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figure IV-20 : évolution de la rigidité de flexion d’une peau avec une 
épaisseur de résine supplémentaire

La figure IV-20 montre l’évolution de la rigidité de flexion (E0Iz) d’une peau verre
composée de 2 plis de tissu (0.32 mm), et d’une épaisseur de résine variant entre 0 et 0.35 mm.
L’augmentation de la rigidité est très nette, puisqu’elle double pour une épaisseur
supplémentaire de 0.2 mm de résine.
Le problème de la détermination de la rigidité des peaux en flexion est propre aux peaux fines.
Pour des peaux plus épaisses, l’imprécision diminue très vite avec l’épaisseur.

IV.3.2 Résultats pour les éprouvettes droites

La modélisation permet de confirmer que le mode de ruine pour les éprouvettes à peaux
droites est bien le flambage (figure IV-21). Le processus menant à la rupture comporte deux
étapes.
Au début du chargement, la compression dans la peau entraîne très peu de contraintes
transversales dans l’âme. Lorsque l’effort dépasse l’effort critique de flambage, l’instabilité
entraîne une déformation transversale de la peau, et l’apparition de contraintes transverses
dans l’âme. Comme il a été vu au paragraphe IV.2.1.2, ces contraintes peuvent être localisées
dans une zone située sous la peau (courtes longueurs d’onde), ou globales. La figure IV-21
montre la répartition des contraintes normales selon X, dans l’âme, une fois que la structure
flambe. Dans ce cas de figure, la localisation des contraintes sous la peau est clairement
visible, et le maximum des contraintes est atteint au niveau des courbures maximales de la
peau. Les contraintes sont représentées pour un effort global sur la structure de 1400 N, et la
déformée est exagérée afin de la rendre visible.
Le graphe de la figure IV-21 représente l’évolution de la contrainte maximale en fonction de
l’effort résultant sur la structure. La contrainte maximale est relevée à l’endroit déterminé
précédemment : dans l’âme, sous la peau, là où la courbure est maximale après flambage. Cette
courbe montre qu’après apparition de l’instabilité, la rupture n’est pas immédiate. Le flambage
de la peau engendre des concentrations de contraintes sous la peau. Lorsque le déplacement
global imposé augmente, l’effort se stabilise, les déplacements transverses augmentent, ainsi
que ces contraintes localisées. La rupture n’intervient qu’une fois que ces contraintes
dépassent la limite à rupture dans la mousse.
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figure IV-21 : contraintes dans la mousse (type B, 1 pli)

Les résultats, avec la prise en compte du problème des épaisseurs de peaux sont résumés dans
le tableau IV-2. Dans l’ensemble, les résultats sont proches des résultats d’essais. Les résultats
éléments finis sont tout de même légèrement supérieurs à ceux du modèle analytique. Cela
s’explique par le fait que le modèle analytique ne prend pas en compte les conditions aux
limites de la structure réelle, qui ont tendance, dans ce cas, à rigidifier la structure. Le modèle
analytique est donc conservatif dans ce cas.

tableau IV-2 : Efforts à rupture dans les éprouvettes planes : 
comparaison essais/EF/analytique

La modélisation EF et le modèle analytique offrent donc une bonne corrélation des essais.

EF Modèle analytique Essais
épaisseur de 
résine (mm)

effort (N) épaisseur de 
résine (mm)

effort (N) efforts (N)

2 plis - - 0.20 2260 de 2500
à 30000.28 2670 0.28 2600

0.40 3450 0.40 3075

1 pli 0.16 1400 0.16 1400 de 1250 à 
15000.24 1750 0.24 1740

0.34 2240 0.34 2180
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IV.3.3 Evolution de l’initiation de la rupture avec la courbure des peaux

Les essais montrent une baisse de la charge à rupture lorsque la courbure augmente. Les
calculs EF expliquent ce comportement et montrent que le processus menant au décollement
n’est plus le même que pour les éprouvettes droites.

figure IV-22 : Contraintes dans la mousse (type E, 2 plis)

Les calculs EF de flambage linéaire ont permis de montrer que l’effort de flambage
obtenu pour les éprouvettes bombées augmente légèrement avec la courbure de la peau. La
courbure joue donc un rôle stabilisateur.
Or, durant les essais, la rupture apparaît plus tôt que pour les éprouvettes droites. Il semble
donc que le flambage ne soit pas atteint, et que la rupture soit due à un autre phénomène.
Des calculs non-linéaires ont alors été réalisés. La figure IV-22 montre la répartition des
contraintes transverses dans l’âme. La déformée de la structure est exagérée.
On observe qu’il n’y a pas de concentration des contraintes comme dans le cas des peaux
droites. La contrainte maximale est relevée à l’endroit où la courbure est maximale, et
représentée sur le graphe en fonction de l’effort résultant sur la structure. Dés le début du
chargement, cette contrainte augmente de manière significative avec l’effort, et aucune
instabilité n’apparaît.
En fait, la courbure de la peau engendre une contrainte normale dans le sens transversal dès le
début du chargement. Lorsque cette contrainte dépasse la limite à rupture dans la mousse, le
décollement apparaît. Cette limite est dépassée bien avant que le flambage de la peau ne se
manifeste, d’où la diminution de la charge à rupture quand la courbure de la peau augmente.

Pour corréler les essais, des calculs EF non-linéaires ont été réalisés. Les éprouvettes de
type E, à 2 plis ont été modélisées, et différentes épaisseurs de résine ont été prises en compte
pour appréhender le problème de la détermination de la rigidité des peaux. Pour comparer aux
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essais, on relève l’effort résultant, et la déformation dans les peaux. La déformation dans les
peaux est la déformation moyenne : les expressions de la position de l’axe neutre et de la
rigidité globale des peaux (eq. IV-27 et eq. IV-28) permettent de remonter à la déformation de
la peau en surface, c’est à dire à la déformation lue par les jauges. La rupture est prise en
compte en comparant la contrainte normale transverse dans l’âme à la limite à rupture de la
mousse.
La figure IV-23 présente ces résultats : les courbes de l’effort en fonction de la déformation de
la peau y sont représentées à côté de 2 courbes d’essais. On voit que les calculs permettent de
retrouver le comportement de la structure lors des essais. Lorsque l’épaisseur de résine
augmente, les courbes se déplacent vers la droite.
En passant d’une épaisseur de résine de 0.26 mm à une épaisseur de 0.40 mm, les courbes des
calculs encadrent les courbes d’essais.
Ainsi, malgré l’imprécision sur la rigidité des peaux, il est possible d’estimer le comportement
de la structure et les efforts à rupture. 

figure IV-23 : Graphe de corrélation des essais de type E - 2 plis en 
prenant en compte l’épaisseur de résine

Pour valider la démarche, les calculs sont réalisés pour les différentes éprouvettes
étudiées : type B, C, D et E. Les peaux sont formées de 2 plis, et l’épaisseur de résine est
arbitrairement fixée à 0.26 mm.
Les courbes des déformations en fonction des efforts sont représentées sur la figure IV-24.
Pour comparaison, des courbes d’essais sont également représentées. Pour chaque calcul EF,
les deux courbes (2 jauges par éprouvette) d’un essai représentatif sont données.

Ces courbes montrent que la corrélation est bonne : le comportement général, les efforts,
et l’influence de la courbure sont globalement bien estimés.
Les défauts de géométrie des éprouvettes dus à la méthode de fabrication, ainsi que la
difficulté du calcul de la rigidité des peaux sont les principales sources d’écarts entre les
modèles EF et les essais.
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figure IV-24 : Graphe de corrélation des essais de type B, C, D et E - 
2 plis, 0.26 mm de résine pour les EF

IV.3.4 Conclusion sur le décollement en statique

L’analyse EF réalisée pour les tests statiques montre l’évolution du mode de rupture des
structures étudiées avec leur géométrie. Le mode de rupture pour les peaux planes découle
d’un phénomène d’instabilité locale alors que celui des éprouvettes bombées est le résultat
d’une augmentation progressive et globale de la contrainte dans l’âme. Le résultat reste, pour
chacun des cas, une initiation du décollement des peaux par rupture locale de la mousse sous la
peau.

Le choix de la mousse est donc essentiel dans la conception de telles structures. Le choix
d’une mousse de rigidité plus grande permet d’augmenter l’effort critique de flambage, et le
choix d’une mousse de plus grande limite en traction augmente la tenue des structures à peaux
présentant une courbure. Dans l’optique d’une utilisation industrielle, notamment dans le
domaine aéronautique, il y a bien-sûr un compromis à faire entre ces gains en terme de
résistance, l’augmentation de masse due au choix d’une mousse plus performante, et les
contraintes de fabrication.

Dans tous les cas, la modélisation du comportement des structures étudiées et de
l’initiation du décollement est délicate. La finesse des peaux rend difficile l’évaluation de leur
rigidité, et les caractéristiques matériau des mousses présentent souvent une certaine
dispersion, notamment en terme de tenue à la rupture.
La modélisation permet cependant d’expliquer les phénomènes menant au décollement des
peaux de manière relativement précise.



page 126

IV.4 FLAMBAGE DYNAMIQUE

IV.4.1 Introduction

Comme ila été vu précédemment dans la partie bibliographique, il y a peu de travaux
effectués sur le flambage dynamique des structures, et à notre connaissance, rien sur le
flambage local dynamique des peaux. Un des résultats importants sur le flambage dynamique
en général est l’augmentation des valeurs critiques de flambage avec les vitesses de
chargement. Cependant, contrairement au cas statique, il n’est pas possible de définir un effort
critique de flambage, puisque la façon dont le chargement est imposé peut avoir une influence.
Des critères pour déterminer le flambage sont alors donnés, tels qu’un saut en déplacement, ou
un déplacement transverse tel que l’annulation de l’effort ne permet pas un retour du système à
l’état initial ([ARI-GUR 1997]).
Dans le cas de l’étude, il n’est pas nécessaire de rechercher un critère en flambage, sachant que
le résultat recherché est la déformation à rupture. Il s’agit donc de déterminer l’instant de
rupture pour un chargement donné.

IV.4.2 Observation du phénomène

Ce paragraphe a pour but d’appréhender le problème du flambage de peau mince sur âme
stabilisatrice par l’intermédiaire d’une modélisation EF avec le logiciel Radioss, afin d’en
comprendre le processus, et de proposer des critères ou modélisations simples pour le
dimensionnement des structures.

IV.4.2.1 Définition du modèle EF

La structure à modéliser est une peau stabilisée par une âme. Comme dans le cas
statique, seule la moitié de la peau sera modélisée, en prenant en compte les conditions de
symétrie. Le but est de propager une onde de compression dans la peau afin d’observer la
réponse de la peau. Pour ne pas polluer le phénomène par un retour prématuré de l’onde en
extrémité de modèle, la structure doit être représentée sur une longueur suffisante.

figure IV-25 : Définition du modèle d’observation du flambage 
dynamique sous Radioss

D’autre part, pour initier la déformation transverse de la peau, un défaut initial est appliqué.
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Pour l’étude, le défaut est choisi sinusoïdal. La longueur d’onde est celle du mode critique
obtenu pour une sollicitation statique, et l’amplitude est arbitrairement de 0.1 mm.
Le modèle EF est représenté sur la figure IV-25. La peau est modélisée par des éléments
poutre, et l’âme par des éléments 2D membranes. L’âme est maillée régulièrement par des
éléments carrés de 1 mm de côté. L’effort est appliqué à l’une des extrémités du modèle, l’autre
étant encastrée. L’effort est introduit au moyen d’un corps rigide qui relie l’ensemble des
noeuds de la peau et de la mousse à l’extrémité de la structure. Ce corps rigide n’a qu’un seul
degré de liberté : la translation selon l’axe Y.

Un élément de référence est défini dans la mousse, juste sous la peau, à l’endroit où la
courbure du défaut initial est maximale. C’est l’élément où les sollicitations dans la mousse
sont critiques. C’est là qu’elles seront donc relevées.

La structure a une largeur de 30 mm, une épaisseur de 10 mm, et les peaux sont
représentatives des peaux à 2 plis rencontrées pendant les essais. Pour la peau, les propriétés
homogénéisées sont utilisées :

- Ep = 20000 MPa,
- ep = 0.35 mm,

- Iz = 0.37 mm4.
La mousse est considérée isotrope :

- Em = 10 MPa,
- ν = 0.01

La contrainte à rupture dans la mousse en traction est de 0.7 MPa.

IV.4.2.2 Observation du phénomène

L’effort appliqué est une rampe de compression. La pente de montée en chargement est
de 80 N/µs. L’effort normal dans les peaux et les sollicitations dans la mousse sont recueillis et
analysés. La sollicitation maximale dans les peaux est bien obtenue dans l’élément de
référence précédemment défini.

figure IV-26 : Exemple de flambage dynamique : effort dans la peau 
et contrainte dans l’âme (pente 80 N/µµs)

La figure IV-26 montre les courbes de résultats de ce calcul. La courbe de gauche
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présente les efforts appliqués et lus dans la peau. L’effort dans la peau peut être décrit par deux
phases. La phase initiale correspond au chargement de la peau. L’effort y est linéaire, et très
légèrement plus faible que l’effort imposé. Cet écart est dû au fait que la peau présente un
défaut initial. L’énergie fournie au système sert donc principalement à comprimer la peau, mais
une partie se retrouve également en flexion dans la peau. Cette énergie de flexion est à
l’origine de la deuxième phase de chargement de la peau : à partir d’un moment, la flexion
devient prépondérante et l’effort normal chute. C’est le flambage de la peau.

La courbe de droite représente la contrainte normale transverse dans l’élément de référence, en
fonction du temps. Contrairement à l’effort normal dans la peau, la contrainte dans la mousse
ne croît pas linéairement. Un peu après 50 µs, la contrainte atteint 0.7 MPa, ce qui signifie que
la rupture apparaît. Cette analyse permet de retrouver, sur la courbe de l’effort, le point de
rupture, donc l’effort normal maximal dans la peau.
Cet effort est supérieur à 3000 N, alors que l’effort critique de flambage sous sollicitation
statique est de 1000 N.

Ce calcul montre donc l’influence de la vitesse du chargement dans le phénomène de
flambage.
La figure IV-27 illustre ces propos en montrant l’évolution de la structure au cours du temps.
on peut nettement y distinguer le déplacement selon X du point d’application de l’effort,
l’accroissement du défaut de la peau au cours du temps, et l’augmentation de la contrainte
normale transverse dans l’âme. Pour une raison de lisibilité des contraintes, seules les
contraintes de traction sont représentées, car ce sont elles qui génèrent la rupture.

figure IV-27 : Modèle EF de flambage dynamique : évolution de la 
structure à partir d’un défaut initial (pente 80 N/µµs)
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IV.4.3 Influence du chargement

Pour étudier l’influence de la vitesse du chargement sur la réponse à rupture de la
structure, il est nécessaire de faire évoluer les paramètres du chargement auquel la structure est
soumise.

IV.4.3.1 Chargement par rampe : influence de la vitesse de chargement

Le chargement est toujours appliqué sous forme d’une rampe, et des calculs sont lancés
pour différentes vitesses de chargement : 400, 80, 40, 10 et 4 N/µs.

Les courbes de l’effort normal dans la peau sont données dans la figure IV-28. Pour un
chargement à 400 N/µs, l’effort à rupture observé est supérieur à 7500 N, soit 7.5 fois
supérieur à la limite de flambage en statique. Lorsque la vitesse de chargement diminue,
l’effort à rupture diminue également, jusqu’à tendre vers la valeur de la statique, pour des
vitesses de chargement faibles.

figure IV-28 : Evolution des efforts à rupture avec la vitesse de 
chargement

La figure IV-29 présente les courbes de la contrainte normale transverse maximale dans l’âme
en fonction de l’effort normal dans la peau. Ces courbes montrent également une forte
dépendance à la vitesse de chargement : plus le chargement est rapide, plus la contrainte dans
la mousse et les déplacements transverses de la peau augmentent lentement par rapport à
l’effort dans la peau. Tout ce passe comme si les déplacements transverses n’avaient pas le
temps de s’effectuer pendant le chargement de la peau, retardant ainsi la montée des
contraintes dans la mousse.

C’est effectivement une façon d’expliquer le phénomène. La peau présente un défaut initial.
Pendant le chargement, le défaut à tendance à augmenter en amplitude. La contrainte sous la
peau est directement liée à ce défaut (déplacement transverse de la peau), donc elle augmente
au même rythme.
Il est possible de raisonner en terme d’inerties : le déplacement transverse de la peau a une
inertie plus grande que le déplacement longitudinal, c’est à dire que la vitesse du déplacement
transverse est faible devant celle du déplacement longitudinal : le déplacement transverse est
toujours en retard par rapport au chargement de la peau.
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figure IV-29 : Courbes Effort - contrainte dans l’âme pour 
différentes vitesses de chargement

IV.4.3.2 Chargement par palier d’effort

Pendant un impact, une multitude de types de chargement peut être envisagée. Des
chargements sous formes de rampes ont été vus au paragraphe précédent. D’autres
chargements fréquents sont les chargements par rampe suivi d’un palier d’effort constant.
Des calculs ont été réalisés pour une rampe de 80 n/µs et différents paliers. Les courbes de
l’effort en fonction du temps sont données sur la figure IV-30. Dans les quatre calculs, la
rampe initiale est la même. Pour la courbe bleue, la rampe est maintenue jusqu’à rupture. Pour
les autres, la rampe est stoppée avant rupture, et un effort constant est imposé.
Plus le palier d’effort final est faible, plus la rupture est retardée.

figure IV-30 : Efforts à rupture pour une vitesse de chargement de 
(80N/µµs) et différents paliers

Les contraintes dans la mousse sont également relevées, et les courbes de la contrainte
transverse en fonction de l’effort sont données dans la figure IV-31. Tant que le chargement est
identique (début des rampes de chargement), les courbes sont confondues. Lorsque le
chargement est stoppé, et que le palier d’effort est imposé, au lieu de se stabiliser, la contrainte
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dans la mousse continue d’augmenter jusqu’à ce que la rupture survienne.
Cela confirme l’interprétation du paragraphe précédent : le chargement dans la mousse est en
retard par rapport au chargement de la peau, et lorsque l’effort est stoppé, les déplacements
transverses continuent à croître pour récupérer le retard.

figure IV-31 : Courbe Effort - contrainte dans la mousse pour une 
vitesse de chargement de (80N/µµs) et différents paliers

IV.4.3.3 Bilan sur les chargements par rampes et paliers

Les calculs précédents ont été généralisés à plusieurs rampes de chargement, et différents
paliers d’effort pour chaque rampe.
La figure IV-32 représente la réponse de la structure à ces différents chargements. Cinq pentes
de chargements sont utilisées, et pour chaque pente de chargement, plusieurs paliers d’effort
maximal sont imposés.
L’ensemble des points de rupture (effort, temps) obtenus pour une pente initiale donnée sont
reliés par une courbe.
Plusieurs observations intéressantes peuvent être faites :

- pour une pente initiale donnée, lorsqu’on applique les paliers d’effort, l’effort à rupture
a bien-sûr la valeur du palier, et le temps d’apparition de la rupture augmente quand la
valeur du palier diminue. C’est ce que représente les courbes qui relient les points de
rupture.
- pour un palier d’effort donné, le temps auquel apparaît la rupture augmente lorsque la
pente initiale de chargement diminue.
- lorsque la pente de chargement est faible, les efforts à rupture tendent vers l’effort de
flambage observé en statique (1000 N pour la configuration testée).

Pour les cas de charge envisagés jusqu’à présent, les évolutions sont simples et régulières. Ces
observations permettent de penser qu’il est possible de trouver une loi simple pour décrire
l’évolution de l’effort et du temps d’apparition de la rupture dans l’âme. Pour s’en assurer, un
chargement plus complexe est envisagé dans le paragraphe suivant.
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figure IV-32 : Evolution du flambage dynamique avec différents 
types de chargement

IV.4.3.4 Influence d’un état initial à contraintes non nulles dans l’âme

Le problème posé est de savoir s’il est possible de trouver un modèle simple de
description du comportement à rupture de la structure en fonction de n’importe quel
chargement. Pour ce faire, un chargement en deux phases est envisagé :

-  première phase : la peau est comprimée lentement.
- deuxième phase : la peau subit un chargement de 400 N/µs.

Le comportement de la structure sous ce chargement est comparé au chargement par une
rampe à 400 N/µs.

figure IV-33 : Influence du passé sur le comportement à flambage 
dynamique

La figure IV-33 donne les courbes de l’effort dans la peau en fonction du temps, et de la
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contrainte dans la mousse en fonction du temps. Les deux phases de chargement sont
nettement visibles. L’effort à rupture est beaucoup plus faible dans le cas du chargement en
deux phases, et la rupture arrive plus tard.

La courbe de droite sur la même figure montre l’évolution des contraintes dans la
mousse pendant le chargement. Pour le chargement en deux phases, on retrouve les deux
phases dans la contrainte transverse de la mousse : tout d’abord, l’installation dans la mousse
de contraintes établies à faible vitesse, puis, lorsque le chargement rapide est imposé, une
augmentation rapide de la contrainte.
Tout se passe donc comme si le chargement rapide était imposé à la structure dans laquelle une
contrainte initiale non nulle est établie.

Le résultat est donc que pour un chargement initial établi, la rupture apparaît plus tôt (en
ne considérant pas le temps de chargement initial), et l’effort à rupture est nettement plus
faible.
L’explication vient toujours de la mise en mouvement transverse. La première pente, lente, du
second chargement laisse le temps à la peau et à la mousse de se mettre en mouvement dans le
sens transversal. Quand la pente rapide est imposée, le déplacement transversal à effectuer
jusqu’à rupture est alors plus faible que dans le cas du chargement n°1 : la contrainte à rupture
dans la mousse est atteinte plus rapidement, et l’effort à rupture est donc moins élevé

IV.4.3.5 Conclusion

Ce dernier exemple montre la complexité du problème. En effet, pour des chargements
simples, il est possible d’envisager des critères énergétiques simples, ou basés sur les pentes de
chargement, pour décrire le comportement à rupture d’une peau stabilisée soumise au
flambage dynamique. Mais le dernier exemple montre qu’il faut également savoir prendre en
compte des états initiaux de chargement pour décrire correctement le phénomène.

La complexité du problème pousse donc à rechercher d’autres formes de modèles.

IV.4.4 Modèle d’initiation : Fladyn

IV.4.4.1 Bilan des observations

Les calculs précédents montrent qu’un modèle descriptif du flambage dynamique doit
permettre de prendre en compte :

- l’augmentation des efforts à rupture quand la vitesse de chargement augmente, avec
diminution du temps d’apparition de la rupture
- l’augmentation du temps d’apparition de la rupture lorsqu’une rampe d’effort est
stoppée et qu’un palier d’effort est alors imposé,
- la prise en compte d’un état initial de contrainte dans l’âme, dû par exemple à un
chargement initial à faible vitesse.

Il ne s’agit pas de décrire par le modèle l’évolution de l’ensemble des grandeurs physiques
pendant le chargement, mais juste d’estimer les efforts à rupture, et l’instant auquel elle
apparaît.
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IV.4.4.2 Modèle d’initiation proposé

Il s’agit de proposer un modèle le plus simple possible (nombre de paramètres réduit)
permettant de prendre en compte les différents phénomènes évoqués ci-dessus, et donc d’écrire
la loi de rupture par flambage dynamique. Les paramètres du modèle retenu pourront être
identifiés à partir de calculs EF fins.
La description des phénomènes donnée dans le paragraphe précédent laisse penser qu’il est
possible d’utiliser une analogie avec les systèmes mécaniques de type masses-ressorts-
amortisseurs.
En particulier, le comportement semble être voisin du modèle mécanique représenté sur la
figure IV-34.

figure IV-34 : Modèle mécanique équivalent

Dans le cas étudié, c’est un modèle à 3 paramètres, M, k et C. Si une force F est appliquée sur
la masse, l'équation du système est alors la suivante :

(eq. IV-29)
La variable de déplacement x est assimilée à la contrainte de traction dans la mousse, et est
comparée à xmax, contrainte à rupture de la mousse en traction.
F est assimilée à l’effort appliqué sur la peau. La force critique Fc est connue par les essais
statiques, et permet de déduire une égalité entre les paramètres précédemment cités :

. Le paramètre k est donc aisément identifiable.

Seuls restent à déterminer les paramètres M et C. Ces deux paramètres peuvent être identifiés à
partir de deux résultats EF, mais pour vérifier la représentativité du modèle, des calculs EF
complémentaires sont effectués.

Ce modèle est appelé Fladyn. Il est codé sous Matlab, et le système est résolu au moyen
d’un schéma d’intégration explicite.

IV.4.4.3 Identification des paramètres du modèle d’initiation Fladyn

Différents calculs EF sont réalisés pour obtenir des points de corrélation pour
l’identification des paramètres. Les caractéristiques de la structure sont les suivantes :

- peau : Ep = 20000 MPa, Iz = 0.37 mm4,
- mousse : isotrope, Em = 10 MPa, ν = 0.0001, σmax (traction) = 0.7 MPa,
- défaut : longueur d’onde λ = 10 mm, amplitude ∆A = 0.1 mm,
- Force critique de flambage en statique : Fc = 1000 N,

Ces valeurs permettent d’ores et déjà de définir une partie du modèle :
- xmax = σmax (traction) = 0.7
- k = 1428

M x··⋅ F C x· k x⋅–⋅–=

Fc k xmax⋅=
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La recherche des paramètres inconnus est réalisée, et donne :

- M = 10-6

- C = 0.06.

La figure IV-35 présente les résultats de l’identification pour différents types de
chargement.

figure IV-35 : Identification du modèle d’initiation à partir des 
résultats EF

Le graphe supérieur représente les efforts normaux dans la peau imposés dans le modèle
d’initiation. Celui du centre représente le déplacement x donné par le modèle. Le déplacement
maximal (xmax) est indiqué sur la figure pour visualiser l’instant où intervient la rupture.
Le dernier graphe donne les résultats de l’identification : les points effort/temps à la rupture,
pour le modèle et pour les calculs. Sur 15 points de corrélation, l’écart maximal observé sur le
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temps à rupture est de 10%, pour un écart moyen de 4%. Pour des question de lisibilité, seuls
10 points sont représentés sur les graphes.

Pour valider la prise en compte d’un chargement initial par le modèle d’initiation, un
essai sur les 15 est effectué avec une pente de chargement lente, suivie d’un chargement rapide.
La courbe de la figure IV-36 représente l’effort dans la peau pour le calcul EF, l’effort imposé
dans le modèle d’initiation, ainsi que le point de rupture. L’écart en temps au point de rupture
est inférieur à 2%.
Le modèle d’initiation prend donc bien en compte l’état initial des contraintes dans la mousse.

figure IV-36 : Influence de l’état de contrainte initial dans l’âme

IV.4.5 Intérêt et limitations

Grâce à ce modèle à 3 paramètres, il est possible d’obtenir un modèle d’initiation fiable
quel que soit le chargement apppliqué sur la peau.

Il est relativement facile de caractériser les paramètres du modèle Fladyn à partir d’une
série de calculs EF appropriés. Ce modèle fonctionne sous un schéma explicite d’intégration
dans le temps, et peut donc aisément être implanté dans un code de calcul de dynamique rapide
pour estimer l’instant d’initiation de la rupture et du décollement dû à un problème de
flambage local des peaux sous chargement dynamique.
Cela permet alors de s’affranchir d’un maillage fin de la structure dans les zones sensibles au
flambage local.

Un problème important reste cependant posé par l’influence du défaut initial. En effet, la
taille (amplitude et longueur d’onde) du défaut initial a une influence sur la réponse de la
structure. Ainsi, même s’il est toujours possible de déterminer un jeu de paramètres (M, k, C)
pour décrire le modèle, il reste le choix critique du défaut initial à considérer lors de la
modélisation pour représenter de façon réaliste l’initiation du décollement.
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IV.5 CONCLUSION

Un modèle de représentation du flambage local de peau est présenté, qui permet
d’obtenir de bonnes estimations des modes et valeurs critiques de flambage pour des
sollicitations statiques de compression. Il est simple a utiliser, puisqu’il est toujours possible
d’exprimer la force critique de flambage en fonction de la longueur d’onde, et qu’une simple
recherche de minimum de fonction d’une seule variable suffit alors pour déterminer force et
longueur d’onde critiques. Programmé dans un logiciel de type Excel, il est une bonne
alternative à l’expression classique de la contrainte critique de wrinkling, et permet en outre de
prendre en compte l’épaisseur de l’âme.

Pour le cas des sollicitations dynamiques, le problème est plus complexe. Il n’existe pas
à notre connaissance de modèle analytique de prévision du flambage local de peaux. Un
modèle d’initiation à 3 paramètres basé sur l’identification de calculs EF est proposé. La
recherche des paramètres est facile, et le modèle donne de très bons résultats, y compris pour
des sollicitations complexes.
La principale limitation de la méthode vient du fait que les 3 paramètres du modèle sont définis
pour un défaut donné : amplitude et longueur d’onde fixées.
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CHAPITRE V - Modélisation de l’impact

V.1 INTRODUCTION

V.1.1 Rappel de la problématique du maillage

Les problèmes liés au maillage ont été évoqués dans les préliminaires à l’étude. L’étude
bibliographique a également permis de cibler les modélisations envisageables pour l’initiation
et la propagation du décollement.

A partir de ces analyses, il a été décidé de modéliser le décollement par une couche
d’éléments endommageables. L’initiation est liée à un ensemble de critères prenant en compte
les différents phénomènes physiques de la rupture, et la propagation est régie par un modèle
issu de la mécanique de l’endommagement.

Le choix de cette modélisation du décollement entraîne des contraintes sur le maillage à
réaliser pour obtenir des résultats corrects. Des règles de maillage seront donc données dans ce
chapitre pour la modélisation du décollement des peaux sous impact.

V.1.2 Contenu du chapitre

Il s’agit au travers de ce chapitre de proposer une modélisation de l’impact sur structures
de type pale, et de la valider à partir des essais au poids tombant réalisés au laboratoire.

Pour ce faire, nous étudierons tout d’abord la capacité du code de calcul à modéliser le
comportement des éprouvettes pendant les essais, à partir d’une modélisation fine, et sans
prendre en compte le décollement. On s’attachera notamment à comprendre les phénomènes
qui mènent à la rupture, et à voir la représentativité du modèle sur ce point.

On proposera alors un modèle de propagation du décollement adapté à l’échelle de la
modélisation simplifiée envisagée, validé par les essais de décollement réalisés au laboratoire,
et présentés dans la partie expérimentale.

Le modèle de propagation du décollement, associé aux critères d’initiation présentés au
chapitre IV et à une modélisation simplifiée (maillage par éléments de grande taille) sera
appliqué aux essais au poids tombant, et permettra de proposer une méthode globale de calcul
de l’impact avec prise en compte du décollement.

Enfin, nous verrons une extension du problème de l’impact au cas des pales. Nous y
étudierons notamment les problèmes spécifiques de la force centrifuge, des conditions limites
à appliquer sur le modèle, et un outil pour préparer le maillage spécifique qui découle de la
modélisation proposée.
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V.2 MODÉLISATION DES ESSAIS DYNAMIQUES AU POIDS TOMBANT : ÉTUDE DE 
LA RÉPONSE SOUS RADIOSS ET DE L’INITIATION DU DÉCOLLEMENT

Des essais ont été réalisés au laboratoire sur éprouvettes spécifiques au poids tombant
pour étudier le phénomène et fournir des résultats d’essais afin de valider des méthodes de
résolutions numériques (paragraphe III.5.2). Dans ce paragraphe, ces éprouvettes sont
modélisées et des calculs numériques permettent de comprendre les phénomènes menant à la
rupture. Des modélisations sont alors proposées pour le calcul de l’impact, et notamment de
l’initiation des décollements.

V.2.1 Modèle simplifié masses-ressorts

Les premiers calculs effectués sur Radioss ont montré la difficulté de corréler calculs et
expériences. Notamment, l’imprécision sur les données matérielles (épaisseur des peaux,
rigidité de contact à prendre en compte, amortissement dans la structure) fait qu’il est
nécessaire de jouer sur certains paramètres pour pouvoir corréler.

Pour comprendre le comportement global de la structure et sa réponse à une sollicitation
par impact, un modèle simplifié a été réalisé. Il s’agit d’un modèle masses-ressorts
représentant la structure étudiée de manière très simple.

V.2.1.1 Principe et modélisation proposée

Les éprouvettes droites testées en statique et à l’impact ont un comportement
relativement simple à identifier avant la rupture. Puisque la rupture est due au flambage
dynamique des peaux, le comportement avant rupture est bien un comportement de
compression pure. Les essais en statique montrent en effet la linéarité du comportement de la
structure. Ainsi, les peaux stabilisées se comportent comme des ressorts, tout comme la
mousse, dans une moindre mesure.

figure V-1 : Modèle masses-ressorts équivalent

La modélisation proposée est représentée sur la figure V-1, au côté de la photo d’une
éprouvette et de l’impacteur. La structure est modélisée par une masse M1, représentant la
masse de la partie supérieure en acier de l’éprouvette. La raideur K1 est représentative de la
rigidité globale des peaux et de la mousse. L’impact est pris en compte par une masse M2,

Masse de l’impacteur   

Ressort d’interface    

Masse représentant la partie  
supérieure de l’éprouvette   

Ressort représentant la rigidité  
des peaux et de la mousse  

M1

M2

K2

K1
x
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égale à la masse de l’impacteur du poids tombant, et la rigidité de contact est modélisée par un
ressort linéaire, de raideur K2. Pour prendre en compte la perte de contact, cette raideur vaut :

si le ressort est en compression

sinon (perte de contact) (eq. V-1)

La vitesse de l’impacteur est imposée à la masse M2, et le calcul est effectué à partir d’un
schéma d’intégration explicite. Le système à résoudre est le suivant :

(eq. V-2)

Le schéma d’intégration du système dans le temps est donné par l’algorithme décrit sur la
figure V-2. Les variables spatiales sont initialisées à zéro sauf la vitesse de la masse
impactante.
Un coefficient d’amortissement w est introduit dans le calcul pour prendre en compte
l’amortissement des pics d’accélération observé pendant les essais. La variable P représente
l’effort de contact, et ∆t le pas de temps de calcul.

figure V-2 : Algorithme de calcul

V.2.1.2 Corrélation avec l’essai à v=1.14 m/s : pas de rupture

Les résultats du modèle sont comparés aux tests réalisés au poids tombant. La
modélisation par un système masses-ressorts ne prenant pas en compte la rupture, une
première corrélation sera effectuée avec l’essai à vitesse initiale de 1.14 m/s. Ces premiers
calculs permettront de définir et recaler certains paramètres si nécessaire. Pour les calculs à des
vitesses différentes, on vérifiera simplement que la corrélation est toujours correcte, et il sera

K2 K2c 0>=

K2 0=

M1 x··1⋅ K1 x1⋅ K2 x2 x1–( )⋅+–=

M2 x··2⋅ K2 x1 x2–( )⋅=

Boucle sur le temps :
calcul des déplacements :

calcul de la raideur et de l’effort de contact :
si  alors 

sinon 

actualisation des vitesses et accélérations :

x1 t ∆t+( ) x1 t( ) ∆t x·1 t( ) ∆t
2

2
-------- x··1 t( )⋅+⋅+=

x2 t ∆t+( ) x2 t( ) ∆t x·2 t( ) ∆t
2

2
-------- x··2 t( )⋅+⋅+=

x1 t ∆t+( ) x2 t ∆t+( )< K2 0=

K2 K2c=

P t ∆t+( ) K2 x2 t ∆t+( ) x1 t ∆t+( )–( )⋅–=

x··1 t ∆t+( ) 1
M1

------- K2 x2 t ∆t+( ) x1 t ∆t+( )–( ) K1 x1 t ∆t+( )⋅+⋅–[ ]⋅=

x··2 t ∆t+( )
K2–

M2
--------- x2 t ∆t+( ) x1 t ∆t+( )–( )⋅=

x·1 t ∆t+( ) 1 2w–( ) x·⋅ 1 t( ) 1 w–( ) ∆t
2
----- x··1 t( ) x··1 t ∆t+( )+( )⋅ ⋅+=

x·2 t ∆t+( ) x·2 t( ) ∆t
2
----- x··2 t( ) x··2 t ∆t+( )+( )⋅+=
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alors possible d’étudier l’influence de la vitesse d’impact sur la réponse de la structure.
La rigidité globale de la structure (K1) est évaluée à partir de la rigidité en compression des
peaux, alors que la rigidité de contact entre la masse et la structure est recherchée par
identification. La valeur de K1 est recalée par rapport aux essais pour améliorer les résultats de
la corrélation. On utilise pour cela la période des oscillations libres de la structure après la
rupture du contact, qui est comparée aux oscillations de la masse M1 sur le ressort K1.
Un coefficient d’amortissement est également introduit dans le calcul. Il permet d’obtenir une
meilleure estimation de l’accélération, mais les oscillations post-impact s’en trouvent
affectées, alors qu’elles ne le sont pas durant l’essai. Ce comportement pourrait être expliqué
par le comportement de la mousse, mais l’amortissement devrait également se retrouver après
la fin de l’impact, ce qui n’est pas le cas.
Le graphe des résultats de la corrélation pour v = 1.14 m/s est donné sur la figure V-3.
Un léger décalage en temps entre la courbe de déformation expérimentale et la courbe de
déformation du modèle est observé. Il est dû au transport des ondes dans les peaux en verre,
qui n’est pas pris en compte par le modèle.

figure V-3 : Résultats du modèle pour v=1.14 m/s

Ce modèle très simple donne de très bons résultats. Le déplacement et la vitesse de
l’impacteur sont très bien estimés, ainsi que les premiers pics d’effort. L’accélération du
modèle ne prend pas en compte les aller-retours de l’onde dans le poids tombant, c’est
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pourquoi les essais semblent bruités, alors que la courbe issue du modèle a un aspect lisse. Ce
modèle permet donc de bien prendre en compte la plupart des phénomènes mis en jeu, et de les
quantifier.

V.2.1.3 Explication de la forme de l’effort de contact

Il a déjà été noté, dans la partie expérimentale de l’étude, que l’effort (ou l’accélération)
a une forme particulière. Il est constitué de pics de charge et décharge. Pour comprendre ce
phénomène, le calcul a été effectué sur le modèle pour différentes rigidités de la structure (K1).
En balayant les valeurs de (K1), on remarque tout de suite son effet sur la réponse de l’effort de
contact (figure V-4). Ainsi, pour des structures très rigides, il n’y a pas de décollement au
niveau de la surface de contact (rebonds), ce qui donne une courbe régulière, formée d’un seul
pic compact (comportement fréquent dans le cas d’impact sur plaque rigide), alors que pour
l’extrême inverse, une structure très souple subit de multiples décollements des deux surfaces
de contact. La réponse de la structure est alors une série de pics bien différenciés, avec retour à
zéro de l’effort entre chaque pic.
Globalement, c’est donc le rapport entre la masse à accélérer et la rigidité de la structure qui
détermine la forme de l’effort d’impact.

figure V-4 : Effort de contact selon la rigidité globale de la structure

Dans le cas de l’étude, le phénomène se situe entre les deux cas évoqués : il n’y a pas ou
peu de décollement des surfaces de contact, mais il y a tout de même de fortes décharges, et
des pics marqués.

Ce modèle très simple permet donc déjà de situer cette étude dans le domaine de la
dynamique. En effet, contrairement aux impacts sur plaques, qui peuvent souvent être
assimilés à des phénomènes quasi-statiques, notre étude voit très fortement intervenir les
phénomènes dynamiques.

V.2.1.4 Corrélation avec l’essai à v=2.3 m/s : décollement

Le même calcul est réalisé pour une vitesse initiale de 2.3 m/s, afin de vérifier que les
paramètres déterminés pour v = 1.14 m/s sont des grandeurs intrinsèques, et qu’il n’est pas
nécessaire de les recalculer pour chaque essai. Les graphes des résultats sont donnés sur la
figure V-5. Seul le calcul avec un taux d’amortissement est représenté. L’ensemble des
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caractéristiques mécaniques de la structure, ainsi que le taux d’amortissement sont pris
identiques aux données de l’essai précédent. Seule la valeur de la vitesse initiale du projectile
change. L’accélération n’est pas filtrée, et présente plus de bruit que sur l’essai à 1.14 m/s.
Les courbes montrent une très bonne corrélation de l’ensemble des valeurs avec les résultats
des essais, jusqu’à l’instant de la rupture. Les effort et accélération s’annulent alors sur la
courbe des essais. Les paramètres déterminés pour v = 1.14 m/s sont donc validés.

figure V-5 : Résultats du modèle pour v=2.3 m/s

V.2.1.5 Intérêts et limitations

Ce modèle donne une très bonne représentation du comportement de la structure avant
l’impact. Il est facile à mettre en oeuvre, et donne de bonnes estimations des efforts et
accélérations sous impact.

Cependant, il ne donne pas la possibilité de modéliser les éprouvettes bombées car la
rigidité de la peau et de la mousse à prendre en compte devient compliquée à cause du
couplage compression-flexion des peaux.
D’autre part, le comportement pendant et après la rupture ne peut être pris en compte par un
modèle aussi simple. Ce modèle permet donc uniquement d’évaluer le comportement global de
la structure jusqu’au décollement de la peau.

La simplicité et la rapidité des calculs permettent tout de même d’effectuer une
optimisation des paramètres de façon plus aisée qu’en lançant des calculs sous Radioss, plus
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coûteux en temps. Ainsi, les grandeurs telles que les rigidités et les coefficients
d’amortissement, estimées à partir des données mécaniques et géométriques de la structure,
pourront être recalées sur les essais au moyen de ce modèle.

V.2.2 Modélisation EF fine

V.2.2.1 Principe

Le but d’une modélisation fine des essais à l’impact des éprouvettes testées est à la fois
de comprendre les phénomènes mis en jeu, et de montrer qu’il est possible de corréler les
essais jusqu’à rupture, c’est à dire de montrer que le code Radioss permet une bonne
représentativité des phénomènes. Le maillage réalisé est donc suffisamment fin pour pouvoir
appréhender les phénomènes locaux. La modélisation est effectuée en 3D et en 2D.

figure V-6 : Maillage des éprouvettes sous Radioss

La figure V-6 représente les différents modèles utilisés :
- modèle 3D : modélisation d’un quart de la structure, avec la masse du poids tombant, le
capteur, la tête d’impacteur,
- modèle 2D, demi-éprouvette droite, avec Rigid Wall,
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- modèle 2D, demi-éprouvette de type E, avec Rigid Wall.
Deux détails du maillage permettent de mieux visualiser le raccord entre la tête en acier

et la peau, et l’interface de contact, modélisée par une épaisseur de pli avec une loi de
comportement linéaire.

Les résultats des simulations 2D, comparés aux résultats 3D montrent qu’il n’est pas
nécessaire de mailler la structure en 3D : aucun effet tridimensionnel prépondérant n’est
observé : les parties en acier répartissent bien les efforts dans toute la largeur de l’éprouvette.
Seules les modélisations 2D seront donc utilisées, pour gagner du temps de calcul.

La symétrie de la géométrie et du chargement est prise en compte et permet également
d’alléger les modèles.

Enfin, le logiciel Radioss offre la possibilité d’utiliser des Rigid Wall. Ce sont des
surfaces non déformables, utilisées par exemple pour représenter la surface d’un objet
impactant ne se déformant pas ou peu.
C’est le cas du poids tombant, qui ne se déforme que très peu pendant l’impact. Il est donc
remplacé, dans la modélisation, par un Rigid Wall de même masse et de même vitesse initiale.
Le fait de ne pas modéliser l’impacteur réduit les coûts CPU, et aucune différence notable n’est
observée avec le modèle 3D avec maillage de l’impacteur, au niveau du comportement de la
structure impactée.
Le modèle 3D complet permet tout de même de visualiser au sein de l’impacteur les aller-
retours des ondes dues au contact impacteur-éprouvette. Il montre que le bruit observé sur le
signal de l’accélération pendant les essais (50 KHz) est bien dû aux aller-retours des ondes
dans la masse. Ce résultat est intéressant, mais n’entre pas en compte dans la réponse globale
de la structure impactée.

Pour la suite, les essais seront donc modélisés en 2D, avec un Rigid Wall pour remplacer
le poids tombant.

V.2.2.2 Eprouvettes droites, corrélation v=1.14 et 2.29 m/s

Des modélisations des essais sur éprouvettes droites sont alors réalisés pour les vitesses
de 1.14 et 2.29 m/s.
La rigidité d’interface utilisée est dérivée de celle du modèle masses-ressorts. Elle est en fait
modélisée par une fine couche d’éléments 2D situés au-dessus de la partie en acier de
l’éprouvette. La rigidité est donc estimée à partir des résultats des calculs du modèle masses-
ressorts, et recalée si nécessaire.
Un amortissement est imposé aux noeuds de la mousse et des peaux. Il permet de recaler
l’amortissement des ondes pendant la phase d’impact.
Les déplacements et vitesses corrélent très bien, jusqu’à rupture par décollement des peaux.
Comme le modèle simplifié précédent (masses-ressorts), l’effort est bien approché, surtout sur
les deux premiers pics, même si un léger décalage en temps du maximum des pics apparaît
également.
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figure V-7 : Corrélation EF Radioss - essais, v = 1.14 et 2.29 m/s

V.2.2.3 Eprouvettes droites : évolution des efforts avec la vitesse

Les mêmes calculs sont lancés pour les quatre essais présentés au chapitre III, afin de
voir l’évolution du comportement de la structure avec la vitesse d’impact. L’effort est
représenté sur la figure V-8. Pour les essais ayant abouti à une rupture, la courbe ne représente
que le début du chargement, à peu près jusqu’à rupture, la suite ne nous intéressant pas.
Les mêmes remarques que sur les essais peuvent être faites : l’augmentation des valeurs
maximales des pics avec la vitesse d’impact, et le léger décalage en temps du sommet des pics
vers la gauche.
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figure V-8 : Effort de contact calculé sous Radioss (demi-éprouvette 
modélisée) pour quatre vitesses d’impact

V.2.2.4 Eprouvettes droites : initiation de la rupture

Pour étudier l’initiation de la rupture, c’est à dire du décollement, les déformations dans
les peaux et les contraintes dans la mousse sont analysées.

figure V-9 : Déformation dans les peaux : comparaison entre les 
calculs Radioss et les essais
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La figure V-9 montre les déformations dans les peaux des éprouvettes pour les 4 essais et
les calculs éléments finis correspondants. La corrélation est bonne sur la montée en charge,
pour les quatre configurations.
Par contre, les plateaux observés lors du chargement des peaux sont surestimés dans les 3
calculs avec décollement. Ce plateau est dû à la forme de l’effort d’impact. Comme il a déjà été
discuté ci-dessus, l’effort d’impact est formé d’une succession de pics de charge. Le
chargement des peaux ne se fait donc pas de manière régulière. Les plateaux sont dus à la
baisse des efforts d’impact entre chaque pic de charge, et sont légèrement décalés dans le
temps à cause de l’inertie de la structure. Les courbes de la figure V-5 montrent très bien ces
résultats à partir du modèle simplifié masses-ressorts.

figure V-10 : Visualisation des contraintes dans la mousse sous 
Radioss pour un essai sur éprouvette droite à v = 4.3 m/s

La figure V-10 permet de visualiser la contrainte dans l’âme des éprouvettes à plusieurs
instants du calcul. On voit notamment apparaître une déformée de la peau à 5 longueurs
d’onde. Il y a donc 5 zones de surcontraintes localisées sous la peau : 2 en compression, et 3 en
traction. Les points critiques se trouvent dans ces 3 dernières zones, puisque la rupture de la
mousse ne peut avoir lieu en compression. Plus précisément, la rupture a lieu dans l’une des 2
zones proches des extrémités des éprouvettes, où les contraintes transverses sont plus élevées
que dans la zone de traction transverse du milieu de l’éprouvette. Le passage des efforts de la
partie en acier vers la peau semble être la source du déclenchement des déplacements
transverses de la peau à cet endroit.



page 150

En analysant de plus près les contraintes dans la mousse au niveau des éléments où les
contraintes transverses sont maximales, c’est à dire aux deux endroits précédemment cités, on
observe que le critère utilisé pour les essais en statique (chapitre IV), c’est à dire rupture pour
σtraction > 0.7 MPa, donne une initiation du décollement à t = 60 ms, contre 15 à 20 ms pour
l’essai correspondant (v = 2.29 m/s).
Cet écart peut s’expliquer a priori de deux manières : un problème de critère de rupture, ou de
représentativité du modèle.
Il est en effet possible que le critère soit trop simpliste pour s’appliquer dans ce cas,
notamment parce qu’il ne prend en compte que la sollicitation de traction alors qu’il existe
également une composante de cisaillement dans l’âme, même si elle est plus faible. D’autre
part, la contrainte à rupture est une contrainte déterminée en statique, alors que la structure est
soumise à un chargement dynamique, et les contraintes maximales sous sollicitations
dynamiques sont généralement plus élevées.
Dans les prochains paragraphes, on verra que pour le cas des éprouvettes de type E, c’est à dire
présentant une courbure de la peau, le critère an traction dans la mousse donne de bons
résultats. Il est alors justifié de penser que le problème vient de la représentativité du modèle
plutôt que du critère. 

Bien qu’il permette de visualiser l’apparition de surcontraintes dans l’âme, et donc de
situer a priori les zones d’initiation du décollement dans le éprouvettes sous impact, le modèle
avec maillage fin de l’éprouvette, ne donne pas une bonne estimation de l’instant de la rupture.
Ce problème n’est pas essentiel, puisque la modélisation globale proposée pour les cas
d’impact sur pale doit reposer sur des maillages de faible densité et des critères d’initiation
prévus pour s’affranchir de ces problèmes de représentativité.

V.2.2.5 Comparaison avec les critères d’initiation

Le paragraphe précédent montre bien la nécessité des critères d’initiation pour la
détection du flambage local de peaux planes.

Pour simplifier les notations, le programme qui permet d’obtenir la force normale dans la
peau et l’instant d’initiation du flambage local dynamique par rapport à l’effort appliqué à la
peau est appelé Fladyn.

Des calculs avec le programme Fladyn sont réalisés pour les essais au poids tombant.
L’hypothèse principale pour l’utilisation de ce modèle est que le flambage dynamique apparaît
dans le mode de déformation calculé en statique. Cette hypothèse permet de donner la valeur
de la longueur d’onde du défaut à imposer. Par contre, il n’est pas possible a priori de
déterminer quelle amplitude imposer au défaut.

Fladyn est donc utilisé avec deux amplitudes de défaut : 0.1 et 0.05 mm. Le calcul est
effectué pour chaque vitesse d’impact, à la fois sur les données des essais et sur les données du
calcul Radioss. Pour les essais, Fladyn est appliqué directement à l’effort dans les peaux
calculé à partir de la déformation mesurée par les jauges. Pour les calculs EF, Fladyn est utilisé
en dehors du code de calcul Radioss : le calcul est effectué sous Matlab directement à partir de
l’effort normal dans la peau, récupéré lors des calculs EF. On verra au paragraphe V.4
comment appliquer Fladyn directement sous Radioss.

Les paramètres du modèle d’initiation sont donnés dans le tableau V-1.
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tableau V-1 : Paramètres du programme Fladyn

La figure V-11 présente les résultats pour l’essai à v = 2.29 m/s. Sont représentées sur le
graphe une courbe de l’effort dans la peau obtenue à partir des déformations mesurées pendant
l’essai, et la courbe issue du calcul EF Radioss. Chacune de ces courbes d’effort est introduite
dans Fladyn, et les instants et efforts d’initiation sont alors calculés.
Les points correspondants sont ajoutés sur les courbes. On remarque que lorsqu’on diminue le
défaut, l’initiation est bien retardée. En terme de corrélation, l’initiation estimée est obtenue
vers le début du plateau d’effort. Il est difficile d’estimer le moment précis de l’initiation du
décollement à partir des données des essais, mais on pense qu’il coïncide plutôt avec la fin du
plateau. L’initiation estimée par Fladyn aurait alors lieu un peu tôt par rapport aux essais.
Pour confirmer la position de l’instant d’initiation, des mesures supplémentaires auraient été
nécessaires. Un visualisation par caméra rapide serait idéale, mais le laboratoire ne dispose pas
d’une caméra suffisamment rapide, puisqu’il faudrait une fréquence d’acquisition de 100 KHz
pour avoir une précision suffisante.

figure V-11 : Initiation du décollement, éprouvette droite, v=2.29 m/s

La figure V-12 présente les résultats pour les trois essais aboutissant à un décollement. Il
n’y a pas de décollement pour l’essai à v = 1.14 m/s, et le programme Fladyn ne détecte pas
d’initiation pour cet essai.

défaut 0.05 mm défaut 0.1 mm
M 0.7 10-6 1 10-6

C 0.08 0.06
xmax 0.7 0.7

Fc 1000 1000

K = Fc/xmax 1428 1428
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figure V-12 : Initiation du décollement, éprouvettes droites

V.2.2.6 Eprouvettes de type E : évolution des efforts avec la vitesse

La modélisation des éprouvettes bombées (type E) sous Radioss est plus délicate. Elle
semble beaucoup plus sensible aux défauts de représentation de la géométrie que les
éprouvettes droites.

L’essai sans rupture à vitesse initiale de 0.35 m/s est modélisé, et la figure V-13 montre
les courbes de l’effort de contact. Cet essai ne conduit pas au décollement des peaux. Il est
donc possible de comparer la courbe des EF à la courbe d’essai sur l’ensemble de sa durée.
Globalement, les courbes d’efforts sont proches. Le premier pic d’effort est très bien
représenté, mais le second pic est plus étalé sous Radioss, et introduit un décalage des pics
dans le temps.

Les essais pour les vitesses initiales plus élevées ont également été modélisés. Les
courbes des essais et des modélisations sont représentées sur la figure V-14. Ces essais
aboutissent tous au décollement d’une ou des deux peaux de l’éprouvette, c’est pourquoi la
corrélation n’est effectuée que sur les premiers pics d’effort.
Les conclusions sont similaires au calcul précédent. Le premier pic d’effort est relativement
bien modélisé, même si pour la vitesse la plus grande (3.1 m/s), on note une écart non
négligeable en amplitude. Le deuxième pic est lui beaucoup moins bien estimé, avec des écarts
conséquents à la fois en intensité et en calage dans le temps. Ce problème de modélisation est
assez gênant, car il peut également provoquer des décalages dans le temps de l’initiation du
décollement.
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figure V-13 : Eprouvette de type E : effort de contact (sans rupture)

figure V-14 : Eprouvette de type E : effort de contact (sans rupture)

V.2.2.7 Eprouvettes de type E : contraintes dans la mousse

Comme pour le cas des éprouvettes droites, la contrainte transverse dans l’âme est
analysée, pour situer l’instant d’initiation de la rupture.

La figure V-15 montre l’évolution des contraintes au sein de la mousse au cours d’un
chargement sous impact. Ce calcul représente l’essai à v = 1.9 m/s, et les contraintes
représentées sont les contraintes transverses dans la mousse. Comme dans le cas des
éprouvettes de type E en statique, la contrainte dans l’âme évolue globalement. Il n’y a pas de
phénomène d’instabilité locale, et la rupture apparaît lorsque la limite à rupture est atteinte. La
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rupture a lieu sous la peau, à l’endroit où la courbure de la peau est maximale (centre de
l’éprouvette).

figure V-15 : Evolution des contraintes dans la mousse, essai sur 
éprouvette de type E, v = 1.9 m/s

V.2.2.8 Comparaison avec les critères d’initiation

Même si la peau présente une courbure, il est possible d’imaginer qu’une instabilité
locale soit la cause du décollement. Le programme Fladyn est donc appliqué aux efforts
normaux dans la peau obtenus sous Radioss. Ils montrent que la rupture par phénomène local
d’instabilité, lorsqu’elle peut exister, a lieu alors que la contrainte maximale en traction dans la
mousse a été atteinte depuis longtemps. En d’autres termes, c’est l’accroissement global de la
contrainte dans la mousse qui provoque la rupture.

figure V-16 : Initiation du décollement pour l’essai à v = 1.9 m/s
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Deux calculs sont réalisés en parallèle : un calcul sans endommagement de la mousse, et
un calcul avec détection de la rupture, et propagation du décollement (la méthode est expliquée
au paragraphe suivant).
La figure V-16 montre les résultats de ces modélisations sur la courbe de l’effort à l’impact.
L’initiation du décollement, pour une contrainte maximale en traction de 0.7 MPa dans la
mousse a lieu au temps t = 0.18 ms. L’effet réel du décollement n’est ressenti sur l’effort de
contact que lorsque les deux courbes se séparent, c’est à dire 4 à 5 ms plus tard. 

V.2.3 Conclusion

Ce chapitre montre la difficulté de représenter correctement, par un code éléments finis,
le comportement global de la structure. Pour les éprouvettes droites, la corrélation du
comportement global est bonne, mais nécessite de bien estimer la rigidité d’interface de
contact avec l’impacteur. Par contre, l’initiation du décollement par visualisation des
contraintes dans la mousse est délicate. C’est pourquoi il est nécessaire, même dans le cas
d’une modélisation fine comme celle présentée ci-dessus, d’utiliser des critères de
décollements, basés, par exemple, sur les efforts normaux dans la peau.

Pour les éprouvettes de type E, c’est l’inverse. Il a été montré qu’il est difficile de bien
modéliser les efforts, sans doute à cause de la sensibilité du modèle aux défauts de géométrie.
Cependant, l’initiation du décollement est beaucoup plus aisée à modéliser, puisqu’elle est due
à une augmentation progressive de la contrainte globale dans la mousse, et pas à un
phénomène local.

Globalement, les divergences entre modèles et essais sont en grande partie liées aux
défauts de fabrication des éprouvettes, et principalement de la zone d’introduction des efforts
dans la peau, dont la modélisation précise est délicate.

Le modèle d’initiation par flambage dynamique (programme Fladyn) donne des résultats
satisfaisants, mais il faut rester prudent sur sa représentativité, notamment par le fait qu’on
impose un défaut arbitraire au modèle, et que la réponse du modèle est dépendante de ce
défaut.
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V.3 PROPAGATION DU DÉCOLLEMENT : MÉCANIQUE DE L’ENDOMMAGEMENT

Le problème de l’initiation ayant été abordé, il est nécessaire de considérer le problème
de la propagation du décollement. Au niveau numérique, la propagation du décollement peut
être traitée par différents types de résolution. Etant donnée la problématique de l’étude :
éléments de grande taille, dynamique rapide, intégration du modèle dans un code de calcul
commercial, le choix s’est tourné vers une approche de type mécanique de l’endommagement,
avec identification de lois par essais globaux de décollement.
Le problème de la taille des éléments soulève la question de la dépendance au maillage. Au
lieu de chercher à s’en affranchir, le critère de propagation de décollement sera lié à la taille
des mailles, et obtenu par identification au taux de restitution de l’énergie critique du
décollement peau sur mousse, déterminé par essais.

V.3.1 Choix de modélisation

V.3.1.1 Maillage

Une méthode efficace pour le calcul de la propagation des décollements ou délaminage
sous sollicitations statiques et dynamiques a été proposée par [ALLIX 1993]. Il définit des
interfaces entre les couches de stratifiés, auxquelles des fonctions d’endommagement sont
appliquées. Cette méthode est décrite dans la partie bibliographique (paragraphe II.3.2.3). Elle
donne de bons résultats, mais nécessite un maillage relativement fin. Pour le cas de l’impact
sur pales d’hélicoptère, la taille des modèles envisagés ne permet pas d’obtenir des maillages
suffisamment fins. Cette méthode donnerait donc des fonctions d’endommagement
dépendantes du maillage.

Le logiciel Radioss ne dispose pas à ce jour d’éléments d’interfaces. Pour des raisons de
temps, plutôt que de créer des interfaces, une fine couche d’éléments située sous la peau est
prise en compte pour le décollement. L’avantage de cette méthode est que la programmation se
trouve réduite à l’utilisation d’une loi utilisateur matériau.

Il est évident qu’une modélisation par interface serait plus précise, même s’il est
nécessaire de faire des calculs de lois dépendant de la taille.

Les maillages envisagés obligent à avoir une réflexion globale de la modélisation. Les
fonctions d’endommagement seront dépendantes du maillage, mais cette dépendance sera
prise en compte.

La figure V-17 montre le type de maillage et les solutions envisagées pour le
décollement. Le problème est abordé en modélisation 2D. La peau (éléments poutres) repose
sur une couche d’éléments membranes, susceptibles d’être endommagés au cours de la
sollicitation. Le reste de l’âme est constitué d’éléments de plus grande taille. Les propriétés de
la mousse sont élastiques et linéaires. Seuls les éléments de la couche peuvent être
endommagés, leurs propriétés avant endommagement étant identiques au reste de l’âme
(module de Young, coefficient de Poisson).
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figure V-17 : Choix de maillage pour modélisation du décollement

V.3.1.2 Modèle d’endommagement

Physiquement, comme il a été vu dans les essais, le décollement de la peau n’est pas dû à
une rupture d’interface de colle ou de résine. En effet, l’observation de la peau décollée permet
de mettre en évidence le fait que la rupture a lieu au sein même de la mousse : les
caractéristiques mécaniques de la mousse sont faibles devant celle de la résine (qui forme
l’interface entre la peau et l’âme) si bien que c’est la mousse qui cède en premier. La couche
d’éléments endommageables utilisée pour la modélisation n’a donc pas de sens physique réel.
Cependant, elle permet d’approcher, de façon globale, les sollicitations au sein de la mousse,
qui sont la source de la rupture.

Pendant le décollement, les principales sollicitations dans la mousse située juste sous la
peau sont la contrainte normale transverse (selon Y), et le cisaillement. La contrainte selon Y
correspond à une ouverture en mode I, alors que le cisaillement est typique de l’ouverture en
mode II. Les contraintes normales dans le sens X seront négligées dans le calcul de
l’endommagement.
La figure V-18 montrent les sollicitations à prendre en compte dans l’endommagement.

figure V-18 : Sollicitations prises en compte dans l’endommagement 
par décollement
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Malgré le couplage entre les 2 modes d’ouverture, l’endommagement est géré par un
unique paramètre d, évoluant entre 0 (élément sain) et 1 (élément supprimé pour permettre le
décollement). L'endommagement est alors lié aux caractéristiques mécaniques de la mousse Ey
et Gxy par les relations suivantes :

(eq. V-3)

Par hypothèse, le module Ex n’est pas affecté par l’endommagement.
En s’inspirant des travaux de Ladevèze et Allix, les énergies dans les éléments de la couche
endommageable sont exprimées pour chacune des sollicitations élémentaires :

(eq. V-4)

ainsi que les variables associées (taux d’énergie dans l’endommagement) à chacune des
énergies sont :

(eq. V-5)

et la variable globale 

L’évolution de la variable Yd est supposée régie par le seul paramètre d, selon une loi
d’endommagement à déterminer. Tant que l’élément ne subit pas d’endommagement, d=0.
Lorsque les déformations atteignent un seuil (taux d’énergie Y0), le paramètre d devient non
nul, et croît jusqu’à la ruine totale de l’élément (d=1).

V.3.1.3 Correspondance entre mécanique de l’endommagement et mécanique de la 
rupture

La loi d’endommagement est recherchée en utilisant les bilans d’énergie au cours de
l’endommagement. L’énergie dissipée par l’endommagement est comparée à l’énergie
nécessaire pour décoller la peau sur une longueur da. Ces énergies doivent être égales, ce qui
donne l’expression suivante :

(eq. V-6)

Cette expression ne donne qu’une égalité, donc une équation entre les différents paramètres de
la loi d’endommagement. En effet, en général, on utilise des lois à plusieurs paramètres pour
une bonne représentativité du phénomène. La solution la plus souvent utilisée est de proposer
un type de loi, et d’effectuer un recalage des paramètres par optimisation, compte tenu de
l’égalité précédente.
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De nombreux auteurs utilisent donc cette correspondance pour définir les paramètres de la loi
d’endommagement de l’interface ([WALRICK 1999], [ALLIX 1995], [ROUDOLFF 2002]) en
fonction du taux de restitution d’énergie Gc, déterminé par essai.

Cette correspondance a été réalisée pour le modèle étudié. Elle ne permet pas de donner
des résultats corrects. En effet, le problème dans le cas de notre étude est la forte dépendance
au maillage. Cette correspondance ne peut se faire que pour un maillage fin de la zone de
décollement, pour avoir une bonne représentativité des contraintes au sein des éléments
entourant le fond de fissure. Certains auteurs, pour ce type de calculs, proposent même des
maillages évolutifs : fins en fond de fissure, avec remaillage lorsque la fissure se propage, de
telle sorte que le maillage fin se trouve toujours en fond de fissure.
En ce qui concerne le cas des pales d’hélicoptère, une telle finesse de maillage est proscrite, et
une modélisation par remaillage du modèle est beaucoup trop complexe, ce qui nous empêche
d’utiliser la relation de correspondance.

V.3.2 Identification de la loi

L’identification par correspondance mécanique de l’endommagement - mécanique de la
rupture n’étant pas possible, il est proposé une identification générale, à partir des courbes
d’essais.

Des essais de caractérisation du décollement ont été présentés au chapitre III, et ont
montré qu’il est possible de définir un taux de restitution d’énergie Gc, constant durant l’essai,
pour définir le décollement des peaux sur les âmes en mousse. A partir de cette valeur de Gc, il
est possible de déterminer des courbes de référence de l’effort en fonction de la flèche.

Un code EF implicite linéaire 2D, nommé Sup2D, a été développé au laboratoire. Il est
ouvert à la programmation, et permet donc d’étudier différents cas de figure pour notre étude
du décollement. Il permet notamment d’établir des courbes de référence pour l’identification
des lois, à partir du Gc obtenu par essais. Le calcul se fait donc en 2 étapes :

- détermination de la courbe de référence à partir du Gc,
- identification de la loi par comparaison avec le modèle utilisé.

V.3.2.1 Courbe de référence : F en fonction de v

Le taux de restitution d’énergie de l’interface (Gc) est déterminé expérimentalement. Il
est considéré constant lors du décollement, c’est à dire indépendant de la longueur de la
fissure.

Soit une position de la structure, avec peau décollée sur une longueur a. Un effort F est
imposé, et la flèche v est calculée (figure V-19). La longueur de décollement est alors
augmentée de la valeur da. L’effort F est à nouveau imposé, et la flèche v calculée. A partir de
ces valeurs, l’expression  permet de remonter aux valeurs de F et v juste

avant le décollement.
En effectuant cette opération pour différents avancements a de la fissure, il est alors possible de
déterminer la courbe de réponse F en fonction de v du décollement. Cette courbe sera appelée
courbe de référence, puisqu’elle servira de référence à l’identification des lois
d’endommagement.

W∂ Gc a∂ b⋅ ⋅=
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figure V-19 : Maillage pour l’établissement de la courbe de référence 
à partir du Gc

V.3.2.2 Identification

Pour pouvoir faire une identification des lois à partir du programme Sup2D et utilisable
sous Radioss, il est nécessaire que la définition des éléments dans les 2 codes soit la même. 
Le logiciel Radioss dispose d’éléments coques à un point d’intégration dans le plan. Utilisés
dans le plan, cela revient à utiliser des éléments membranes à un point d’intégration au centre
de l’élément. Dans le code Sup2D, les éléments sont donc définis de la même façon. On choisit
des éléments quadrangles classiques, à fonctions de forme linéaires, et une intégration
numérique sur un seul point d’intégration dans le plan, au centre de l’élément.

Pour l’identification des lois, l’endommagement est imposé dans la couche d’éléments
au fur et à mesure de l’avancement du décollement : l’élément en fond de fissure est
endommagé avec un paramètre d croissant de 0.1 en 0.1. Le maillage utilisé n’est plus le même
que pour l’établissement des courbes de référence, mais celui proposé pour la modélisation
globale d’une pale, c’est à dire que le décollement est représenté par la destruction d’un
élément de la couche endommageable, et non par la séparation de la peau et des éléments de la
mousse (figure V-20). Au cours de l’endommagement (c’est à dire du décollement), la variable
d’endommagement au sein de l’élément du fond de fissure est calculée afin d’obtenir l’effort
donné par la loi de référence.

Pour chaque élément de la couche, une courbe d’endommagement est ainsi obtenue.
L’ensemble de ces courbes fournit un réseau de points (Yd,d) qui sont extrapolés pour
fabriquer une loi d’endommagement.

Il faut noter que la taille des éléments de la couche est imposée, et également que
l’endommagement imposé dans le calcul d’identification est arbitraire. Notamment, on a choisi
d’imposer l’avancement du décollement d’un élément à l’autre, sans que 2 éléments puissent
être endommagés en même temps.

figure V-20 : Décollement par destruction d’éléments dans la couche
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La figure V-21 présente les résultats de la recherche de loi pour une taille de maille de 1*1 mm
dans la couche endommageable, et Gc = 0.125.

figure V-21 : loi d’endommagement : Gc=0.125, mailles de 1*1 mm

L’allure de la loi obtenue montre qu’il est possible d’en faire une approximation à l’aide d’une
loi de type puissance :

(eq. V-7)

Pour une taille de maille donnée, la loi dépend donc de 3 paramètres, obtenus par comparaison
avec les calculs d’identification EF.

V.3.3 Influence de la taille des mailles

V.3.3.1 Dépendance au maillage

Plusieurs maillages ont été réalisés pour tester l’influence du maillage sur les lois
d’endommagement. Les différents calculs montrent une forte dépendance au maillage. Il en
découle que les paramètres de la loi doivent être fonction de la taille de l’élément.
Pour obtenir des lois simples à utiliser, on réduit donc le nombre de paramètres de la loi en
fixant arbitrairement l’épaisseur de l’élément.
Ce choix, ainsi que la dépendance au maillage, imposent donc des contraintes sur le maillage
de la couche lors de la préparation du modèle.

On considère quatre maillages différents, pour lequel la couche endommageable a une
épaisseur constante de 1 mm. L’autre dimension des éléments de la couche (la longueur) est
fixée à 1, 2, 5 et 10 mm respectivement pour les quatre maillages. La peau a un module de
20000 MPa, une épaisseur de 1 mm et une largeur de 30 mm. Le module de la mousse est de 10
MPa, et Gc vaut 0.125.
La figure V-22 présente les lois d’endommagement obtenues par identification pour ces quatre
configurations. Les résultats illustrent nettement la forte dépendance des fonctions
d’endommagement avec le maillage utilisé.
Lorsque la longueur des mailles augmente, le paramètre d’initiation (Y0) diminue, alors que
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c’est l’inverse pour le paramètre de fin d’endommagement (Yf).

figure V-22 : Lois pour différentes tailles de maille

Il sera donc tenu compte de cette dépendance au maillage lors des calculs
d’endommagement : l’opération d’identification de loi nécessite donc d’effectuer des calculs
pour différentes longueurs de maille, et une interpolation des paramètres est réalisée pour
obtenir des fonctions sur chacun des 3 paramètres. Les fonctions d’interpolation des
paramètres de la loi pour la configuration présentée dans ce paragraphe sont données sur la
figure V-23. Elles permettent d’unifier la loi d’endommagement quelle que soit la longueur
des mailles utilisées.

figure V-23 : Loi d’interpolation des paramètres

V.3.3.2 Influence d’un maillage non uniforme

La dépendance au maillage est prise en compte par les lois d’identification calculées
pour différentes tailles de maille. Cependant, une interpolation est réalisée entre ces points de
calcul, qui peut générer des erreurs. D’autre part, l’agencement de mailles de tailles différentes
peut également être source d’erreurs. Des tests ont donc été effectués pour fixer des règles de
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maillage minimisant ces erreurs. Ces types de maillage sont représentés sur la figure V-24.

figure V-24 : Types de maillage étudiés

En premier lieu, des maillages uniformes ont été réalisés (figure V-24 haut). Les mailles
de la couche endommageable ont une épaisseur de 1 mm. Les calculs sont effectués pour des
mailles de 1, 3, 5, 8 et 10 mm de longueur. Les caractéristiques physiques de la structure sont
les mêmes qu’au paragraphe précédent.

figure V-25 : Mailles uniformes de différentes tailles

Les résultats sont donnés sur la figure V-25. Le graphe représente la courbe de l’effort en
fonction de la flèche v en bout de structure. Les nombreuses approximations effectuées dans le
calcul de l’endommagement et de l’interpolation provoquent des oscillations de chaque
courbe. On remarque aisément que pour des tailles de mailles petites, les oscillations sont
faibles, et les écarts avec la courbe de référence s’en trouvent réduits. Lorsque la taille des
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mailles augmente, les écarts deviennent importants. Ainsi, pour des mailles de 8 ou 10 mm, on
compte 15% d’écart maximum, et seulement 7% pour 1 mm.

Lors du maillage d’une structure, il n’est pas évident de pouvoir gérer les tailles de
maille, et notamment, d’imposer une uniformité des mailles. Il est alors nécessaire de connaître
l’influence d’une variation de la taille des mailles le long de la peau. Des calculs sont réalisés
pour des évolutions régulières (figure V-24 milieu) ou aléatoires des tailles d’éléments
(figure V-24 bas).

La figure V-26 montre les résultats pour un maillage évoluant de 1 à 5 mm, de façon
régulière : , avec δL constant.
L’évolution régulière et faible des tailles de mailles ne provoque pas de détérioration des
résultats par rapport à un modèle avec la taille maximale (ici, 5 mm).

figure V-26 : Variation régulière de la longueur des éléments de la 
couche endommageable

figure V-27 : Variation aléatoire de la longueur des éléments de la 
couche endommageable

taille maille n 1+( )( ) taille maille n( )( ) δL+=
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Des maillages aléatoires sont également testés. La longueur des éléments
endommageables est déterminée aléatoirement entre deux valeurs extrêmes. Ainsi, 3 maillages
sont testés, pour des mailles de longueur variant entre 1 et 5 mm, entre 3 et 5 mm, et entre 4 et
5 mm.
La figure V-27 montre les résultats de ces calculs, comparés à la courbe de référence et au
calcul avec des mailles uniformes de 5 mm. Ces résultats montrent que pour des mailles
variant aléatoirement entre deux tailles limites, les écarts peuvent être très importants : pour
des mailles de 1 à 5 mm, disposées aléatoirement, ces écarts peuvent atteindre 85%. Seules des
différences de mailles faibles sont tolérées : pour des longueurs aléatoires entre 4 à 5 mm, les
écarts n’augmentent pas de plus de1% par rapport au modèle à 5 mm seul.

Ces calculs ont permis d’établir les règles suivantes, pour le maillage des structures en
vue d’utiliser le modèle de décollement présenté :

- la précision des résultats augmente avec la finesse du maillage,
- les maillages irréguliers ou aléatoires sont à proscrire autant que possible, mais peuvent
quand même être utilisés si la plage de variation des tailles de maille est faible,
- s’il n’est pas possible de mailler de manière uniforme, l’utilisation de mailles de taille
variant de façon progressive donne des résultats corrects.

V.3.4 Implantation dans Radioss

V.3.4.1 Loi utilisateur matériau

L’avantage principal de ce modèle est son implantation aisée dans le logiciel de calcul
Radioss, au moyen d’une loi utilisateur matériau. Les variables disponibles sont les
déformations au sein de l’élément. On en déduit la variable Yd et l’évolution du dommage. La
figure V-28 rappelle la position du repère local de l’élément endommageable, et la loi matériau
utilisée est décrite par l’algorithme de la figure V-29.

figure V-28 : Repère local dans les éléments endommageables

Au premier cycle de calcul, le paramètre d’endommagement est initialisé dans chaque
élément de la couche afin de simuler le décollement initial de la peau.
A chaque cycle de calcul, la variable d’endommagement est calculée en fonction des
déformations données par le code de calcul, et le paramètre d’endommagement est alors mis à
jour. L’élément est détruit lorsque d atteint la valeur 0.99999. Pour des raisons numériques, le
paramètre d’endommagement ne doit pas atteindre 1. Il est bloqué à 0.9999.
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figure V-29 : algorithme de la loi matériau (sur chaque élément de la 
couche endommageable)

V.3.4.2 Corrélation avec la courbe de référence

Le modèle est implanté dans Radioss. La modélisation est réalisée en 2D et 3D. La loi
d’endommagement est étendue aux modèles 3D en ajoutant la contribution du cisaillement

hors plan dans la troisième direction : 

La figure V-30 représente la modélisation 3D utilisée, pour des mailles de 2 mm de long, et 1
mm d’épaisseur dans la couche endommageable.
Pour les modèles 2D comme pour les modèles 3D, le maillage est uniforme.

 (premier cycle de calcul)
Initiation de l’endommagement dans le pli :

 si élément sain

 sinon (décollement initial)

t 0=

d 0=

d 1=

Calcul de la variable d’endommagement :

Mise à jour du paramètre d’endommagement :

si  alors 

Calcul des contraintes :
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2⋅ G0 εxy
2⋅+( )⋅=

Yd Y0> d Min 0.9999 Max d t ∆t–( )
Yd Y0–

Yf Y0–
----------------- 

 
1
n
---

,
 
 
 
 

,
 
 
 
 

=

σx

E0εx

1 ν2
–

--------------
νE0 1 d–( )εy

1 ν2
–

--------------------------------+=

σy

νE0εx

1 ν2
–

--------------
E0 1 d–( )εy

1 ν2
–

----------------------------+=

τxy G0 1 d–( )εxy=

BOUCLE
sur le temps  

Yd
1
2
--- E0 εy

2⋅ G0 εxy
2 εyz

2
+( )⋅+( )⋅=



page 167

figure V-30 : Modélisation 3D du décollement sous Radioss

Les essais sont réalisés pour des longueurs de maille de 1, 2, 5 et 10 mm, avec deux
longueurs initiales de décollement différentes : a0 = 10 mm et a0 = 30 mm.
La figure V-31 donne les courbes de l’effort en fonction de la flèche, pour les modèles 2D.
Comme il a déjà été vu plus tôt, les courbes montrent qu’une augmentation de la finesse du
maillage permet d’obtenir de meilleurs résultats.
Les courbes de résultats pour la modélisation 3D sont données sur la figure V-32.

Dans les deux cas (2D et 3D), le décollement est bien modélisé, et les courbes d’effort
corrélent bien avec les courbes de référence. L’utilisation de mailles de 10 mm de longueur
donne tout de même des oscillations importantes autour de la courbe de référence.

figure V-31 : Corrélation Radioss 2D - Courbe de référence
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figure V-32 : Corrélation Radioss 3D - Courbe de référence

V.3.4.3 Corrélation des essais de caractérisation du décollement

Les essais de caractérisation du décollement effectués au laboratoire ont été présentés au
chapitre III. Ils sont réalisés pour des peaux en tissus de verre-époxyde et sont d’épaisseur
relativement faible : de 1 à 3 plis. Le Gc des essais est connu par les essais, donc il est possible
de déterminer la loi d’endommagement pour une modélisation de la couche endommageable
donnée.

Le problème des peaux fines, comme il a déjà été vu plusieurs fois au cours de l’étude,
est la détermination de la rigidité des peaux. Pour ces essais, la longueur de peau est
suffisamment grande pour pouvoir, après le test, récupérer la peau décollée et effectuer un test
de flexion 3 points pour évaluer la rigidité de flexion. La corrélation est effectuée pour l’essai
III-1, dont la peau est formée de 2 plis de verre.
L’effort en fonction de la flèche est représenté sur la figure V-33. L’évolution de la longueur du
décollement en fonction de la flèche est, elle, donnée sur la figure V-34.
On peut noter la linéarité de cette dernière courbe.
La corrélation entre les essais et les calculs est globalement bonne.

figure V-33 : Effort (F) en fonction de la flèche (v)
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figure V-34 : Longueur décollée (a) en fonction de la flèche (v)

La figure V-35 présente de manière synthétique, sur le même dessin, l’évolution du
décollement de la peau au cours de l’essai. La figure V-36 montre le modèle Radioss et une
photographie prise au cours de l’essai.

figure V-35 : Propagation dans le modèle Radioss
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figure V-36 : Corrélation des essais de décollement :
photo à v = 49 mm

V.3.5 Conclusion

Le modèle de décollement a été testé sur des essais statiques et montre une bonne
représentativité du phénomène, notamment de l’avancement de la fissure avec la flèche.
Ce modèle sera donc utilisé pour permettre la propagation du décollement dans les
modélisations des essais d’impacts réalisés au laboratoire.

Il doit être possible d’améliorer ce modèle en :
- prenant en compte par deux paramètres différents les ouvertures en modes I et II. Cela
devrait permettre de rendre les résultats des lois indépendant des caractéristiques
mécaniques de la peau, mais le calcul des lois devient alors plus compliqué.
- évaluant la dépendance du phénomène avec la vitesse des sollicitations. Pour cela, des
essais de décollement en dynamique seraient nécessaires pour comparer avec les essais
déjà réalisés.
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V.4 MODÉLISATION : MÉTHODE GLOBALE POUR L’INITIATION ET LA 
PROPAGATION DU DÉCOLLEMENT APPLIQUÉE AUX ESSAIS AU POIDS TOMBANT

Ce paragraphe a pour but d’expliquer la méthode proposée pour la modélisation globale
du décollement avec initiation et décollement, en 2D, et d’en valider le principe. Pour cela, on
s’appuie sur les résultats des essais d’impact réalisés au laboratoire, et présentés au chapitre III. 

Il s’agit donc d’utiliser des maillages de faible densité. Les tailles de mailles sont
définies arbitrairement, y compris sur la couche endommageable. La loi d’endommagement
correspondante est calculée par les routines du code Sup2D explicitées au paragraphe V.3.

L’initiation du décollement se fait par une combinaison du modèle d’initiation en
flambage dynamique, pour une valeur arbitraire de défaut, et du critère sur la contrainte à
rupture dans la mousse.
La propagation est alors gérée par la loi définie ci-dessus.

V.4.1 Maillage des éprouvettes

V.4.1.1 Description du maillage

figure V-37 : Maillage des éprouvettes 
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La modélisation des essais sur éprouvettes droites est reprise avec un maillage de faible
densité, du type de celui proposé pour la modélisation de pale.
La figure V-37 présente ces maillages pour les deux types d’éprouvettes testées. Les éléments
de la mousse ont pour dimension 3*3 mm, sauf dans la couche endommageable, où ils ont une
épaisseur de 0.5 mm, pour une longueur de 3 mm. Le maillage des parties en acier est lui aussi
réalisé avec des éléments de plus grande taille, et des détails sont représentés sur les dessins.

V.4.1.2 Comparaison des résultats avec un maillage fin

Une comparaison est effectuée entre les modèles fins et les modèles étudiés, afin de
vérifier que l’utilisation d’un maillage de faible densité n’apporte pas de grandes différences
sur la modélisation globale de la réponse de la structure. L’essai sur éprouvette droite à v =
2.29 m/s est présenté sur la figure V-38 pour exemple. On remarque que les différences sont
faibles.
Les résultats sont similaires pour les calculs sur éprouvettes bombées.

Il est donc possible d’utiliser des modèles avec de grande mailles, et d’y appliquer les
critères d’initiation adéquates pour le décollement des peaux.

figure V-38 : Modélisation Radioss : éprouvette droite, v = 2.29 ms : 
comparaison avec un maillage fin

V.4.2 Critères d’initiation du décollement

On dispose de deux critères pour gérer l’initiation du décollement. L’application de ces
critères dans les modèles à maillage de faible densité est décrite dans ce paragraphe.

V.4.2.1 Initiation par surcontrainte dans la mousse

Il s’agit de l’initiation du décollement lorsque la mousse, dans un élément de la couche
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endommageable, atteint ses limites mécaniques. Le critère utilisé dans cette étude ne prend en
compte que la contrainte normale transverse de traction. Il s’écrit donc : σY > σult, où σult est la
contrainte à rupture en traction dans la mousse. 

Ce critère est simple à gérer en terme de modélisation, puisque les contraintes au sein des
éléments de la couche sont connues. Lorsque le critère est vérifié, l’élément est détruit, initiant
ainsi le décollement

V.4.2.2 Initiation par flambage local

Dans ce cas, l’initiation est due à une instabilité locale. Selon la finesse du maillage,
l’instabilité peut ne pas être prise en compte par le modèle, c’est notamment le cas lorsque la
taille des mailles n’est pas suffisamment faible devant la longueur d’onde de flambage
(figure V-39). Le critère permet donc de s’affranchir du problème de la représentativité du
maillage.

figure V-39 : Représentativité du maillage dans la modélisation du 
flambage

Le critère proposé dans le chapitre IV (programme Fladyn) est formulé en effort normal
dans la peau. Dans le code Radioss, il n’est pas possible de faire passer des informations d’un
élément à un autre. Connaître l’effort dans la peau ne permet donc pas de déclencher le
décollement par destruction d’un élément de la couche.
Pour effectuer le lien entre l’élément poutre représentant la peau et l’élément endommageable,
on effectue une approximation en considérant que la déformation selon X dans l’élément est
égale à la déformation moyenne dans la peau.
Cette hypothèse n’est pas rigoureuse dans le sens où la déformation dans l’élément n’est pas
calculée à partir des seuls noeuds communs à l’élément et à la poutre, mais est en fait la
déformation de l’élément quadrangle selon l’axe X.
Pour vérifier que l’approximation est suffisamment bonne pour pouvoir être utilisée, des
calculs sur peaux droites et bombées dans la configuration de maillage par grands éléments ont
été réalisés. La figure V-40 représente les courbes des déformations dans la peau et dans
l’élément. Elles correspondent aux cas de chargement étudiés, et montre donc que
l’approximation est raisonnable, à moins de 10% près.



page 174

figure V-40 : Egalité des déformations dans la peau et l’élément

Finalement, on obtient une égalité entre la force normale dans la peau et la déformation
dans l’âme. Le modèle d’initiation sous flambage dynamique est donc appliqué à l’effort
calculé par :

(eq. V-8)

Lorsque le programme Fladyn repère l’initiation du décollement, l’élément dans lequel
l’initiation a lieu est détruit.

V.4.2.3 Bilan

Globalement, on obtient un critère double portant sur la contrainte transverse et la
déformation longitudinale dans les éléments de la couche endommageable (figure V-41).

La programmation du critère se fait au sein de chaque élément au moyen d’une loi
utilisateur matériau. Les deux critères y sont couplés, pour vérifier les deux critères dans
chaque élément susceptible d’être endommagé pour initier le décollement.

figure V-41 : Double critère d’initiation du décollement

F Ep Sp εx mousse,⋅ ⋅=

Contrainte limite   
dans la mousse

Modèle d’initiation   
par flambage

Fladyn :  
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V.4.3 Application au calcul des essais sur éprouvettes droites

V.4.3.1 Initiation du décollement

L’initiation est supposée se produire dans un élément prédéterminé pour simplifier le
problème (figure V-42). Cet élément est situé à l’endroit critique déterminé par les maillages
fins, c’est à dire en haut de la couche endommageable. Le calcul est effectué pour une vitesse
de 2.29 m/s. Deux lois matériaux sont utilisées : la première pour l’initiation dans l’élément
cité ci-dessus, et la seconde pour la propagation du décollement, dans les autres éléments de la
couche endommageable.

Les paramètres du modèle d’initiation sont les mêmes que ceux définis pour les modèles fins
(tableau V-1).
Les paramètres du modèle de propagation sont :

- Y0 = 0.007
- Yf = 1.35
- n = 10

Les calculs montrent que l’initiation du décollement apparaît encore plus tôt que lors de la
modélisation fine (0.12 ms, pour 0.14 ms avec le maillage fin, et 0.17 ms pour les résultats
d’essais). Cet écart par rapport à la modélisation fine est dû à l’approximation de l’effort
normal à partir des déformations dans la mousse.
Pour palier ce problème, on diminue l’effort calculé à partir des déformations de 10%. Cette
correction permet d’obtenir un résultat très proche du modèle fin.
Sous Radioss, il est également possible de régler le problème en utilisant une fenêtre
utilisateur. Cela permet d’avoir accès directement aux valeurs des déplacements des noeuds
communs à la peau et à l’élément endommageable pour calculer directement la déformation de
la peau.

V.4.3.2 Propagation du décollement

D’autre part, un problème de modélisation apparaît également après initiation du
décollement. En effet, sur le calcul effectué, les résultats montrent qu’après initiation du
décollement, la propagation ne s’enclenche pas.

Pour expliquer cela, il suffit de revenir à l’origine même du phénomène de décollement
et à sa modélisation. Il a été vu que le décollement est dû à une instabilité locale. Dans un
maillage fin, lorsque l’instabilité apparaît, les contraintes augmentent localement, la peau subit
un déplacement transverse, et lorsque l’effort augmente, la contrainte et le déplacement
transverses augmentent jusqu’à la rupture de la mousse. A ce moment, les déplacements
transverses ne sont pas négligeables, et le fait de détruire l’élément permet l’accroissement des
déplacements transverses encore plus rapidement.

Dans le cas de la modélisation avec des éléments de grande dimension, le décollement est
initié à partir d’un critère (ici, le programme Fladyn). Lorsque l’élément est détruit sous la
peau, il n’y a ni instabilité, ni déplacement transverse. Ainsi, la propagation ne peut se
déclencher immédiatement. Il faut attendre que la destruction de l’élément provoque une
distribution particulière des contraintes qui engendre à son tour un déplacement transverse.
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Il est donc nécessaire d’engendrer un déplacement transverse de la peau au niveau des
éléments détruits pour initier la propagation du décollement.
En pratique, sous Radioss, on n’impose pas un déplacement mais un effort transverse qui
permet de déclencher la propagation. La problématique est donc de savoir quel effort ou
dépalcement imposer pour déclencher la propagation du décollement de manière réaliste.

Le calcul précédent est donc repris. Pour corriger l’initiation prématurée, on utilise la
correction de 10% de la déformation. L’initiation ne peut avoir lieu que dans les deux éléments
prédéfinis, et l’effort de déclenchement est appliqué au noeud commun de ces deux éléments
(figure V-42). Un premier calcul est effectué pour déterminer l’instant t0 de l’initiation du
décollement. Un second calcul est alors lancé en imposant l’effort transverse à l’instant t0 pour
déclencher la propagation du décollement.

figure V-42 : Décollement de la peau, éprouvette droite, v = 2.29 m/s

Différents efforts de déclenchement sont introduits pour tester la réponse du modèle.
Cinq calculs sont réalisés, avec les efforts définis ci-dessous :

- un calcul sans initiation, pour établir les courbes de référence,
- un calcul avec initiation mais sans force de déclenchement,
- un calcul avec force de déclenchement de 1000 N, sur une durée de 1 µs,
- un calcul avec force de déclenchement de 5000 N, sur une durée de 1 µs,
- un calcul avec force de déclenchement de 1000 N, sur une durée de 8 µs.

Imposer ces efforts revient à appliquer un déplacement transverse à la peau. La figure V-43
présente les courbes des efforts imposés et les déplacements transverses du point associé.

La figure V-44 montre l’effort normal dans les peaux obtenus par calcul. On observe
qu’entre le modèle sans initiation de décollement, et le modèle avec initiation, mais sans effort
artificiel pour déclencher, aucune différence n’apparaît durant les 150 µs représentées après
l’initiation du décollement. Ceci montre bien la stabilité artificielle de la peau après destruction
de l’élément d’initiation.
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figure V-43 : Effort de déclenchement et déplacement transverse du 
noeud associé

figure V-44 : Déclenchement de la propagation : effort normal dans 
la peau, essai à v = 2.29 m/s

En introduisant un pic d’effort de 1000 N pendant 1 µs après l’initiation, on remarque une
diminution de l’effort normal dans la peau : le déplacement transverse associé à cet effort est
de 0.1 mm. C’est insuffisant : le déclenchement artificiel a un effet, mais il faut attendre 150 µs
pour que l’effet soit notable. En augmentant encore l’effort (5000 N), ou en prolongeant
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l’effort (∆t = 10 µs), le déplacement transverse atteint 0.4 mm. Le déclenchement devient plus
efficace, et on peut considérer que son effet est immédiat.

La forme de la déformation dans la peau est alors proche de celle des essais, avec un
léger retard.

Les résultats sur l’effort de contact, représentés sur la figure V-45, sont similaires. Plus
l’effort de déclenchement appliqué est fort ou long, plus l’effort de contact revient rapidement
à zéro, ce qui correspond à dire que la rigidité de la structure diminue. Or, c’est bien le
décollement des peaux qui provoque cette diminution.

figure V-45 : Déclenchement de la propagation : effort de contact, 
essai à v = 2.29 m/s

En utilisant une force de déclenchement adéquate, il est donc possible de pallier le
problème de déclenchement de la propagation. Dans le cas étudié, un déplacement transverse
de 0.4 mm suffit.
Reste tout de même le fait que cette modélisation nécessite d’être effectuée en deux temps : un
premier calcul pour déterminer l’initiation de la rupture, et un deuxième pour appliquer l’effort
de déclenchement et calculer la propagation du décollement.

V.4.4 Application au calcul des essais sur éprouvettes bombées 

V.4.4.1 Calculs

Les essais réalisés sur éprouvettes de type E sont également modélisés. Le maillage des
éprouvettes bombées, avec la position de l’élément d’initiation est représenté sur la figure V-
37.
La figure V-46 présente l’évolution de l’éprouvette lors de la modélisation de l’impact à la
vitesse de 1.9 m/s. En particulier, il est possible de suivre l’évolution du décollement et des
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contraintes transverses au sein de l’âme de la structure. La valeur de la contrainte maximale de
traction dans la mousse, utilisée comme critère d’initiation, est de 0.7 MPa.

L’image à t = 0.15 ms montre bien l’évolution globale de la contrainte transverse dans
l’âme avant décollement.
Durant les premiers instants suivant le décollement, une onde de contrainte transverse apparaît.
Elle est provoquée par le relachement brutal des contraintes de traction lors du décollement.
C’est la raison pour laquelle au temps t = 0.20 ms, il existe un maximum des contraintes
transverses au coeur de l’âme, visible sur la figure V-46 : c’est la photo instantanée de cette
onde. Après quelques microsecondes, la contrainte transverse s’annule, et seules restent
quelques surcontraintes au niveau du fond de fissure de décollement.

figure V-46 : Décollement de la peau, essai de type E, v = 1.9 m/s

Contrairement au cas des éprouvettes droites, il n’y a pas de problème de déclenchement.
Sur les éprouvettes bombées, la courbure permet au décollement de se propager dés la
destruction de l’élément d’initiation.
Des courbes de résultats sont présentées dans le paragraphe suivant.

V.4.4.2 Influence de la contrainte maximale de traction dans la mousse

Pour estimer la sensibilité du comportement de la structure avec l’instant d’initiation, des
calculs ont été réalisés en faisant varier la contrainte à rupture dans la mousse. Pour cela, le
calcul avec décollement décrit ci-dessus est réalisé à nouveau, pour différentes valeurs de la
contrainte maximale.
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figure V-47 : Effort de contact, essai à v = 1.9 m/s, pour différentes 
contraintes à rupture

figure V-48 : Contrainte transverse dans l’élément d’initiation, essai 
à v = 1.9 m/s, pour différentes contraintes à rupture

La figure V-47 représente les courbes de l’effort de contact sur la demi-éprouvette
modélisée. La courbe d’essai est également présentée, pour comparaison.
Il apparaît immédiatement, en comparant la courbe d’essais avec la courbe de calcul sans
modélisation du décollement, qu’il y a un problème de modélisation. En effet, le premier pic
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de chargement est trés bien représenté par les calculs (recalage de la rigidité de contact), alors
que le deuxième a une amplitude moindre et une forme particulière. Une étude de sensibilité
des principaux paramètres de la structure n’a pas permis de définir une meilleure modélisation
du comportement de la structure.
Les calculs sont donc malgré tout réalisés, pour estimer l’influence de l’instant d’initiation du
décollement sur le comportement global de l’éprouvette.
Les valeurs de la contrainte à rupture dans la mousse utilisées pour ces calculs sont égales à
0.5, 0.6, 0.7, 0.8, et 1 MPa.
La figure V-48 représente la contrainte transverse dans l’élément d’initiation. C’est dans cet
élément qu’elle est la plus grande. Cette contrainte est comparée à la valeur à rupture
précédemment définie pour initier le décollement.

L’augmentation de la contrainte maximale à rupture retarde nettement l’initiation du
décollement.

Sur les courbes de l’effort de contact, l’influence n’est pas aussi marquée. En effet, pour
les calculs avec les trois valeurs de contrainte supérieures à 0.7 MPa, le second pic de charge
reste identique. Par contre, lorsque la contrainte est égale à 0.6 ou 0.5 MPa, on voit une nette
diminution du second pic en amplitude et en durée.
En fait, pour ces deux valeurs, l’initiation du décollement a lieu avant ou au début du second
pic de charge. Le décollement réduit alors la rigidité globale de la structure, et le second pic
s’en trouve aussitôt affecté.
Dans les trois autres cas, l’initiation a lieu pendant le pic de charge. La baisse de rigidité
intervient alors trop tard pour que l’effort en soit affecté, et le comportement de la structure est
identique à celui du calcul sans endommagement. Il faut alors attendre le troisième pic d’effort
pour voir apparaître l’effet du décollement (non représenté ici).

Ainsi, une légère hausse de la contrainte à rupture dans la mousse peut provoquer un
décalage conséquent de l’instant d’initiation, et suivant le moment auquel l’initiation a lieu, la
réponse globale de la structure peut être considérablement modifiée.
Notamment, il a été vu que le chargement des structures étudiées se fait par pics d’efforts. La
réponse de la structure est donc sensible au positionnement de l’initiation du décollement par
rapport à ces pics de chargement.

V.4.5 Conclusion

Ce paragraphe a permis de montrer que la modélisation par des modèles à maillage de
faible densité permet de retrouver le comportement global de la structure lorsque les
décollements ne sont pas pris en compte. Les résultats de la modélisation sont d’ailleurs
meilleurs sur les essais avec éprouvettes droites que sur les essais avec éprouvettes de type E.

Pour ce qui est de la modélisation du décollement, une méthode est proposée. Elle
consiste à appliquer deux critères d’initiation à chacun des éléments de la couche
endommageable. Ces critères sont un critère de rupture dans la mousse, et le modèle Fladyn
d’initiation sous flambage dynamique.
Les calculs montrent que dans le cas des peaux droites, c’est le modèle Fladyn qui détecte la
rupture, alors que pour les éprouvettes bombées, c’est le critère en traction dans la mousse.
Ces deux critères donnent des résultats satisfaisants, et les calculs effectués valident la
méthode de calcul 2D du décollement sous impact.
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V.5 MODÉLISATION : APPLICATION AU CAS DE L’IMPACT SUR PALE

L’ensemble des travaux réalisés dans la première partie de ce chapitre a été consacré à
proposer une modélisation pour étudier l’impact sur pales, et notamment le décollement des
peaux.

Cette partie est consacrée à l’aspect global du calcul. En effet, outre le problème de
l’impact et du décollement, le problème de choc sur pale est complexe à modéliser. En effet,
l’existence de contraintes dans la pale avant l’impact nécessite la prise en compte et la
simulation de la force centrifuge.
Pour des raisons évidentes de coûts en terme de calculs, la réduction du modèle de la pale à une
longueur faible mais suffisamment représentative devra également être étudiée.

Enfin, dans une optique industrielle, il est nécessaire de pouvoir fournir à l’utilisateur un
outil capable de gérer l’ensemble des opérations, du maillage à la modélisation. Un outil de
calcul statique et dynamique vibratoire des pales, appelé CPAO, a été développé au laboratoire,
et est actuellement utilisé chez Eurocopter. Cet outil a été amélioré, et doté de nouvelles
applications afin de permettre de nouveaux types de maillages adaptés au calcul en dynamique
rapide, et surtout de fournir, à partir d’une définition simple de la géométrie de la structure, un
fichier pouvant être interprété par le code de calcul Radioss.
Cet aspect sera donc développé dans ce paragraphe.

V.5.1 Déroulement du calcul

Afin de prendre en compte l’effet de la force centrifuge dans le calcul de l’impact, il est
nécessaire d’effectuer le calcul en deux étapes.

La première étape consiste à simuler la mise en rotation de la pale, afin d’obtenir dans la
pale un chargement initial, avant l’impact, équivalent à celui d’une pale en vol.

La deuxième étape consiste alors à venir impacter la pale par l’objet choisi, ici, un
cylindre métallique en aluminium, à une vitesse proche de celle rencontrée en essais

V.5.2 Prise en compte de la force centrifuge

V.5.2.1 Quantification de l’effet de la force centrifuge dans une pale

En vol, une pale tourne à une vitesse angulaire w, et subit donc les effets de la force
centrifuge. Tout élément de volume de la pale, de masse δm, situé à la distance R du centre de

rotation de la pale se trouve donc soumis à une force δF = δm.R.w2 (figure V-49).

figure V-49 : Mise en évidence de l’effet de la force centrifuge pour 
une pale en rotation
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L'allure globale des efforts normaux sur chaque section de la pale s'exprime donc, en
fonction de la distance au centre de rotation, par une fonction polynomiale du second degré,
comme représenté sur la figure V-50.

figure V-50 : Allure des efforts normaux dans une pale en rotation

Lors d’un impact, selon la position de l’impact sur la longueur de la pale, les contraintes
normales dues à la force centrifuge peuvent donc atteindre de fortes valeurs, notamment près
de l’axe de rotation. Il est donc nécessaire de prendre en compte les contraintes initiales dues à
la force centrifuge.

V.5.2.2 Simulation de la force centrifuge

Quatre modélisations sont proposées pour simuler l’effet de la force centrifuge.

La première méthode est très simple. Elle consiste à imposer en bout de pale un
déplacement dans le sens longitudinal (figure V-51). Le déplacement est calculé de telle sorte
que les contraintes induites à l’endroit de l’impact soient égales aux contraintes dues à la force
centrifuge. Les contraintes induites sont constantes le long de pale.

figure V-51 : Simulation de la force centrifuge par déplacement 
imposé

La deuxième méthode consiste à mettre la pale en rotation autour d’un point. Un corps
rigide est défini dans la pale, autour de l’axe de rotation, et une vitesse de rotation y est
appliquée (figure V-52). La mise en mouvement de l’ensemble de la pale se fait par
transmission des efforts du corps rigide vers le reste de la pale. La mise en rotation doit donc
être très progressive, pour ne pas créer de surcontraintes dans les éléments proches du corps
rigide. Lorsque la vitesse de rotation atteint la valeur désirée, il faut alors stabiliser cette
vitesse. Cette étape peut entraîner des oscillations de la structure autour de la position
d’équilibre recherchée. Le problème de l’amortissement de ces oscillations est traité dans le
paragraphe suivant. Cette méthode est très réaliste, puisqu’elle simule vraiment une mise en
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rotation de la pale. Cependant, les temps de calculs peuvent être prohibitifs à cause de la nature
progressive de la mise en mouvement.

figure V-52 : Simulation de la force centrifuge par rotation imposée

La troisième méthode est dérivée de la seconde. Elle consiste également à mettre en
rotation la pale autour de son axe. Pour pallier le problème de la mise en mouvement lente,
l’ensemble de la structure est défini comme un corps rigide, auquel la vitesse de rotation
désirée est immédiatement imposée (figure V-53). Ensuite, le corps rigide est désactivé, et
réduit au corps rigide défini dans la méthode précédente, et la vitesse de rotation finale y est
toujours appliquée. La structure, libérée du corps rigide temporaire, se charge alors sous les
effets de la force centrifuge. La gestion de la désactivation du corps rigide est délicate, car elle
peut engendrer des fortes contraintes dans un laps de temps court,  et entraîner
l’endommagement où la rupture d’éléments. Comme dans le cas précédent, des oscillations
apparaissent également, qu’il est nécessaire d’amortir.

figure V-53 : Simulation de la force centrifuge par rotation imposée 
à un corps rigide

La dernière méthode proposée et testée consiste à imposer à la structure un champ
d’accélération correspondant à celui de la force centrifuge. C’est le même principe que
lorsqu’on fait baigner une structure dans le champ de gravitation terrestre, sauf que la valeur et
la direction de la gravité varie avec la position du point considéré. La structure est encastrée au
niveau de l’axe de rotation, et à chaque noeud de la structure, on impose une accélération
centrifuge de valeur rw², où r est la distance au centre de rotation, et w la vitesse de rotation de
la pale (figure V-54). La pale ne tourne pas sous l’effet du champ d’accélération, mais se
charge comme s’il y avait une rotation à vitesse w. Des oscillations apparaissent également
avec cette méthode.

figure V-54 : Simulation de la force centrifuge par la création d’un 
champ d’accélération
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V.5.2.3 Amortissement des vibrations

Dans chacune des méthodes proposées, la mise en charge de la pale conduit à des
oscillations de la structure autour de sa position d’équilibre ou de son mouvement établi. La
nature des oscillations dépend essentiellement de la vitesse et de la nature du chargement.
Ces oscillations doivent être atténuées avant de réaliser l’impact sur la pale. Le logiciel
Radioss propose deux méthodes pour amortir les oscillations.
La première consiste à appliquer un coefficient d’amortissement à un groupe ou l’ensemble
des éléments de la structure. Elle est gérée par le mot clé DYREL (pour relaxation dynamique),
et nécessite de définir deux coefficients : la période du signal à atténuer, et le coefficient
d’amortissement. Cette méthode nécessite donc de connaître la nature des oscillations pour
appliquer l’amortissement convenable.
La seconde méthode est une méthode empirique, qui consiste à réduire à zéro les vitesses aux
noeuds à chaque fois que l’énergie cinétique globale du modèle atteint un maximum. Le
résultat est un amortissement global de la structure. La commande Radioss est KEREL (pour
relaxation cinétique).
Lorsque la structure est amortie, il faut annuler les commandes d’amortissement avant de
soumettre la pale à l’impact. Dans le cas contraire, les endommagements dus à l’impact
seraient sous-estimés.

V.5.2.4 Choix de modélisation

Malgré sa simplicité, la méthode des déplacements imposés ne peut être retenue, car elle
ne permet pas de prendre en compte la décroissance des contraintes normales dues à la force
centrifuge. Elle ne donne donc pas une représentativité suffisante de l’état de contrainte avant
l’impact.
La méthode de rotation imposée de la structure autour de son axe a l’avantage d’être la plus
réaliste, puisqu’elle simule effectivement la mise en rotation d’une pale, mais nécessite des
temps de calculs plus importants que les autres méthodes.
La méthode de rotation imposée à l’ensemble de la structure en tant que corps rigide est
difficile à gérer à cause des fortes sollicitations à la désactivation du corps rigide. Elle est donc
également écartée.

La méthode retenue est donc la dernière. Avec cette méthode, la pale ne tourne pas, mais
les contraintes internes dues à la force centrifuge sont bien estimées. En outre, les coûts CPU
sont inférieurs par rapport à la méthode numéro 2.
Pour l’amortissement des oscillations, le mode de résolution choisi est la relaxation cinétique,
pour sa simplicité d’utilisation.

Le paragraphe suivant montrera comment le champ d’accélération est appliqué dans
Radioss.

V.5.3 Réduction du modèle : effet des conditions aux limites

V.5.3.1 Problème de la réduction du modèle

Dans un souci de gain de temps de calcul, il n’est pas envisageable de modéliser
l’ensemble de la pale. Il faut donc s'attacher à réduire au maximum la région à modéliser, tout
en restant représentatif du phénomène étudié.
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L'impact à grande vitesse est un phénomène local. Il est donc possible de ne modéliser qu'un
tronçon de pale pour étudier l'endommagement par impact. Cependant, il n'est pas possible de
définir a priori la largeur de la zone représentative à prendre en compte.
D'autre part, réduire la taille du modèle revient à ne pas représenter une partie de la pale. Cela
pose un problème lorsqu'on désire prendre en compte les forces centrifuges, puisqu’une partie
de la masse se trouve manquante. Il est donc nécessaire de trouver une modélisation permettant
la réduction de la taille du modèle, sans perdre les informations sur les précontraintes dans la
structure dues à la rotation.

V.5.3.2 Modélisation proposée

La modélisation proposée est la suivante : pour prendre en compte les effets de la force
centrifuge, il faut représenter les masses de la pale situées vers l’extrémité libre de la pale. Pour
ne pas alourdir le modèle, cette partie de la pale sera représentée par des éléments barres.
Quelques éléments barres suffiront donc à représenter les masses réparties dans de la pale.
La partie amont de la pale, c’est à dire vers l’axe de rotation, n’a pas besoin d’être modélisée,
puisqu’elle n’apporte rien dans l’établissement des précontraintes dans la zone étudiée.
Finalement, seul un tronçon de pale est modélisé en éléments coques et 3D. La partie amont de
la pale n’est pas représentée, elle est remplacée par un encastrement. La partie avale est
modélisée par des barres, reliées au reste de la structure par un corps rigide (figure V-55).

figure V-55 : Réduction du modèle

V.5.3.3 Validation

Un modèle 3D simplifié est utilisé pour valider la modélisation proposée pour la
réduction du modèle. Les dimensions du modèle, les matériaux utilisés et leur répartition dans
la structure sont représentatif de la pale étudiée (longeron + peau + matériau de remplissage à
faibles caractéristiques mécaniques)
Pour établir des courbes de références, un premier calcul est effectué sur la structure entière.
Elle est soumise à un champ d’accélération pour prendre en compte les effets de la force
centrifuge.
Un deuxième calcul est réalisé avec le modèle réduit défini ci-dessus. La structure ainsi définie
est également soumise à un champ d’accélération.

La figure V-56 présente les courbes des contraintes de Von Mises dans le longeron pour le
modèle complet et le modèle réduit. Les contraintes observées dans le tronçon de pale sont
proches de ceux du calcul de la pale complète, sauf aux abords du corps rigide et de
l'encastrement.
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figure V-56 : Evolution des contraintes de Von Mises dans le 
longeron, en fonction de x

Les figure V-57 et figure V-58 permettent de visualiser les contraintes de Von Mises dans le
longeron et dans les peaux pour les modèles complet et réduit. On observe également une
bonne approximation des contraintes et déformations, sauf aux extrémités du tronçon. Les
différences relevées sur les courbes et les visualisations sont principalement dues au fait que le
corps rigide et l’encastrement rigidifient le modèle réduit à ces extrémités, et empêchent la
dilatation transverse de la structure, modifiant ainsi localement l'état de contrainte.

figure V-57 : Visualisation des contraintes dans le longeron

figure V-58 : Visualisation des contraintes dans la peau
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V.5.3.4 Conclusion

Différentes modélisations ont été réalisées pour étudier la prise en compte de la force
centrifuge dans le calcul à l’impact. La solution retenue est d’appliquer aux noeuds de la
structure une accélération égale à celle qui serait engendrée par la rotation autour de l’axe.
Cette modélisation a été étendue à un tronçon de pale, et a permis de vérifier la possibilité de
prendre en compte la force centrifuge en ne modélisant qu’un tronçon de pale.

Cependant, les modélisations utilisées pour les conditions aux limites sur le tronçon de
pale apportent indéniablement des erreurs dans les calculs. Il faut notamment faire attention au
problème de la propagation des ondes dans le modèle réduit. En effet, lorsque les ondes
atteignent les extrémités du tronçon, elles reviennent vers le point d'impact plus tôt que dans le
modèle complet.

On s'attachera donc à vérifier que la largeur du tronçon est suffisamment grande pour que
le retour des ondes ne viennent pas perturber le calcul des endommagements autour du point
d'impact.

La prise en compte des effets de la force centrifuge, et le calcul de l’impact pourraient
être amélioré en faisant évoluer la modélisation proposée. Notamment, les barres représentant
les masses réparties de la pale pourraient être remplacées par des poutres prenant en compte le
gauchissement, et le corps rigide pourrait être remplacé par une condition cinématique
compatible avec le gauchissement des sections dans la pale. L’estimation des précontraintes
s’en trouverait nettement améliorée. Par contre, ces améliorations ne permettraient pas
d’éliminer entièrement le problème de la réflexion parasite des ondes aux extrémités du
modèle réduit, tout au plus de le réduire.

V.5.4 Mise à jour de l’outil de maillage et création du transfert des données

Le logiciel CPAO est un logiciel de Conception de Poutres Assisté par Ordinateur. A
partir de la définition d’une section de poutre, il permet de connaître les efforts et la résistance
des poutres sous sollicitations statiques ou en dynamique vibratoire. Ce logiciel est utilisé chez
Eurocopter pour la conception des pales d’hélicoptère.

Pour le calcul de l’impact sur pale d’hélicoptère, ce logiciel n’est bien-sûr pas adapté, et
c’est le logiciel Radioss qui a été retenu. Cependant, le logiciel Radioss ne disposant pas de
mailleur, et dans un souci d’harmonisation des outils numériques, il a été décidé que la
préparation des fichiers de données nécessaires au code Radioss seraient fabriqués à partir de
CPAO.

Les spécificités propres à CPAO, à Radioss, et au calcul de l’impact ont rendu
nécessaires l’amélioration du mailleur de CPAO, et la création de modules particuliers pour
créer les fichiers Radioss.

Les paragraphes suivants abordent ces travaux qui ont été réalisés dans le cadre de l’étude.

V.5.4.1 Amélioration de l’outil de maillage

Le mailleur de CPAO est un mailleur 2D. Dans le cas de la modélisation de pales, il est
nécessaire de fabriquer un maillage 3D. Un module d’extrusion du maillage a donc été créé
pour fabriquer ces maillages 3D. Tout maillage qui peut être obtenu par extrusion d’une
section est donc réalisable sous CPAO.
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Il est également possible d’appliquer un mouvement de rotation ou de translation à un
groupe d’éléments afin de positionner un maillage 3D dans n’importe quel position. Ceci est
particulièrement utile pour mailler un impacteur cylindrique dont la génératrice n’est pas
parallèle à celle de la pale.

Plus particullièrement, des améliorations ont également été effectuées sur le maillage des
sections. Les surfaces autres que les quadrilatères étaient maillées en éléments triangles. Il est
d’usage dans les codes de dynamique rapide de mailler le plus souvent possible en éléments
quadrangles, pour des raisons de pas de temps et de qualité des calculs. Des modules du
mailleur ont donc été créés afin de pouvoir mailler les surfaces à 3 côtés directement en
éléments quadrangles (figure V-59), et afin de pouvoir transformer un maillage quelconque en
triangles en un maillage par quadrangles, par combinaison des éléments triangles. Il ne permet
bien-sûr pas toujours d’éliminer la totalité des triangles (figure V-60).

figure V-59 : Maillage par quadrangles d’une surface à 3 côtés

figure V-60 : Transformation d’un maillage par éléments triangles 
en maillage par éléments quadrangles

V.5.4.2 Transfert mailleur - code de calcul

Une fois les sections maillées, et les extrusions définies, un module spécifique de CPAO
permet de créer le fichier de données nécessaire pour les calculs sous Radioss, c’est à dire les
données sur les noeuds, les éléments, les matériaux, propriétés, conditions limites, ...



page 190

Ainsi, l’utilisateur dispose d’un seul outil pour mailler ses modèles, aussi bien pour les
calculs statiques que pour les cas d’impact.

V.5.4.3 Mise en rotation : champ d’accélération

Le pré-processeur de Radioss ne permet pas d'appliquer à une structure un champ
d'accélération induit par un mouvement de rotation, mais uniquement un champ constant de
type gravité, appliqué sur un groupe de nœuds. Le choix de la méthode du champ
d’accélération pour simuler la rotation nécessite donc la création de conditions limites
spécifiques.
Une routine a été développée sous CPAO qui permet de calculer l'accélération à introduire à
chaque nœud, dans le fichier source, pour simuler l'accélération centrifuge.

V.5.5 Maillage de la pale

La définition de l’outil de maillage et de transfert des données ayant été abordée, voyons
comment est réalisé le maillage d’une pale sous CPAO, pour utilisation sous Radioss.

La méthode des éléments finis requiert un maillage adapté au problème traité, et suit des
règles d’usage. Pour les codes explicites, il en est de même, et certaines contraintes
supplémentaires s’y ajoutent, dues au parcours des ondes dans la structure. Ce paragraphe
présente le maillage utilisé pour la pale et son impacteur.

V.5.5.1 L’impacteur

L’impacteur est modélisé par un cylindre métallique. La section de l'impacteur est
maillée en 2D, sous CPAO, puis extrudée pour obtenir un cylindre. La section est formée de
quatre quarts de disque maillés indépendamment. La section obtenue est représentée sur la
figure V-61, et suit les règles d’usage des maillages de cylindres ([WINKELMULLER 2000]).
Pour réduire la taille du modèle numérique, sans dégrader les résultats, le cylindre est maillé
plus finement dans son plan médian, autour de la zone d'impact.

figure V-61 :  Maillage de l’impacteur : section et perspective
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V.5.5.2 La pale

La section du longeron principal est maillée automatiquement en triangles. Une
transformation est alors appliquée par le module de transformation, afin de regrouper les
triangles en quadrangles (figure V-62). Une paramétrisation de cette transformation permet de
ne pas créer de quadrangles trop distordus. Certains triangles ne peuvent être éliminés (moins
de 5% dans les configurations testées), mais la qualité du maillage s’en trouve globalement
améliorée.

figure V-62 :  Maillage du longeron : transformation d’un maillage 
par triangles en maillage par quadrangles

De la même façon, l’ensemble de la mousse est modélisé en éléments triangles, puis
transformé en éléments quadrangles. Pour créer la couche endommageable sous la peau, pour
la modélisation du décollement, une fonctionnalité est utilisée qui permet de définir une
couche d’éléments d’épaisseur donnée le long d’un profil de la section.

Les peaux sont modélisées par des éléments coques, ainsi que les nervures.
  

figure V-63 : Maillage du bord d'attaque en éléments 3D : 
perspective

Au niveau du bord d'attaque, il est important de pouvoir prendre en compte les
épaisseurs du titane et des peaux pour modéliser la rigidité de contact à l’impact. Une
modélisation en coques ne le permet pas, et empêche donc de modéliser l'énergie dissipée par
la compression dans le sens de l'épaisseur des plaques. Une interface de contact formée d’une
couche d’éléments 3D est alors définie (un seul élément dans l’épaisseur de la couche) pour
gérer la perte d’énergie au contact (figure V-63).
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L’idéal serait d’utiliser des coques épaisses, pouvant gérer la contrainte transverse, et pouvant
être reliées à des coques, pour effectuer la liaison entre le longeron et les peaux reposant sur la
mousse. Un tel élément est en cours de mise au point au laboratoire.

Il n'est pas utile de créer ces éléments 3D pour la modélisation du contact sur l'ensemble
de la peau, puisque les effets de membrane et de flexion dans les peaux sont repris par les
éléments coques situés en dessous. Ce maillage est donc restreint à la zone d’impact.
Pour des raisons évidentes, le maillage en coques de la peau, et le maillage en éléments 3D de
l’'interface de contact doivent être concordants (figure V-62).

Enfin, l'arêtier pose des problèmes particuliers pour le maillage, car il se termine par des
éléments de petite taille, qui font chuter le pas de temps de calcul sous Radioss, et génère ainsi
des temps de calcul importants. Il a donc été choisi de ne pas utiliser le maillage automatique
des arêtiers que propose CPAO, mais de venir directement coller entre elles les couches
d'intrados et d'extrados.

Sur la figure V-64 apparaissent les maillages du profil avant et après transformation en
éléments quadrangles. On voit qu'une très grande partie des éléments triangles sont assemblés
pour donner des quadrangles, aussi bien dans le longeron principal que dans la mousse de
remplissage.

figure V-64 : Maillage global de la section en triangles (dessus) et en 
quadrangles (dessous)

La figure V-65 rappelle la répartition des matériaux dans le profil de la pale :
- le longeron en UD,
- la mousse de remplissage,
- les peaux (une seule couleur de représentation pour l’ensemble des drapages),
- les nervures,
- l’arêtier,
- les éléments 3D d’interface de contact,
- la fine couche d’éléments mousse permettant de gérer le décollement de la peau,
- la fine couche d’éléments du longeron permettant de gérer le décollement de la peau du
bord d’attaque.
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figure V-65 : Répartition des matériaux dans la section

V.5.6 Conclusion

A ce stade de l’étude, une méthode a été proposée pour prendre en compte l’effet de la
force centrifuge dans la pale impactée, tout en ne représentant qu’un tronçon de la pale. Cette
méthode donne de bons résultats et sera donc utilisée pour le calcul de l’impact sur pale.

Parallèlement, le logiciel CPAO développé au laboratoire a été amélioré afin de résoudre
les problèmes de maillage propres au cas de l’impact sur pale. Des nouvelles fonctionnalités
permettent de mailler la section de la pale de façon appropriée, de l’extruder pour obtenir un
modèle 3D, de créer un impacteur de type cylindrique, et d’appliquer le champ d’accélération
due à la rotation de la pale à l’ensemble des noeuds concernés.

Il est donc possible à partir de CPAO de préparer un modèle Radioss de pale prenant en
compte l’ensemble des conditions initiales de chargement avant impact.
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Conclusion générale et perspectives

Les incidents d’impact sur pales d’hélicoptère observés en vol montrent la nécessité pour
le constructeur de pouvoir dimensionner les pales à l’impact pour leur assurer une tenue
résiduelle suffisante en cas d’incident en vol. Les essais réalisés à ce jour montrent la difficulté
de la prévision des dommages, mais ont permis de mettre en avant les principaux points
critiques de l’étude de chocs sur pale, notamment la forte déformation du longeron sous
l’impact et le décollement des peaux.

Pour l’industriel, l’impact est donc un problème majeur, qui nécessite la création d’outils
adaptés pour la prévision de l’endommagement. C’est également avant tout un problème
complexe qui met en jeu un grand nombre de phénomènes physiques.
C’est pourquoi nous avons eu, dans cette étude, à la fois une approche globale du calcul de
l’impact, en proposant une méthodologie et des outils adaptés à l’utilisation dans l’industrie, et
une réflexion sur différents phénomènes physiques précis intervenant dans le processus de
l’endommagement et leur modélisation.

Une méthode globale de calcul a été proposée. Aujourd’hui, les seuls outils numériques
adaptés au calcul de l’impact sont les codes éléments finis explicites. Ils permettent de gérer
les contacts, de prendre en compte les phénomènes de dynamique rapide et l’endommagement
des matériaux. Pour des raisons industrielles, le code choisi pour l’étude est le logiciel Radioss.
Pour des raisons de temps de calcul, les pales ne peuvent être maillées finement. Cette
contrainte est à l’origine même des méthodes proposées dans cette étude pour la modélisation
de l’impact.

Le calcul de l’impact s’effectue en deux étapes. La première consiste à générer dans la
structure un chargement représentatif de l’état de contrainte d’une pale en vol, c’est à dire de
prendre en compte les effets de la force centrifuge. La seconde est l’impact en lui-même.
La méthode adoptée pour prendre en compte le chargement initial consiste à appliquer aux
noeuds du modèle une accélération équivalente à celle qui serait obtenue pour une pale en
rotation. Elle donne de bons résultats. Afin de réduire la taille du modèle, seul un tronçon de
pale est modélisé. La méthode de prise en compte de la force centrifuge est alors adaptée au
nouveau problème en introduisant des éléments poutres au bout du tronçon, qui représentent la
masse manquante de la pale.

Parallèlement, l’outil numérique CPAO réalisé au laboratoire et utilisé par le constructeur pour
la conception des pales est amélioré afin de lui permettre de gérer les problèmes de maillage et
de création des fichiers d’entrée de Radioss propres à l’étude. Un mailleur 3D adapté au
calculs en dynamique rapide est réalisé, ainsi qu’un module permettant de prendre en compte
les conditions initiales à imposer pour représenter la force centrifuge. Les fichiers de données
directement exploitables par Radioss sont fabriqués à partir de CPAO, ainsi, l’industriel
dispose d’un outil unique pour la conception des pales en statique, en dynamique vibratoire, et
pour préparer les modèles Radioss.
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Outre ces problèmes liés à la modélisation globale de l’impact, la complexité du
problème de l’impact sur pale provient de la multiplicité des phénomènes mis en jeu :

- matériaux composites,
- vitesses de déformation élevées,
- flambage des peaux,
- décollement des peaux,
- utilisation de matériaux à faibles caractéristiques mécaniques (mousse).

Pour cette étude, nous nous sommes restreint à l’étude de la structure impactée, en considérant
des chocs avec des objets métalliques durs.

Au niveau des matériaux, une étude bibliographique a été réalisée sur les critères
d’endommagement des composites. Une campagne d’essais de caractérisation a ensuite été
effectuée, en statique et en compression dynamique. Pour ce faire, un banc d’essai en
dynamique (barres de Hopkinson) a été conçu et réalisé au laboratoire. Les essais ont permis
de souligner la forte dépendance des matériaux composites carbone-époxyde et verre-époxyde
avec les vitesses de déformations. Globalement, on note une nette augmentation des
contraintes à rupture. Les modules sont inchangés, et suivent la théorie des stratifiés habituelle.
Cependant, il n’est pas possible d’estimer les contraintes à rupture dans un stratifié à partir de
la seule connaissance des caractéristiques d’un pli. Cela signifie, en pratique, qu’il est
nécessaire de faire autant d’essais en dynamique qu’il y a de stratifiés différents dans la
structure.
D’autre part, des essais sur matériaux carbone-époxyde préfissurés ont été réalisés pour
simuler l’état des stratifiés dans la pale. Ils n’ont pas permis de déterminer une quelconque
influence de la préfissuration sur la tenue du matériau en dynamique. Il faut être prudent et ne
pas conclure trop vite sur la non influence de la préfissuration, sachant que dans la réalité, lors
de l’impact, le matériau préfissuré est toujours sous tension (force centrifuge), alors que les
essais de caractérisation sont réalisés pour des matériaux fissurés, mais au repos.
Il serait donc intéressant de reprendre ces essais en maintenant un état de contrainte de traction
dans le matériau lors de la caractérisation dynamique.

La mousse de remplissage de la pale a également été caractérisée, montrant une loi de
comportement habituelle, fragile et élastique en traction, pseudo-plastique avec phase de
densification en compression. Les données sur la mousse sont utilisées pour déterminer la
rupture dans la mousse lors des modélisations fines.

Des essais spécifiques ont été réalisés pour étudier le phénomène de décollement de
structures de type pale. Les éprouvettes testées lors des essais sont des structures 2D
simplifées, représentatives d’une section de pale. Plusieurs géométries sont testées, afin
d’étudier l’influence de la courbure des peaux sur l’initiation du décollement. Les essais ont
été réalisés en statique et en dynamique, grâce à un dispositif de poids tombant conçu et réalisé
à cet effet.
Des modélisations fines de ces essais ont permis de comprendre les phénomènes menant à la
rupture. Pour des peaux droites, le décollement a lieu sous la peau, et il est dû au flambage
local des peaux, aussi bien en statique qu’en dynamique. Pour des peaux présentant une
courbure, la rupture a également lieu sous la peau, mais elle est due à l’augmentation
progressive des contraintes dans la mousse.
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Ces observations ont permis de proposer un modèle original pour la prédiction et la
propagation du décollement des peaux de structures sandwichs 2D de type pales, compatible
avec la faible densité du maillage imposée par les problèmes de temps de calcul.
Le modèle proposé est un modèle 2D. Il consiste à modéliser le décollement par la dégradation
d’une couche d’éléments membranes située juste sous la peau.

L’initiation du décollement de la peau est dû soit à une instabilité locale, soit à une
augmentation globale de la contrainte dans la mousse. La taille des mailles ne permet pas
d’obtenir une représentativité des contraintes dans l’âme dans le cas de l’initiation par
flambage local.
Pour les sollicitations statiques, un modèle analytique de prévision du flambage local
symétrique de poutres sandwichs a été développé. Il donne de bons résultats, et permet de
prendre en compte à la fois la forte localisation des contraintes dans l’âme pour les déformées
à courte longueur d’onde, et l’influence de l’épaisseur de l’âme. Ce modèle donne des
expressions simples de la force en fonction de la longueur d’onde, et il est facilement
exploitable pour les calculs de dimensionnement. Il permet donc d’exprimer un critère
d’initiation en contrainte dans la peau.
Pour les sollicitations dynamiques, un modèle d’initiation du flambage de peaux de sandwichs
a également été proposé, basé sur une identification de paramètres à partir de données de
calculs éléments finis. Il donne des résultats satisfaisants, et compatibles avec ceux du modèle
statique. Le critère sur l’initiation par instabilité est donc étendu au cas de la dynamique.
Lorsque la rupture apparaît par augmentation progressive de la contrainte dans l’âme, la
représentativité des contraintes, même avec un maillage de faible densité, est suffisante. La
rupture a lieu lorsque la contrainte transverse dans les éléments endommageables dépasse le
critère de rupture de la mousse.
Ainsi, en couplant les deux critères, il est possible d’estimer l’initiation du décollement dans
l’ensemble des cas de figure considérés. En pratique, le critère d’initiation par flambage est
appliqué également dans l’élément endommageable, en approximant la déformation moyenne
dans la peau par la déformation de la mousse dans l’élément endommageable.
On obtient alors un critère d’initiation double, original, appliqué directement aux éléments de
la couche endommageable.

La propagation du décollement est modélisée par une loi d’endommagement du matériau de la
couche endommageable, inspirée des travaux de Ladevèze sur la mécanique de
l’endommagement. La problématique de la taille du maillage rend cette loi dépendante du
maillage, mais ce problème est pris en compte dans l’écriture des lois. L’identification des lois
est réalisée à partir d’essais.

Les essais d’impact réalisés sur les éprouvettes spécifiques permettent de valider la
méthode de façon très satisfaisante.
L’originalité de cette modélisation réside principalement dans l’utilisation d’un critère double
d’initiation appliqué directement aux éléments à endommager.
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A ce stade de l’étude, un modèle de calcul global a donc été proposé pour l’impact sur
pale. Il permet de prendre en compte l’effet de la force centrifuge dans les pales avant impact.
Un outil de calcul numérique, CPAO, a été adapté à la création de maillages pour l’impact sur
pale, à la création des conditions initiales propres au problème de la force centrifuge, et à la
création de fichiers de données directement exploitable par le logiciel Radioss.
Une étude du comportement des matériaux de la pale sous sollicitation dynamique a été
réalisée.
Et, pour des structures simplifiées de type pales, modélisées en 2D, un modèle de propagation
original a été proposé et validé par essais.
L’ensemble de ces travaux constitue donc une contribution intéressante à l’étude de l’impact
sur pale.

Ces travaux constituent donc une première étape dans l’étude de la modélisation d’une
pale à l’impact, et les perspectives à cette étude sont nombreuses.

Le modéle de décollement a été réalisé pour des structures 2D. Dans le cas d’une pale, il
devra être étendu à la modélisation 3D. Pour cela, les différents critères d’initiation et le
modèle de propagation devront être revus et adaptés.

Le problème du décollement de la peau au niveau du bord d’attaque n’a pu être abordé
lors de l’étude. Un élément coque épaisse est actuellement en cours de réalisation au
laboratoire qui devrait de résoudre ce problème. Il s’agit d’un élément solide à 8 noeuds et 6
degrés de liberté par noeuds, pouvant se transformer en deux éléments coques suite à un
délaminage. Cet élément est adapté aux problèmes de délaminage sous contraintes complexes,
et prend notamment en compte les contraintes normales aux plis. En se séparant en deux
éléments coques, il permet de prendre en compte aussi bien le délaminage que les problèmes
de décollement. Ainsi, cet élément pourrait également être une alternative intéressante au
modèle de décollement des peaux proposé dans cette thèse.

A ce stade de l’étude, la modélisation de pales ou tronçons de pales à l’impact sera alors
possible.
Un canon est actuellement en cours de réalisation au laboratoire. Il permettra d’effectuer
prochainement une campagne d’essais d’impact sur tronçons de pales d’hélicoptère. Ces essais
serviront de support pour la corrélation avec les modélisations proposées.
Il est également prévu de prendre en compte les effets de la force centrifuge lors de ces essais
en appliquant aux tronçons de pales un effort de traction pendant l’impact.

Enfin, l’étude de l’impact des pales par un bloc de givre, incident le plus couramment
rencontré en vol, est envisagé. La problèmatique sera alors de trouver des lois matériaux
adaptées à la modélisation de la glace à l’impact. La méthode SPH, utilisée pour les cas
d’ingestion d’oiseaux dans les moteurs d’avion, semble être une solution adaptée à ce
problème.
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Annexe A : Algorithme du code Radioss

Calcul de la vitesse au 1/2 pas de temps

Calcul des déplacements

u· n 1 2⁄+ u· n 1 2⁄– ∆t u··n⋅+=

un 1+ un ∆t u· n 1 2⁄+⋅+=

 Initialisation 
t 0 u0 u· 0 u··0, , ,=

Calcul des forces intérieures :

Boucle sur chaque élément :
- vitesse 

=> vitesse de déformation

=> contraintes

=> 

u·
n

1
2
---+

ε· f u·
n

1
2
---+ 

 =

σ· f ε· loimateriau,( )=

σn 1+ σn ∆t σ·⋅+=

Fint B
tσ∫=

Assemblage des forces extérieures
- Fappliquées
- Fcontact

Calcul de l’accélération

u··n 1+

Fext Fint+

m
-------------------------=

Calcul du pas de temps ∆t
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Annexe B : Calcul théorique du flambage

Cette annexe détaille le calcul théorique du flambage de peau sur mousse, par le bilan de
l’énergie totale. L’énergie est développée en série de Taylor au second ordre pour faire
apparaître les termes de perturbation autour de l’équilibre :

Pour obtenir ces termes d’ordre supérieur, il est donc nécessaire, dans l’expression de
l’énergie, de prendre en compte les non-linéarités des déformations. Les énergies dans la peau,
l’âme et l’énergie des efforts extérieurs sont exprimées ci-après [BARRAU 1987].

Tout d’abord, l’énergie dans la peau est exprimée. Soit une plaque composite définie par les
matrices usuelles [A] et [C] (la plaque est considérée comme présentant une symétrie miroir),
dans les axes x1, x2, x3 (figure A- 1). Le tenseur des déformations de Lagrange permet
d’exprimer les déformations au sein de la plaque en tenant compte des non-linéarités. Etant
donné que la déformation associée à l’instabilité est une déformation essentiellement normale
à la peau, les termes du second degré en u1 et u2 sont négligés devant ceux en w.

(eq. A-1)

figure B-1 : Définition du repère de la plaque
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L’hypothèse de Love (figure A- 2) permet d’écrire les déplacements au sein de la plaque à

partir du déplacement dans le plan des points du feuillet moyen ( ) :

figure B-2 : Hypothèse de Love

Ce qui permet d’écrire les expressions précédentes (eq. A 1) de la façon suivante :

(eq. A-2)

On formalise alors la notation par : , où  est le déplacement dans le plan

d’un point du feuillet moyen, et  le terme de flexion :

 s’exprime lui même en fonction d’un terme linéaire et d’un terme non linéaire par la

relation : , où les termes sont identifiables dans l’équation (eq. A 2) :

 

ui
0

ui ui
0

x3
w∂
xi∂

-------⋅–=

e1 ε11

u1
0∂

x1∂
-------- 1

2
--- w∂

x1∂
-------- 

  2
⋅ x3

∂2
w

x1
2∂

---------⋅–+= =

e2 ε22

u2
0∂

x2∂
-------- 1

2
--- w∂

x2∂
-------- 

  2
⋅ x3

∂2
w

x2
2∂

---------⋅–+= =

1
2
--- e6⋅ ε12

1
2
---

u1
0∂

x2∂
--------

u2
0∂

x1∂
--------+

 
 
 

⋅ 1
2
---

x1∂
∂w

 
 

x2∂
∂w

 
 ⋅ ⋅ x3

∂2
w

x1∂ x2∂
----------------⋅–+= =

ei êi
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Pour une plaque composite à symétrie miroir, l’énergie s’écrit alors, en prenant en compte les
termes non linéaires :

(eq. A-3)

où le premier terme correspond à l’énergie dans le plan, et le second à l’énergie de flexion de la
plaque.

Les déplacements peuvent également s’écrire comme la somme d’un déplacement avant
flambage ( ), et d’un terme de perturbation :

De la même façon, les déformations s’écrivent en fonction des perturbations :

Les différents termes valent alors :
termes linéaires à l’équilibre, et dans la perturbation :

 

 

termes non-linéaires à l’équilibre, et dans les perturbations (ordre 1 et 2) :
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L’énergie des efforts extérieurs vaut :

, (eq. A-4)

Les termes  sont des flux d’efforts appliqués sur la plaque. Seules les composantes linéaires

des déformations sont prises en compte : 

L’énergie dans la mousse est écrite de façon similaire. La matrice de Hooke [H] est utilisée
pour exprimer les contraintes en fonction des déformations. Contrairement au cas des plaques,
il n’y a pas de termes de flexion, mais les termes du second degré sont pris en compte de la
même façon. Le repère utilisé pour la notation est le même que pour la plaque. Le paramètre w
est toujours le déplacement normal au plan de la plaque.

d’où l’expression de l’énergie :

(eq. A-5)

On fait l’hypothèse que la position d’équilibre avant flambage ne présente pas de déplacements
transverses : 
On en déduit la nullité des termes suivants :

, , (eq. A-6)

L’énergie totale dans la structure est exprimée en série de Taylor :

et s’écrit alors :
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A l’équilibre, . Cette égalité permet de simplifier l’écriture du terme du second ordre,

et le flambage apparaissant pour , on obtient :

Une perturbation  sur la plaque ne permet pas d’introduire une instabilité, quel que soit

l’effort .

L’instabilité apparaît donc pour , et :
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