle analytique linéaire adapté avec une variable ξpl non-linéaire surestime de 5%
les résultats obtenus par le modèle numérique, pour les valeurs de ξ voisines de 0.2. De
plus, le coefficient de Pearson de 0.997 indique une bonne corrélation entre les deux mo-
dèles. Il est, encore une fois, très fortement influencé par le fait que la direction des deux
courbes est identique. Ce résultat a des conséquences pratiques importantes. En effet,
s’il n’est pas possible de dériver une solution analytique précise, dans le cas d’une force
constante et d’un ressort non-linéaire, il est possible d’obtenir une borne supérieure des
effets de l’IFS en utilisant le critère ∆IFS (4.54) adapté à un coefficient ξpl plastique (4.70).

Ces premiers résultats sont prometteurs, mais ont peu d’applications réelles. En effet
l’onde de souffle issue d’une explosion réelle a un profil exponentiel et on ne retrouve
le cas d’une force constante que dans le contexte très académique du tube à choc. Dans le
cadre de cette thèse CIFRE-Défense, une application à une sollicitation de type « onde de
souffle », c’est-à-dire de profil de Friedlander, est nécessaire. C’est ce qui est réalisé dans
les deux prochains paragraphes de ce chapitre.
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FIGURE 4.25 – Exemple d’historique de déplacement avec et sans IFS, dans le cas d’un blast. Calcul
FEM et différences finies (dfini). 50kg de TNT à 1m, masse = 10.7 tonnes, raideur = 2.22 GN.m−1

4.5.3 Structure linéaire, onde de souffle

Afin de faciliter les calculs et la compréhension du problème, la structure (c’est-à-dire le
ressort) est, dans un premier temps, choisie linéaire dans cette partie. L’onde réfléchie (et
donc le chargement) est cette fois de type Friedlander modifié : (4.71)

p(t ) = ps(1− t

ti
)e−t/ti (4.71)

Ce chargement est connu pour être représentatif d’un chargement réel consécutif à une
explosion accidentelle ou malveillante comme vu aux chapitres 1 et 2.

Validation du modèle numérique

Contrairement au cas de la force constante, un écart perceptible de quelques pourcents
apparaît entre les deux méthodes de calcul avec IFS (lignes continues sur la figure ci-
dessous), ce qui peut s’expliquer par la mauvaise prise en compte de la surpression ré-
fléchie avec interaction fluide-structure dans le modèle par différences finies. En effet, la
surpression calculée grâce à l’équation (4.65) est utilisée ; or cette équation a été obte-
nue pour une onde de choc (voir chapitre 2.1.2) et elle repose sur le fait qu’une de choc,
présentant un plateau d’Hugoniot, se propage avec un nombre de Mach constant, ce qui
n’est pas le cas pour une onde exponentielle. Pour se rapprocher au plus des conditions
du choc, l’onde de souffle exponentielle devrait se propager à un nombre de Mach proche
de 1 pour que sa variation soit négligeable. Cependant, ce n’est pas réaliste dans le cas
d’une explosion accidentelle ou malveillante.

La figure 4.25 est un exemple de déplacement d’une structure linéaire de masse 10.7
tonnes, de raideur 2.22 GN.m−1 soumise à une explosion équivalente de 50kg de TNT
à 1m.

De manière équivalente aux paragraphes précédents, la figure 4.26 montre bien une très
forte cohérence entre les méthodes numériques mixtes et la méthode de référence, les
différences finies.
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FIGURE 4.26 – Comparaison du déplacement maximum sans IFS pour les deux méthodes FEM et
différence finie. Structure non-linéaire – force de type Friedlander.

Concernant la pression (figure 4.27), les deux historiques de pression (avec et sans IFS)
sont très proches. Ils ont été obtenus en traitant le cas d’une charge de 50 kg de TNT à
1.5 mètres d’un mur. Le premier mètre de la propagation est réalisé grâce à la méthode
des volumes finis 1D ; la propagation de l’onde est radiale. Ensuite le champ de pression
et de vitesse associés à l’onde sont projetés dans un maillage 3D et l’onde se propage de
manière plane sur les 50 derniers centimètres afin d’obtenir un chargement plan sur le
ressort.

Il est important de noter la valeur importante de la surpression maximum (14 MPa). Ainsi
si, visuellement, il y a très peu de différence entre les deux courbes avec et sans IFS, il peut
néanmoins y avoir plusieurs bars de différence.

Étude des paramètres d’influence de l’IFS

Lors de la présentation des premières avancées sur ces travaux, il semblait naturel à une
partie de la communauté présente à la conférence Military Aspect of Blast and Shock
(MABS) organisée à La Hague en septembre 2018, que le critère∆IFS dépende directement
du rapport de la pulsation propre de la structure sur le temps de maintien du chargement.
Cependant, la figure 4.28 montre que les effets de l’IFS ne dépendent pas directement de
ce rapport. Il est néanmoins possible d’observer des familles de courbes de type hyper-
boles pour des valeurs constantes de masse. Il n’est pas possible de réaliser un fit de ces
courbes car plusieurs courbes correspondent à une seule valeur de masse.

C’est pourquoi une approche dans la continuité des travaux précédents est présentée. Le
coefficient ξ est, encore une fois, utilisé pour estimer les effets de l’interaction fluide–structure
sur le déplacement maximum du ressort. Mais il n’est pas adapté à la sollicitation d’une
onde de souffle de type Friedlander (figure 4.29). La courbe « analytique » est également
tracée. Elle correspond toujours à la prédiction des effets de l’IFS effectuée au paragraphe
4.3, et la relation 4.54.

En effet, le calcul analytique, avec une force constante égale à la surpression maximum,
surestime largement le chargement réel et donc les effets de l’interaction fluide-structure.
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FIGURE 4.27 – Exemple d’historique de pression avec et sans IFS dans le cas d’un blast. Calcul FEM
et Pr corrigé calculée par la relation (4.65). 50kg de TNT à 1m, masse = 10.7 tonnes, raideur = 2.22
GN.m−1

FIGURE 4.28 – Écart sur le déplacement maximum avec et sans IFS en fonction de ti
t0

, Structure
linéaire – force de type « blast ».
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FIGURE 4.29 – Écart avec et sans IFS en fonction de ξ, Structure linéaire – force de type « blast »,
courbe analytique issu de la relation (4.54)

La dispersion des résultats ne permet pas d’analyser plus finement cette figure. De plus, la
résolution analytique des équations du mouvement avec une force exponentielle est éga-
lement impossible, car si la solution x(t) peut être trouvée, le maximum ne peut pas s’ex-
primer analytiquement. La solution envisagée est alors d’utiliser le théorème de Vaschy-
Buckingham afin d’effectuer une analyse dimensionnelle du problème. Pour rappel, il
s’énonce comme suit : Si une équation physique met en jeu n variables physiques, celles-
ci dépendant de k unités fondamentales, alors il existe une équation équivalente mettant
en jeu n−k variables sans dimension construites à partir des variables originelles. L’équa-
tion à résoudre ici est l’équation du mouvement d’un ressort à un degré de liberté soit
(4.72) :

ma = F(t )−kx (4.72)

où F(t ) est la force appliquée à la structure en prenant en compte les effets de l’interaction
fluide-structure. La force F(t ) n’est donc pas connue. Cependant, en se basant sur la force
obtenue dans le cadre d’un choc, il est possible de supposer que cette force dépend, au
moins, des grandeurs physiques suivants

— L’onde incidente,

— La vitesse du son dans l’air,

— La vitesse de la structure,

— Le rapport des chaleurs spécifiques de l’air à pression et à volume constant Cp
Cv =

γ= 1.4.

Il est donc possible de réécrire l’équation (4.72) par (4.73) :

ma = f (a0,γ,Fs(1− t

ti
)e−t/ti , v)−kx (4.73)

où f est une fonction inconnue et Fs la pression incidente multipliée par la surface de la
plaque rigide accrochée au bout du ressort. Ainsi les variables physiques sont :
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— La masse m,

— La raideur k,

— La pression p,

— La durée de la phase positive ti ,

— La vitesse du son dans l’air a0.

Et les unités fondamentales :

— Masse,

— Distance,

— Temps.

D’après le théorème de Vashy-Bukigham, il existe donc une équation équivalente mettant
en jeu deux variables sans dimension construites à partir des variables physiques initiales.
Pour trouver ces deux variables sans dimension, il faut exprimer chacune des variables
physiques dans un espace vectoriel ayant pour base les trois unités fondamentales. C’est
ce qui est réalisé au tableau 4.8.

m ti F k a0

Distance 0 0 1 1 1
Masse 1 0 1 1 0
Temps 0 1 -2 -2 1

TABLEAU 4.8 – Variables physiques dans l’espace des unités fondamentales. Les chiffres repré-
sentent l’exposant de l’unité.

Il est alors évident que la masse et le temps de maintien de la phase positive sont des
vecteurs de base de cet espace. Il reste donc à trouver le dernier vecteur correspondant à
une distance. Pour cela il est utile de poser une de ces variables comme combinaison des
variables physiques restantes, par exemple pour la distance avec la relation (4.74).

[Distance] = [F]α[k]β[a0]γ (4.74)

D’après le tableau 4.8, le système à résoudre est exprimé par (4.75).
α+γ = 1
α+β = 0

−2α−2β−γ = 0
(4.75)

Ce qui équivaut à : 
α+γ = 1

α = −β
−2α−2β−γ = 0

(4.76)

Et donc : 
α = 1
β = −1
γ = 0

(4.77)

On pose donc X, vecteur de base pour la distance comme :

X = F

k
(4.78)
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Il est possible d’exprimer les grandeurs physiques dans la base des unités fondamentales
(m, X, ti ) : 

F = m1X1t−2
i = mF

kt 2
i

k = m1t−2
i = m

t 2
i

a0 = X1t−1
i = F

kti

(4.79)

Et donc les deux coefficients Π1etΠ2 sans dimensions :{
Π1 = m

kt 2
i

Π2 = F
ka0ti

(4.80)

Π1 peut être vu comme un rapport des temps : celui caractéristique de la structure 1/ω2
0

et celui du maintien de la phase positive de fluide. Il est possible de combiner ces deux
rapports sans dimension pour faire apparaître des quantités physiques d’intérêt pour esti-
mer les effets de l’interaction fluide-structure, notamment en faisant disparaître le temps
de maintien de la phase positive ti (4.81) :

Π′
1 =Π2Π

−1/2
1 = F

a0
p

km
(4.81)

On retrouve, à un coefficient γ/2 prêt, le coefficient ξ calculé analytiquement au para-
graphe 4.3. Cependant, ce coefficient ne suffit pas à décrire les effets de l’IFS c’est pour-
quoi le deuxième coefficient sans dimension est calculé par la relation 4.82 :

Π′
2 =Π2Π

−1
1 = Fti

a0m
(4.82)

Le coefficient Π′
2 peut être réécrit grâce à Π′

1 = ξ :

Π′
2 =Π′

1Π
−1/2
1 = ξ ti

t0
(4.83)

Au final les deux coefficients sont : {
Π′

1 = ξ

Π′
2 = ξ

ti
t0

(4.84)

Même s’il est possible de dégager des tendances, notamment sur Π′
2, les figures 4.30a et

4.30b montrent que ces paramètres isolés ne fournissent pas individuellement une com-
préhension aisée de l’IFS.

En revanche, il est très intéressant de tracer les effets de l’IFS dans le plan (Π′
1, Π′

2). Sur la
figure 4.31, les zones en blanc sont celles où il n’y a pas de résultats de calcul ; les autres
zones résultent des interpolations des points obtenus dans les deux graphes précédents.
Une tendance plus claire se dégage. En effet, il faut que les deux variables adimension-
nelles (Π′

1,Π′
2) soient grandes pour que l’interaction fluide-structure ait un effet significa-

tif sur le déplacement maximum de la structure.
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(a) Écart avec et sans IFS en fonction de Π′
1

(b) Écart avec et sans IFS en fonction de Π′
2

FIGURE 4.30 – Écart sur le déplacement maximum avec et sans IFS, structure linéaire - force de
type « blast »
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FIGURE 4.31 – Écart sur le déplacement maximum avec et sans IFS en fonction de Π′
1 et Π′

2, Struc-
ture linéaire – force de type « blast »
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De plus, la forme des iso-valeurs de ∆IFS est une hyperbole, ce qui rappelle les courbes
d’iso-dommages dans un diagramme pression–impulsion. Il est en effet possible de voir
le paramètre Π′

1 = ξ comme une mesure de la pression maximum adimensionnée, et le
paramètre Pi ′2 = ξ ti

t0
comme celle de l’impulsion adimensionnée. Cette illustration met en

exergue que plus la pression est intense et plus l’impulsion est longue, plus l’interaction
fluide-structure joue un rôle important pour une structure donnée. On comprend mieux
pourquoi il n’y a pas encore de consensus scientifique sur le sujet. En effet, un unique
paramètre adimensionnel ne suffit pas à décrire l’importance des phénomènes liés à l’in-
teraction fluide-structure. Il est possible de remarquer cependant que :

— Plus la structure est légère, plus les coefficients Π′ sont importants, et donc plus
l’interaction fluide-structure est importante,

— La raideur se simplifie dans le calcul deΠ′
2 et donc à toutes autres variables constantes

(chargement, masse, etc.), si la raideur k diminue, le coefficient Π′
1 augmente et

donc les effets de l’interaction fluide-structure également.

Le jeu de paramètres adimensionnels a été retenu, car il renvoie à des quantités physiques
rapidement identifiables (Force, impulsion, etc.). Cependant il n’est pas unique et d’autres
paramètres pourraient être trouvés pour décrire les effets de l’IFS.

D’un point de vue bureau d’études, il est facile de se baser sur des abaques tels que l’UFC
3-340-2 [37] pour déterminer les valeurs de pression et d’impulsion nécessaires au calcul
des deux coefficients adimensionnels. Ainsi, il est possible de connaitre pour un charge-
ment et un mur donné l’écart relatif ∆IFS réalisé lorsque le calcul est effectué sans consi-
dérer les effets de l’IFS.

Dans le cas de quantités modérées (<50kg de TNT), ce qui correspond environ à une valise
chargée de TNT, et à une distance de quelques mètres, les effets de l’IFS sur le déplace-
ment maximum d’un mur en béton donnent un écart relatif inférieur à 10%.

4.5.4 Structure non-linéaire - onde de souffle

Cette partie est analogue au paragraphe 4.5.2 pour une pression incidente de type blast.
Cependant, le critère doit être adapté au cas d’une force de type Friedlander et c’est beau-
coup plus complexe. Parmi les 243 calculs lancés initialement, seulement 63 ont un dé-
placement maximum atteint pendant les 15 premières millisecondes de calcul. Plusieurs
solutions ont donc été envisagées :

— Augmenter le temps de calcul. Dans ce cas, les ondes réfléchies sur la surface suppo-
sée absorbante viendraient perturber le chargement. Le problème vient d’un défaut
du modèle de la surface absorbante implémentée dans RADIOSS et n’a pas pu être
résolu dans le temps imparti. Mais le problème a été signalé et la résolution est en
cours au moment de la rédaction de ce mémoire.

— Augmenter la taille du modèle. Théoriquement faisable, cette solution s’est heurtée
à un manque de moyens de calcul disponibles. En effet, le temps de calcul d’un
modèle devient trop important pour effectuer des calculs paramétriques.

Ainsi, il n’a pas été possible d’obtenir des résultats de qualité satisfaisante pour les inclure
dans ce mémoire de thèse.
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4.6 Incidence sur le temps de calcul

Les modèles présentés précédemment ne permettent pas l’évaluation des performances
de la méthode dans un contexte de bureau d’études pour deux raisons :

1. Les pas de temps des éléments liés cinématiquement entre eux (la plaque en alu-
minium dans le modèle utilisé ici) ne sont pas pris en compte dans le calcul du pas
de temps du modèle global.

Pour pallier ce problème, les résultats de cette partie ne montreront pas la moyenne
du pas de temps dans le cas des calculs avec IFS, mais le pas de temps minimum
de tous les éléments plaque 2D, avant application des liaisons cinématiques. Étant
donné que la taille de maille et les paramètres matériaux de la plaque sont mainte-
nus constants durant toutes les études paramétriques, le pas de temps lié au calcul
de structure est également constant. Avant l’apparition des liaisons cinématiques
nécessaire au mouvement 1D du ressort, le pas de temps minimum est de 8.4 µs.
Cependant, ce pas de temps théorique doit être multiplié par le coefficient de CFL
égal à 0.32 pour assurer la stabilité numérique du calcul. La valeur de 0.32 est celle
conseillée par le support de développement de Radioss afin d’éviter de probables
instabilités non-linéaires. Le pas de temps utilisé pour le calcul avec IFS est donc de
2.7 µs.

2. Le nombre de mailles composant la structure est très faible devant le nombre de
mailles dans le domaine fluide.

Dans le cas d’un bâtiment, le nombre de mailles composant l’air et le nombre de
mailles dans la structure sont plus ou moins équivalents. Un exemple, pris parmi
les études réalisées dans la société SIXENSE NECS, est utilisé pour estimer le gain
de temps CPU pour la modélisation d’un cas réel. Dans la situation académique,
utilisée ici pour identifier les paramètres qui influent sur l’IFS, le nombre de mailles
de la structure est au minimum 60 fois moins élevé que le nombre de mailles de
l’air. Le temps de calcul alloué au calcul du comportement de la structure est donc
très largement négligeable devant celui du fluide dans le calcul sans IFS.

4.6.1 Gain en temps de calcul

Comme expliqué dans la définition du modèle numérique, dans toutes les études à force
constante, la vitesse du son dans l’air est identique. Ainsi le pas de temps, pour le calcul
fluide sans IFS, est constant et égal à 23 µs. C’est-à-dire qu’il est plus de dix fois supérieur
à celui de la structure. En supposant le même temps de calcul par pas de temps, le calcul
sans IFS permettrait d’aller dix fois plus vite que le calcul avec IFS. Dans le cas plus réaliste
de l’onde exponentielle arrivant sur le ressort, le gain est moins évident. En effet, la vitesse
du son va changer suite au passage de l’onde de souffle et donc modifier le pas de temps.
La figure 4.32 montre le calcul du pas de temps avec IFS (avant application des contraintes
cinématiques), et sans IFS (pour le fluide uniquement). La valeur représentée avec IFS est
la moyenne du pas de temps pour tous les calculs dans le domaine fluide; le trait noir
représente les valeurs enveloppes minimum et maximum.

La première constatation est que la valeur minimum du pas de temps sans IFS reste su-
périeure à la valeur du pas de temps avec IFS. Ainsi, pour toutes les situations étudiées, le
calcul sans IFS permet de gagner en performance. Plus précisément, il permet de gagner
entre 65% et 85% du temps de calcul.
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FIGURE 4.32 – Pas de temps du calcul numérique avec et sans IFS. Écart type (trait noir)

FIGURE 4.33 – Modèle éléments finis utilisé pour évaluer la méthode sans IFS sur un cas réel.

4.6.2 Exemple d’application

Afin d’évaluer les performances de la méthode dans un cas réel traité en bureau d’études,
une structure semblable à un bâtiment étudié dans le cadre de son dimensionnement
pour résister aux effets pyrotechniques (surpression, impact, etc.), a été choisie pour ap-
pliquer la méthode sans IFS. Le bâtiment est un parallélépipède de base 15x15 m2 et de
hauteur 12m. Ce bâtiment est de type « bunker » avec des ouvertures pour les fenêtres (fi-
gure 4.33). Les murs sont en béton armé et les armatures sont modélisées explicitement
par des barres en acier noyées dans le béton. La charge explosive est placée au centre de
la pièce.
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Comme expliqué précédemment, le calcul est donc séparé en deux phases :

1. Calcul de la propagation d’onde dans le domaine fluide

Les parois sont considérées rigides et indéformables ; les surfaces absorbantes au
niveau des ouvertures sont toujours présentes. La pression réfléchie au droit de la
charge est relevée.

2. Calcul de la réponse mécanique de la structure

La pression relevée dans le calcul précédent est appliquée à toutes les parois. Pour
le moment, il n’est pas possible d’enregistrer la pression en fonction du temps sur
une surface 2D ; c’est pourquoi le même chargement est appliqué sur tous les murs
en même temps. Cette modélisation n’est donc pas équivalente au calcul couplé
mais elle permet néanmoins d’estimer les gains en temps de calcul CPU.

Cette fois, le nombre de mailles dans la structure est du même ordre de grandeur que
celui dans le domaine fluide et le temps de calcul alloué à la déformation de la structure
seule ne peut pas être négligé. Cependant, la condition de CFL n’a pas besoin d’être aussi
sévère dans le fluide et dans la structure. En effet s’il est recommandé de ne pas dépasser
un coefficient de 0.5 dans le fluide, la structure peut, elle, être calculée avec un pas de
temps plus proche de la condition de CFL (coefficient de 0.7 ou 0.9 dans le cas considéré).

Le tableau 4.9 résume les temps de calcul (total et pas de temps) ainsi que le coefficient
de CFL utilisé pour chacun des calculs. Le temps total est le temps réellement mis par
le serveur de calcul utilisé pour effectuer chacun des calculs dans les mêmes conditions
(pas d’utilisation du nœud de calcul en parallèle des calculs, 16 processeurs, 32 Go de ram
disponible).

Air seul Structure seule Air et structure
Condition de CFL 0.5 0.7 0.5

Pas de temps moyen [µ s] 53 9.8 13

Temps total en seconde [s]
3540 27100

65126
30640

Gain de temps de calcul -53%

TABLEAU 4.9 – Temps de calcul des modèles numériques, avec et sans IFS.

Ainsi il est possible de gagner plus de 50% du temps de calcul dans un cas d’application
concrète pour l’industrie. Sur cet exemple c’est entre 4 et 5 jours de calcul qui peuvent
être économisés.

Le dimensionnement initial de la structure n’était pas suffisant pour assurer une résis-
tance du bâtiment à l’explosion. Des itérations ont donc été effectuées afin d’affiner les
ferraillages. Au total trois itérations de calculs ont été réalisées. Le gain en temps de calcul
passe donc de 4 à 12 jours.

De plus, les modèles comprenant et le fluide et la structure sont extrêmement volumi-
neux, surtout pour les ordinateurs de bureau servant à effectuer les post-traitements des
résultats des calculs. En ne modifiant que le modèle structure, l’ingénieur qui a effectué
le travail estime un gain de temps d’environ un jour et demi.

Au total ce sont donc un jour et demi de temps ingénieur et 12 jours de calcul qui auraient
été économisés sur cette étude. Au final, presque 1000 € sont ainsi économisés (temps in-
génieur 1.5 jours = 700€ et temps machine 300€). On obtient donc une meilleure réactivité
pour une étude devant être rendue dans un délai serré et une meilleure expérience pour

202



CHAPITRE 4. INFLUENCE DE L’INTERACTION FLUIDE-STRUCTURE

l’ingénieur qui se concentre sur les problèmes de dimensionnement et non les problèmes
d’espace machine. C’est cette réactivité qui pourra débloquer de nombreuses situations
où la réponse doit être apportée rapidement (opération extérieure, chantier en cours etc.).

Une autre façon de voir ce gain est d’un point de vue de la qualité et de la précision. En
effet, pour représenter fidèlement l’onde de souffle, il est nécessaire d’avoir une taille de
maille très petite (de l’ordre du millimètre). Ce n’est pas réalisable dans le cadre d’une
application dû au fait de la taille importante du modèle (plusieurs dizaines de mètres).
Mais il est possible de réduire fortement la taille de maille dans le fluide en découplant
le fluide et la structure. En effet, d’après le tableau 4.9, le gain en temps de calcul est di-
rectement lié au calcul dans le milieu fluide qui s’effectue avec un pas de temps moyen 5
fois supérieur à celui du calcul structure. Il n’est pas possible d’effectuer directement une
règle de trois pour diminuer également la taille des mailles par 5, car le temps de calcul
d’un pas de temps doit être pris en compte. Cependant, avec une mémoire vive légère-
ment supérieure il est possible de diminuer par 2.5 la taille des mailles ce qui augmente
considérablement la précision du calcul. D’après le chapitre 3 (et plus particulièrement
la figure 3.20b), passer d’une taille de maille réduite de 10 mm.kg1/3 à 4 mm.kg1/3 permet
d’augmenter la précision sur le pic de surpression d’environ 16% pour un maillage radial.
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4.7 Conclusion

La méthode consistant à négliger l’interaction fluide-structure, dont l’influence a été étu-
diée dans cette partie, repose sur la séparation des calculs dans les domaines fluides et
dans la structure. Dans un cas d’application en bureau d’études, elle permet au choix :

— d’économiser plusieurs jours de travails ingénieurs, et la moitié du temps machine
total,

— d’augmenter le nombre de mailles fluides et donc d’augmenter la précision sur le
pic de surpression d’environ 10 à 15% à temps de calcul équivalent.

Cependant, elle va également surestimer le déplacement de la structure et donc les quan-
tités de béton et d’acier nécessaires. Ainsi, pour réduire l’impact économique et envi-
ronnemental du bâtiment il est important de quantifier cette surestimation. Pour éva-
luer l’influence de chacun des paramètres physiques importants (raideur, masse, etc.), la
structure en béton armé est modélisée par un ressort à un degré de liberté, ce qui permet
d’obtenir un modèle purement 1D. Ensuite, les effets de l’IFS sur le déplacement maxi-
mum du ressort sont évalués grâce à plusieurs méthodes.

Une méthode exacte basée sur la résolution analytique des équations du mouvement,
dans un cas avec et dans un cas sans interaction fluide-structure. Cette deuxième ap-
proche est, évidemment, la méthode la plus précise, mais elle ne peut être appliquée que
dans le cas très précis d’une sollicitation constante et d’un ressort linéaire. Elle permet
néanmoins de trouver une expression analytique pour l’écart du déplacement maximum
(avec et sans IFS) qui fait apparaître un paramètre sans dimension ξ = γF

2a0
p

mk
. L’inter-

action fluide-structure apparaît alors comme un amortissement mécanique. Dans un se-
cond temps, une modélisation numérique (différences, éléments ou volumes finis) est
utilisée pour évaluer la réponse d’une structure non-linéaire à une sollicitation plus réa-
liste, c’est-à-dire un profil de pression exponentielle de type « Friedlander ». L’analyse des
écarts avec et sans IFS, montre que le paramètre ξ est toujours pertinent dans l’étude de
∆IFS , cependant :

— Dans le cas d’une structure élastoplastique, il faut multiplier ξ par un coefficient
Ru/(F−Ru) évaluant le degré de plasticité atteint,

— Dans le cas d’une sollicitation de type Friedlander (ou « blast »), il faut ajouter un
deuxième coefficient ξ ti

t0
pour prendre en compte le rapport des temps caractéris-

tiques de la structure et de l’onde incidente.

— Dans le cas d’une structure élastoplastique et d’une sollicitation de type Friedlan-
der, des études supplémentaires seront nécessaires afin de s’assurer que les trois
coefficients évoqués précédemment suffisent.

En effet, cette étude n’a pas pu être menée jusqu’au bout et il faudrait poursuivre l’analyse
d’une structure non-linéaire à une sollicitation de type « blast ». Pour cela, la structure ne
peut pas être considérée comme élastoplastique parfaite, car la perte totale de rigidité
au-dessus de la limite élastique ne permet pas d’obtenir assez de résultats convergés. De
plus, l’étude pourrait être étendue à des cas 2D ou 3D. Mais ce n’est pas possible dans
l’état actuel des logiciels commerciaux, il serait ainsi possible de prendre en compte des
effets de diffraction ou de déformation plus importante du maillage.
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CONCLUSION

Synthèse

Les logiciels commerciaux actuels ont de grandes difficultés à effectuer la simulation nu-
mérique d’une structure soumise à une explosion, en satisfaisant simultanément les cri-
tères de précision et de rapidité. En effet, l’étude des phénomènes physiques liés à la dé-
tonation d’une charge explosive impose l’utilisation d’une taille de maille et d’un pas de
temps qui ne sont pas compatibles avec la modélisation de l’effondrement d’un bâtiment
de plusieurs dizaines de mètres. Cette thèse avait pour objectif de proposer une métho-
dologie permettant d’optimiser l’approche numérique permettant de traiter la réponse
d’une structure soumise à une onde de souffle consécutive à une explosion. Cette mé-
thode doit présenter un meilleur rapport « coût sur précision » que celles utilisées actuel-
lement.

— Les coûts sont identifiés par du temps, machine et ingénieur,

— La précision a été évaluée par rapport à des données expérimentales. Elles peuvent
être obtenues en laboratoire ou extraites de la littérature scientifique. Dans ce der-
nier cas, l’UFC 3-340-2 est utilisé car c’est le document de référence et, par consé-
quent, il a une valeur juridique.

Le temps a été évalué avec aisance. En revanche, la détermination de la précision est plus
délicate car elle dépend de nombreux facteurs (géométrie du problème, taille de maille
ou référence choisie). Ainsi, une campagne expérimentale a été menée pour évaluer la
capacité des codes de calculs commerciaux à reproduire une situation simple et décrite
analytiquement : une onde de choc générée par un tube à choc impacte uniformément
une plaque en aluminium. Certains phénomènes physiques liés à l’explosion (détonation,
boule de feu, etc.) ne sont donc pas pris en compte. Les relevés expérimentaux ont été réa-
lisés à l’aide de capteurs piézoélectriques PCB (pour la pression) et d’une mesure par vé-
locimétrie hétérodyne (pour le déplacement du centre de la plaque). Par la physique des
écoulements compressibles en géométrie confinée, il a été possible d’obtenir deux profils
de chargement : l’un correspond à un plateau de pression (appelé plateau d’Hugoniot),
l’autre à un pic de pression suivi d’une décroissance exponentielle (type Friedlander). La
plaque cible a également varié en épaisseur afin d’obtenir plusieurs rigidités et donc plu-
sieurs configurations (ou couples structures-chargements).

Le code de calcul utilisé (Radioss) sous-estime la détente de l’onde en configuration «
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blast » par rapport aux résultats expérimentaux. Par conséquent, l’impulsion transmise
et les déplacements de la structure sont également sous estimés. En revanche, en confi-
guration choc, les résultats sont bien meilleurs (5% de différence avec les expériences)
surtout quand la plastification renforce la condition d’encastrement. Dans les deux situa-
tions, le contenu fréquentiel du déplacement est correctement reproduit. Cependant, la
taille de maille reste faible (4mm) ce qui n’est pas adaptable à une structure réelle et la
détonation n’est pas modélisée.

Cette précision est bien meilleure que celle observée sur la propagation d’une onde de
souffle issue d’une explosion aérienne lorsque l’UFC 3-340-2 sert de référence (écart entre
20 et 40%). Une méthode de modélisation où la détonation n’est pas représentée a donc
été évaluée : celle du ballon de Brode 2. Les résultats obtenus sont meilleurs que lorsque
l’équation d’état JWL est utilisée pour décrire la détente des produits de détonation. Pour
aller plus loin, le volume du ballon a été augmenté, tout en conservant l’énergie et la
masse totale de l’explosif. Ainsi, les gradients de pression et d’énergie diminuent ce qui at-
ténue également la viscosité artificielle. Les conséquences sont particulièrement visibles
lorsque la modélisation est faite grâce à la méthode des éléments finis où la dissipation
numérique est nécessaire pour stabiliser le calcul. Vis-à-vis de l’UFC, pour des distances
déduites de 0.5 à 5m.kg−1/3, le gain en précision moyenne sur le pic de surpression et
sur l’impulsion est d’environ 10%. En ce qui concerne le temps de calcul, les bénéfices
sont également visibles. En effet, diminuer les gradients de pression et de masse volu-
mique permet d’augmenter le pas de temps maximum autorisé par la condition de CFL
d’un facteur entre 2 et 9 lorsque le maillage a une géométrie radiale. Finalement, ne pas
modéliser la détonation permet de :

— améliorer la précision, vis-à-vis de l’UFC, à taille de maille équivalente,

— augmenter la taille de maille d’un facteur 2 à 3 à précision constante (et donc dimi-
nuer le temps de calcul de presque 70% ),

— diminuer le temps de calcul d’un facteur entre 2 et 9, si le maillage a une géométrie
radiale.

Tous ces bénéfices sont spécifiques à une modélisation par éléments finis et ne sont pas
tous directement applicables à une simulation par volumes finis, car elle est, intrinsèque-
ment, conservative en énergie et donc plus précise. En revanche, cette méthode par vo-
lumes finis ne permet pas d’effectuer des calculs d’interaction fluide-structure (IFS) dans
toutes les situations et notamment lorsque la structure subit de grandes déformations et
s’effondre.

La dernière partie de ces travaux de thèse a donc cherché à déterminer les situations où
le temps de calcul imputé à l’IFS devient préjudiciable au regard du peu de précision ap-
porté. Pour cela, la structure a été simplifiée pour l’assimiler à un ressort à un de degré de
liberté. Le problème a pu donc se réduire à une situation purement à une dimension. Une
première situation, simplifiée, consistant en un ressort élastique (linéaire) et un charge-
ment constant (type « choc ») a été analysée, car elle permet de résoudre analytiquement
les équations du mouvement avec et sans IFS. Dans ce cas précis, l’écart relatif entre les
déplacements maxima avec et sans IFS vaut :

∆IFS = 1−e
− ξp

1−ξ2
π

2

2. Brode, H. L. (1959). Blast wave from a spherical charge. The Physics of Fluids, 2(2), 217-229.
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Avec : ξ= γF
2a0mω0

, F la force appliquée à la structure, γ le rapport des chaleurs spécifiques,
a0 la vitesse du son, m la masse de la structure et ω0 sa pulsation propre.

Cette formule dérivée analytiquement a été parfaitement retrouvée par la simulation nu-
mérique. Sur toutes les configurations étudiées, les écarts avec et sans IFS varient entre
0 et 20%. Ensuite, la situation a été complexifiée pour s’approcher davantage d’un mur
réel. La force de rappel du ressort est donc devenue bilinéaire par morceaux avec un pla-
teau plastique constant (non-linéaire). La même équation que dans le cas linéaire permet
de fournir une estimation à moins de 5% de l’écart avec et sans IFS. Le seul changement
est sur l’expression de ξ, pour y introduire une estimation de la plasticité atteinte par la
structure. Enfin la force exercée par le fluide sur la structure a été modifiée pour être plus
proche d’un profil de type « blast » ou « Friedlander » comme pour une explosion aérienne.
L’ajout d’une composante temporelle au chargement implique la nécessité de trouver un
deuxième paramètre pour estimer la différence sur le déplacement maximum avec et sans
IFS. Avec l’aide du théorème de Vashy-Bunkingam, il a été possible de trouver les deux pa-
ramètres Π′

1 Π
′
2 permettant de quantifier les effets de l’IFS.

{
Π′

1 = ξ

Π′
2 = ξ

ti
t0

Avec :ti le temps de maintien de la phase positive et t0 la période propre de la structure.

Pour tous les types de murs linéaires, les déplacements maximum calculés avec et sans
IFS sont différents de moins de 10%. En contrepartie de cette perte de précision, le mo-
dèle sans IFS permet de découpler les pas de temps minimum du fluide et de la structure
et ainsi diminuer le temps de calcul par 2 pour un calcul complet. Il est également pos-
sible d’augmenter le nombre de mailles de fluide pour gagner environ 10% de précision
sur le pic de surpression sans augmenter le temps de calcul. De plus, il est bien plus fa-
cile pour l’ingénieur d’étudier deux modèles peu coûteux en mémoire qu’un seul, global,
forcément plus lourd.

En couplant les approches proposées, il est donc possible de diminuer le temps de calcul
par 2 (calcul sans IFS) tout en augmentant la précision de l’onde vis-à-vis de l’UFC de 15
à 20% (modèle du «β-ballon »).

Perspectives

Pour consolider ces travaux, il faudrait dans un premier temps consolider les essais au
tube à choc, notamment en mesurant plus précisément la pression dans la chambre mo-
trice grâce à un remplissage asservi et des capteurs étalonnés. Ensuite, une étude paramé-
trique, permettant d’obtenir des résultats exploitables, dans le cas d’une structure non-
linéaire et d’une force de type « blast » est nécessaire pour obtenir une approximation des
effets de l’IFS dans un cas plus proche de la réalité.

Pour aller encore plus loin, des campagnes expérimentales pourrait être menées pour va-
lider le modèle du ballon de grande dimension et l’absence de prise en compte de l’IFS.
Dans le premier, il faudrait comparer les surpressions aériennes d’une charge de TNT
avec celle d’un ballon d’air comprimé de grandes dimensions. Dans le second, une presse
dynamique pourrait servir à créer un chargement « sans IFS » sur une structure. Ce char-
gement serait ensuite comparé avec des données obtenues au tube à choc où la plaque
en aluminium serait remplacée par un ressort.
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Enfin, les modèles numériques pourraient aussi être poussés encore plus loin, notam-
ment en prenant en compte les effets des réactions de post-détonation dans les β-ballons
avec une libération d’énergie résiduelle après la détonation, comme c’est le cas dans cer-
tains modèles reposant sur l’utilisation de l’équation d’état JWL.
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ANNEXE A. RÉSULTATS EXPÉRIMENTAUX AU TAC

A.1 Coefficient de la loi de Ludwik

Le tableau A.1 montrent tous les résultats obtenus par la méthode des moindres carrés
pour les plaques de 2mm.

Limite
élastique

Coefficient
d’écrouissage

Exposant
d’écrouissage

Module
d’Young

A1 54.8 700 0.667 62.7
A2 75.0 460 0.558 64.5
A3 79.0 356 0.522 59.9
A4 79.0 356 0.477 61.5
A5 79.0 356 0.488 56.6
A6 79.0 356 0.500 64.9
A7 79.0 356 0.515 59.4
B1 80.8 520 0.510 78.7
B2 75.0 425 0.508 68.2
B3 79.0 356 0.422 70.3
B4 79.0 356 0.411 71.3
B5 79.0 356 0.449 68.2
B6 79.0 356 0.404 48.1
B7 75.0 350 0.431 66.6

Moyenne 75.4 273 0.322 46.8
Écart type 1.08 27.5 0.026 3.1

Coefficient de
variation

1% 10% 8% 7%

TABLEAU A.1 – Paramètres de la loi de Ludwik issus de l’optimisation par les moindres carrés sur
les plaques de 2mm

Le tableau A.2 montre tous les résultats obtenus par la méthode des moindres carrés pour
les plaques de 0.5mm.
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Limite
élastique

Coefficient
d’écrouissage

Exposant
d’écrouissage

Module
d’Young

A1 79.0 356 0.400 48.4
A2 76.0 274 0.310 42.7
A3 75.0 306 0.353 49.9
A4 75.0 270 0.323 44.4
A5 75.0 267 0.324 45.1
A6 75.0 266 0.317 46.1
A7 75.0 266 0.315 54.0
B1 75.0 266 0.315 47.4
B2 75.0 276 0.334 46.8
B3 75.0 257 0.308 46.3
B4 75.0 254 0.301 50.0
B5 75.0 254 0.301 44.2
B6 75.0 248 0.299 46.7
B7 75.0 267 0.315 42.9

Moyenne 76.5 404.2 0.49 64.4
Écart type 6.5 99.2 0.07 7.4

Coefficient de
variation

9% 25% 14% 11%

TABLEAU A.2 – Paramètres de la loi de Ludwik issus de l’optimisation par les moindres carrés sur
les plaques de 0.5mm
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A.2 Surpression relevées en configuration «blast»

Le tableau A.3 présente en détail les relevés expérimentaux des surpressions maximum
obtenues dans les essais au tube à choc en configuration blast. Plus de détails sont donnés
au chapitre 2.

Pression maximum (en bar)
Numéro du

capteur
1 2 3 4 5 6

Essais de mars 2018
0.73 0.66 0.71 0.70 0.67 0.65
0.74 0.68 0.73 0.72 0.69 0.67
0.77 0.68 0.74 0.72 0.70 0.68
0.76 0.69 0.74 0.73 0.70 0.72
0.70 0.69 0.75 0.73 0.70 0.70
0.69 0.68 0.74 0.72 0.70 0.70
0.76 0.67 0.73 0.72 0.69 0.68
0.76 0.68 0.73 0.72 0.69 0.67
0.75 0.68 0.73 0.72 0.69 0.67
0.75 0.67 0.72 0.70 0.69 0.66
0.76 0.68 0.73 0.72 0.70 0.70

Moyenne 0.74 0.68 0.73 0.72 0.69 0.68
Écart type 0.026 0.010 0.010 0.009 0.009 0.019

Coefficient de
variation

3% 1% 1% 1% 1% 3%

Essais de mai 2018
0.70 0.79 0.76 0.75 0.73 0.72
0.70 0.76 0.76 0.74 0.73 0.70
0.69 0.75 0.76 0.75 0.72 0.70

Moyenne 0.70 0.77 0.76 0.75 0.73 0.71
Écart type 0.004 0.018 0.004 0.003 0.003 0.010

Coefficient de
variation

1% 2% 0% 0% 0% 1%

TABLEAU A.3 – Pression maximum de l’onde incidente (en bar) pour tous les essais en configura-
tion choc.
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A.3 Surpression relevées en configuration «choc»

Le tableau A.4 présente en détail les relevés expérimentaux des surpressions maximum
obtenues dans les essais au tube à choc en configuration choc. Plus de détails sont donnés
au chapitre 2.

Pression maximum (en bar)
Numéro du

capteur
1 2 3 4 5 6

Configuration 1
Essai 1 1.54 1.60 1.58 1.52 1.44 1.46
Essai 2 1.54 1.60 1.58 1.52 1.43 1.46
Essai 3 1.53 1.59 1.57 1.52 1.42 1.45
Essai 4 1.49 1.54 1.52 1.48 1.37 1.41
Essai 5 1.51 1.57 1.53 1.49 1.38 1.42

Moyenne 1.52 1.58 1.55 1.50 1.41 1.44
Écart type 0.02 0.02 0.02 0.02 0.03 0.02

Coefficient de
variation

2% 2% 2% 1% 2% 2%

Configuration 2
Essai 1 1.29 1.34 1.30 1.27 1.17 1.19
Essai 2 1.41 1.44 1.45 1.40 1.32 1.33
Essai 3 1.39 1.43 1.42 1.37 1.30 1.31
Essai 4 1.37 1.41 1.40 1.36 1.27 1.29

Moyenne 1.36 1.40 1.39 1.35 1.26 1.28
Écart type 0.05 0.05 0.07 0.06 0.07 0.06

Coefficient de
variation

4% 3% 5% 4% 5% 5%

Configuration 3
Essai 1 1.23 1.27 1.27 1.21 1.12 1.13
Essai 2 1.31 1.34 1.35 1.30 1.22 1.24
Essai 3 1.25 1.29 1.29 1.25 1.16 1.18
Essai 4 1.10 1.10 1.13 1.09 1.03 1.04

Moyenne 1.22 1.25 1.26 1.21 1.13 1.15
Écart type 0.09 0.10 0.09 0.09 0.08 0.08

Coefficient de
variation

7% 8% 7% 7% 7% 7%

TABLEAU A.4 – Valeurs expérimentales de pression (en bar) obtenues dans les trois configurations.
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ANNEXE B. CARACTÉRISTIQUES DES CAPTEURS PCB

Les deux pages suivantes montrent les caractéristiques des capteurs de la marque PCB
113B21 et 113B28 données par le fabricant
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 Model Number 
113B21 ICP® PRESSURE SENSOR 

Revision: D 

ECN #: 40791 

 

 

[4] 

Performance  ENGLISH SI 
Measurement Range(for ±5V output) 200 psi 1379 kPa  
Useful Overrange(for ± 10V output) 400 psi 2758 kPa [2] 
Sensitivity(± 15 %) 25 mV/psi 3.6 mV/kPa  
Maximum Pressure 1 kpsi 6895 kPa  
Resolution 1.0 mpsi 0.007 kPa [1] 
Resonant Frequency ≥ 500 kHz ≥ 500 kHz  
Rise Time ≤ 1.0 µ sec ≤ 1.0 µ sec  
Low Frequency Response(-5 %) 0.5 Hz 0.5 Hz  
Non-Linearity ≤ 1.0 % FS ≤ 1.0 % FS [3] 
Environmental  
Acceleration Sensitivity ≤ 0.002 psi/g ≤ 0.0014 kPa/(m/s²)  
Temperature Range(Operating) -100 to +275 °F -73 to +135 °C  
Temperature Coefficient of Sensitivity ≤ 0.03 %/°F ≤ 0.054 %/°C [1] 
Maximum Flash Temperature 3000 °F 1649 °C  
Maximum Vibration 2000 g pk 19,614 m/s² pk  
Maximum Shock 20,000 g pk 196,140 m/s² pk  
Electrical  
Output Polarity(Positive Pressure) Positive Positive  
Discharge Time Constant(at room temp) ≥ 1.0 sec ≥ 1.0 sec  
Excitation Voltage 20 to 30 VDC 20 to 30 VDC  
Constant Current Excitation 2 to 20 mA 2 to 20 mA  
Output Impedance <100 Ohm <100 Ohm  
Output Bias Voltage 8 to 14 VDC 8 to 14 VDC  
Physical  
Sensing Geometry Compression Compression  
Sensing Element Quartz Quartz  
Housing Material 17-4 Stainless Steel 17-4 Stainless Steel  
Diaphragm Invar Invar  
Sealing Welded Hermetic Welded Hermetic  
Electrical Connector 10-32 Coaxial Jack 10-32 Coaxial Jack  
Weight(with clamp nut) 0.21 oz 6.0 gm  

All specifications are at room temperature unless otherwise specified. 
In the interest of constant product improvement, we reserve the right to change specifications without notice. 

ICP® is a registered trademark of PCB Group, Inc. 

 

OPTIONAL VERSIONS  
Optional versions have identical specifications and accessories as listed for the standard model 

except where noted below. More than one option may be used. 
  

E - Emralon coating [5]
Coating Emralon Emralon 
Electrical Isolation 108 Ohm 108 Ohm 
Supplied Accessory : Model 065A08 Isolation ring 0.250"OD x 0.218" ID x 0.027" thk anodized 
aluminum (3) 
Supplied Accessory : Model 065A22 Isolation Seal, .250" OD x .218" ID x .015", Torlon or 
Vespel (3) 
 
H - Hermetic Seal [5]
Sealing Welded Hermetic Welded Hermetic 
 
J - Ground Isolated [5][6]
 
N - Negative Output Polarity [5]
 
S - Stainless Steel Diaphragm [5]
Diaphragm 316L Stainless Steel 316L Stainless Steel 
 
W - Water Resistant Cable [7][5]
Supplied Accessory : Model 060A03 Clamp nut, 5/16-24-2A thd, 1/4" hex, stainless steel (1) 
 
WM - Water Resistant Cable [7][5]
Supplied Accessory : Model 060A05 Clamp nut M7 x 0.75-6g thd (1) 

 

NOTES:
[1] Typical.
[2] For +10 volt output, minimum 24 VDC supply voltage required. Negative 10 volt output may 

be limited by output bias.
[3] Zero-based, least-squares, straight line method.
[4] See PCB Declaration of Conformance PS023 for details.
[5] For sensor mounted in thread adaptor, see adaptor installation drawing for supplied 

accessories.
[6] Used with optional mounting adaptor.
[7] Clamp nut installed prior to cable attachment

 

 

 

SUPPLIED ACCESSORIES:  
Model 060A03 Clamp nut, 5/16-24-2A thd, 1/4" hex, stainless steel (1) 
Model 060A05 Clamp nut M7 x 0.75-6g thd (1) 
Model 065A02 Seal ring, sensor flush mount, 0.248" OD x 0.219" ID x 0.015" thk, brass (3) 
Model 065A05 Seal sleeve sensor recess mount 0.248" OD x 0.221" ID x 0.240" thk 17-4 (1) 

Entered: AP Engineer: MJK Sales: KWW Approved: BAM Spec Number: 
Date: 3/19/2013 Date: 3/19/2013 Date: 3/19/2013 Date: 3/19/2013 40640 

 
3425 Walden Avenue, Depew, NY 14043

Phone: 716-684-0001 
Fax: 716-684-0987 
E-Mail: info@pcb.com



Model Number

113B28 ICP® PRESSURE SENSOR
Revision: D

ECN #: 44078

Performance ENGLISH SI 
Measurement Range(for ±5V output) 50 psi 344.7 kPa

Useful Overrange(for ± 10V output) 100 psi 689.4 kPa [1]
Sensitivity(± 15 %) 100 mV/psi 14.5 mV/kPa

Maximum Pressure 1000 psi 6895 kPa

Resolution 0.001 psi 0.007 kPa [2]

Resonant Frequency ≥ 500 kHz ≥ 500 kHz

Rise Time ≤ 1.0 µ sec ≤ 1.0 µ sec

Low Frequency Response(-5 %) 0.5 Hz 0.5 Hz

Non-Linearity ≤ 1.0 % FS ≤ 1.0 % FS [3]

Environmental
Acceleration Sensitivity ≤ 0.002 psi/g ≤ 0.0014 kPa/(m/s²)

Temperature Range(Operating) -100 to +275 °F -73 to +135 °C

Temperature Coefficient of Sensitivity ≤ 0.03 %/°F ≤ 0.054 %/°C

Maximum Flash Temperature 3000 °F 1649 °C

Maximum Vibration 2000 g pk 19,614 m/s² pk

Maximum Shock 20,000 g pk 196,140 m/s² pk

Electrical
Discharge Time Constant(at room temp) ≥ 1.0 sec ≥ 1.0 sec

Excitation Voltage 22 to 30 VDC 22 to 30 VDC

Constant Current Excitation 2 to 20 mA 2 to 20 mA

Output Impedance <100 Ohm <100 Ohm

Output Bias Voltage 8 to 15 VDC 8 to 15 VDC

Physical
Sensing Geometry Compression Compression

Sensing Element Quartz Quartz

Housing Material 17-4 Stainless Steel 17-4 Stainless Steel

Diaphragm Invar Invar

Sealing Welded Hermetic Welded Hermetic

Electrical Connector 10-32 Coaxial Jack 10-32 Coaxial Jack

Weight(with clamp nut) 0.16 oz 4.5 gm

All specifications are at room temperature unless otherwise specified.
In the interest of constant product improvement, we reserve the right to change specifications without notice.

ICP
®
 is a registered trademark of PCB Group, Inc. 

E - Emralon coating [5]

Coating Emralon Emralon

Electrical Isolation 108 Ohm 108 Ohm

Supplied Accessory : Model 065A08 Isolation ring 0.250"OD x 0.218" ID x 0.027" thk anodized 
aluminum (3)

Supplied Accessory : Model 065A22 Isolation Seal, .250" OD x .218" ID x .015", Torlon or 
Vespel (3)

H - Hermetic Seal [5]
Sealing Welded Hermetic Welded Hermetic

J - Ground Isolated [5][6]

N - Negative Output Polarity [5]

S - Stainless Steel Diaphragm [5]
Diaphragm 316L Stainless Steel 316L Stainless Steel

W - Water Resistant Cable [7][5]

Supplied Accessory : Model 060A03 Clamp nut, 5/16-24-2A thd, 1/4" hex, stainless steel (1)

WM - Water Resistant Cable [7][5]
Supplied Accessory : Model 060A05 Clamp nut M7 x 0.75-6g thd (1)

NOTES:
[1]For +10 volt output, minimum 26 VDC supply voltage required. Negative 10 volt output may be 

limited by output bias.

[2]Typical.

[3]Zero-based, least-squares, straight line method.
[4]See PCB Declaration of Conformance PS023 for details.
[5]For sensor mounted in thread adaptor, see adaptor installation drawing for supplied 

accessories.
[6]Used with optional mounting adaptor.
[7]Clamp nut installed prior to cable attachment

SUPPLIED ACCESSORIES: 
Model 060A03 Clamp nut, 5/16-24-2A thd, 1/4" hex, stainless steel (1)
Model 060A05 Clamp nut M7 x 0.75-6g thd (1)
Model 065A02 Seal ring, sensor flush mount, 0.248" OD x 0.219" ID x 0.015" thk, brass (3)

Model 065A05 Seal sleeve sensor recess mount 0.248" OD x 0.221" ID x 0.240" thk 17-4 (1)

3425 Walden Avenue, Depew, NY 14043

Phone: 716-684-0001

Fax: 716-684-0987

E-Mail: info@pcb.com

[4]

OPTIONAL VERSIONS
Optional versions have identical specifications and accessories as listed for the standard model 

except where noted below. More than one option may be used.

Entered: AP Engineer: RPF Sales: RWM Approved: RPF Spec Number:

Date: 4/9/2015 Date: 4/9/2015 Date: 4/9/2015 Date: 4/9/2015 40624 



ANNEXE C

DISTANCE CRITIQUE POUR LE BALLON

C.1 Vue globale du maillage

La figure C.1 présente une vue globale des deux maillages radial et cartésien pour le β-
ballon de rayon β= 10

FIGURE C.1 – Vue globale des deux maillages pour β= 10
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ANNEXE C. DISTANCE CRITIQUE POUR LE BALLON

C.2 Maillage cartésien

Les graphiques suivants montrent la distance dβ à laquelle la modélisation grâce à un bal-
lon comprimé de rayon β×R est plus précise que la celle où l’équation d’état JWL est em-
ployé pour modéliser la détente des produits de détonation. Dans ce premier paragraphe,
le maillage est cartésien.

FIGURE C.2 – dβ pour le maillage cartésien et une taille de maille de 2mm
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ANNEXE C. DISTANCE CRITIQUE POUR LE BALLON

FIGURE C.3 – dβ pour le maillage cartésien et une taille de maille de 5mm

FIGURE C.4 – dβ pour le maillage cartésien et une taille de maille de 10mm
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ANNEXE C. DISTANCE CRITIQUE POUR LE BALLON

FIGURE C.5 – dβ pour le maillage cartésien et une taille de maille de 15mm
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ANNEXE C. DISTANCE CRITIQUE POUR LE BALLON

C.3 Maillage radial

Les graphiques suivants montrent la distance dβ à laquelle la modélisation grâce à un bal-
lon comprimé de rayon β×R est plus précise que la celle où l’équation d’état JWL est em-
ployé pour modéliser la détente des produits de détonation. Dans ce premier paragraphe,
le maillage est radial.

FIGURE C.6 – dβ pour le maillage radial et une taille de maille de 2mm
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ANNEXE C. DISTANCE CRITIQUE POUR LE BALLON

FIGURE C.7 – dβ pour le maillage radial et une taille de maille de 5mm

FIGURE C.8 – dβ pour le maillage radial et une taille de maille de 10mm
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FIGURE C.9 – dβ pour le maillage radial et une taille de maille de 15mm
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ANNEXE D

DIAGRAMME DE MARCHE D’UNE ONDE
AÉRIENNE

Sur le diagramme de marche D.1 issu de l’étude de Brode publié en 1959 1, la position du
choc secondaire est représentée en trait plein (position A et indice « s2 » par Brode). Aux
premiers instants de la propagation, le choc secondaire se déplace dans le sens de l’onde
incidente avant de retourner vers le centre de l’explosion. Il s’y réfléchit et repart, une
nouvelle fois, dans le sens de l’onde incidente.

1. Brode, H. L. (1959). Blast wave from a spherical charge. The Physics of Fluids, 2(2), 217-229.
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ANNEXE D. DIAGRAMME DE MARCHE D’UNE ONDE AÉRIENNE

FIGURE D.1 – Diagramme espace - temps pour les chocs et la surface de contact pour une explo-
sion aérienne de TNT issue du papier de Brode. A est la position du choc secondaire.
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Titre : Modélisation des effets d’une onde de souffle sur les structures de génie civil : de l’explosif à 
l’interaction fluide-structure 

Mots clés : Modélisation numérique, interaction fluide-structure, tube à choc, onde de choc, 
dimensionnement. 

Résumé : Dans le cadre du calcul numérique 
d’une structure de génie civil soumise à une 
explosion, une grande précision dans la 
modélisation implique un temps de calcul très 
important et donc une mauvaise réactivité. 
Ces travaux de thèse se sont donc focalisés sur 
l’établissement de méthodes de calcul 
permettant d’améliorer la précision et/ou la 
rapidité du calcul numérique.  
Dans un premier temps, la précision des 
méthodes actuelles est évaluée grâce à une 
campagne d’essais au tube à choc. La 
simulation numérique permet de reproduire 
fidèlement les déplacements et pressions 

observés. Sur cette base, la détonation est 
remplacée par la détente d’un gaz à haute 
pression. Cette méthode permet de diminuer 
les gradients de pression aux premiers instants 
de l’explosion et ainsi augmenter la précision 
loin de la charge. Une seconde modélisation, 
sans prise en compte de l’interaction fluide 
structure a également été évaluée. Ces deux 
nouveaux modèles numériques ont fait l’objet 
d’études paramétriques permettant de 
déterminer la perte éventuelle de précision et 
les grandeurs physiques prépondérantes dans 
l’estimation de cet écart vis-à-vis de la 
référence choisie. 

 

Title : Numerical Modeling of blast wave effects on civil engineering structures. Form the explosif to 
fluid-structure interaction. 

Keywords : Numerical simualtion, fluid-structure interaction, shock tube, blast wave, structural 
design 

Abstract : Numerical simulation of blast wave 
loaded structures required large amount of CPU 
time in order to achieve reasonable accuracy. 
Today, there is a trade off needing between 
accuracy and CPU time, this PhD suggest 
differents numerical models to enhance the 
simulation.  
In the first time, the current methods are 
evaluted in comparison with experimental data 
of pressure and displacement recorded on 
shock tube experiments. In this particular case, 
the numerical simulation is showing good 
accuracy. 
Based on these results, the detonation process 
is replaced the relaxation of high pressure gas. 
 
. 

This method reduces the high pressure 
gradient at the beginning of the blast wave and 
thus increase the accuracy at latter stages. The 
second model consist in overlooking the fluid 
structure interaction. Both of this models have 
been studied thanks to a parametric studies 
showing the accuracy loss. Then the relevant 
physical parameters for the influence of both 
simplifcation are extracted and evaluated. 
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