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recherches.
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m’a accordé sa confiance et fait profiter de son expérience au quotidien. Merci à Bruno Bennani
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fissure par cinématographie rapide . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 75

III.3.2 Estimation de l’incertitude sur la mesure de la vitesse de propagation de
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IV.1.3 Estimation de la ténacité d’initiation par une analyse de l’effort critique
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IV.2.3 Mesure de la déformation asymptotique au cours de la propagation de

fissure . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 98
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U̇ Vitesse de sollicitation
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h Épaisseur de l’éprouvette
l Longueur de l’éprouvette
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Introduction

Les matériaux composites à matrice organique sont largement utilisés dans l’industrie aéro-
nautique pour leur masse, généralement inférieure à celle des matériaux métalliques à rigi-
dité équivalente. Ce gain de masse significatif est rendu possible grâce à la généralisation des
matériaux composites à matrice organique, en particulier des composites associant des fibres
de carbone à une résine époxy chargée en nodules thermoplastiques, dans la conception des ap-
pareils. Ainsi, ces matériaux ne se limitent pas aux pièces secondaires mais sont également em-
ployés dans la fabrication de pièces structurales telles que le fuselage ou les ailes qui déterminent
la fiabilité mécanique de l’appareil et la sécurité des passagers. Or, ces éléments primaires sont
endommagés par divers sollicitations dynamiques qui vont de la chute d’un outil pendant une
opération de maintenance à l’impact d’un oiseau lors d’une phase de vol. C’est dans ce do-
maine que s’inscrit cette recherche. Plus précisément, il s’agit d’étudier l’endommagement par
délaminage qui peut apparâıtre dans ces matériaux lorsqu’ils sont stratifiés et soumis à l’im-
pact. Le processus de délaminage est une décohésion macroscopique localisée dans le milieu
inter-laminaire, soit à l’interface entre deux plis adjacents d’un stratifié. Cette large décohésion
compromet l’intégrité des structures composites légères et peut entrainer leur rupture catastro-
phique. D’où l’importance de prendre en considération les éventuelles phases d’initiation et de
propagation du délaminage lors de l’étape de dimensionnement.

Des modèles de zones cohésives sont généralement utilisés pour simuler numériquement le
délaminage provoqué par un impact sur plaque composite stratifiée. Ces modèles s’appuient
sur une loi cohésive de traction/séparation qui traduit l’avancée d’une fissure. En général, le
délaminage induit par impact évolue selon une combinaison des modes I et II. Toutefois, cette
étude se concentre sur le mode d’ouverture I. Dans ce cas, les paramètres caractéristiques d’une
loi cohésive sont généralement la contrainte critique σc, l’ouverture critique δc ou le taux de
restitution d’énergie critique GIC . Ce dernier paramètre caractérise la ténacité de l’interface et
quantifie l’énergie nécessaire pour initier et propager la fissure d’une unité d’aire selon le mode
I. Les études de Borg et al. [17] ou de Geubelle et Baylor [39] démontrent la capacité des zones
cohésives à prédire l’état d’avancement final du délaminage suite à un essai d’impact basse
vitesse sur composite à matrice organique. Dans ces études, une valeur dynamique du taux de
restitution d’énergie critique GIC ainsi qu’une valeur dynamique de la contrainte critique σc
sont indirectement identifiées par comparaison avec l’expérience. Les modèles ainsi paramétrés
permettent de reproduire une surface délaminée [17] ou des sites d’initiation du délaminage
[39] en adéquation avec les observations expérimentales post-impact. Cependant, l’identifica-
tion indirecte de paramètres satisfaisant une configuration d’essai particulière ne permet pas de
disposer d’un modèle prédictif pour une vitesse d’impact quelconque. Dans ce contexte, Cori-
gliano et al. [28] proposent d’intégrer une dépendance à la vitesse d’ouverture de fissure δ̇ dans
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Introduction

la loi cohésive initialement développée par Rose, Ferrante et Smith [86][87]. Malheureusement,
aucune procédure expérimentale n’est proposée concernant l’identification de ce modèle. Un
second point délicat concerne la forme des modèles définis par le couple de paramètres (GIC ,
σc). En effet, Li et al. [69] rapportent que ces modèles à deux paramètres sont incapables de
décrire l’initiation instable des fissures de faibles dimensions devant la longueur caractéristique
de l’éprouvette. Un modèle cohésif multi-paramètres est alors proposé pour simuler la rupture
catastrophique des polymères renforcés par fibres en supposant une initiation de la fissure dans
la matrice ainsi que des phases de propagation contrôlées par la formation de ponts de fibres.
Or, le délaminage des matériaux composites à matrice organique est initié, lors d’un impact,
par la présence de micro-fissures dans la matrice [25] et engendre des ponts de fibres [103].
Par conséquent, la loi de traction/séparation utilisée se révèle être particulièrement adaptée
à la simulation de la décohésion de ces matériaux [70][71][72]. Une adaptation de ce modèle
aux chargements dynamiques est alors envisageable. En résumé, certains modèles de zones
cohésives sont potentiellement capables de simuler le délaminage des composites de type car-
bone/époxy sous une sollicitation d’impact. Cependant, l’identification de ces modèles nécessite
le développement de protocoles expérimentaux spécifiques.

Des protocoles expérimentaux sont alors proposés afin d’évaluer les effets de la dynamique
sur le délaminage des stratifiés en mode I et introduire une dépendance à la vitesse dans les lois
cohésives. En pratique, seul le taux de restitution d’énergie critique GIC est directement mesuré
tandis que les paramètres (δc, σc) sont ajustés selon le cas à l’étude. Classiquement, le taux de
restitution d’énergie critique GIC est identifié à l’initiation de la fissure par un essai Double Can-
tilever Beam réalisé en quasi-statique selon la norme ISO 15024 :2001(E) [53]. Par conséquent,
les modèles de zones cohésives ainsi identifiés ne peuvent représenter les effets présumés de la
dynamique sur l’évolution du délaminage. Cela se traduit par une incertitude sur la résistance
dynamique des composites à matrice organique au processus de délaminage qui amène les indus-
triels à sur-dimensionner les structures dans une recherche de fiabilité. Ces marges de sécurité
pénalisent fortement les performances globales des appareils aéronautiques et limitent le gain
de poids initialement visé. Par conséquent, certains auteurs recherchent à étendre l’essai Double
Cantilever Beam aux sollicitations dynamiques [2][49][68][98]. Les travaux de Kusaka et al. [68]
révèlent une chute de la ténacité d’initiation des stratifiés en carbone/époxy lors de la transition
des sollicitations quasi-statiques vers les sollicitations dynamiques. Cependant, l’identification
du taux de restitution d’énergie critique GIC reste problématique dans le domaine de la dy-
namique. Des résultats contradictoires sont d’ailleurs rapportés par Aliyu et Daniel [2] et les
auteurs Smiley et Pipes [98] au-delà de 500 mm.min−1. Ces limitations inhérentes à la dy-
namique contraignent aussi l’exploitation du montage Double Cantilever Beam développé par
Hug [49] spécialement pour les sollicitations rapides. Les difficultés expérimentales importantes
rencontrées lors de la caractérisation dynamique du délaminage sur éprouvettes composites
stratifiées empêchent l’identification de lois cohésives nécessitant une valeur dynamique de la
ténacité d’interface pour simuler le délaminage induit par un impact. En revanche, les modèles
de zones cohésifs multi-paramètres sont théoriquement identifiés grâce à la caractérisation
respective de chaque mécanisme pilotant l’initiation et la propagation du délaminage. Par
conséquent, le développement des modèles physiques multi-paramètres n’est pas limité par les
difficultés expérimentales évoquées précédemment. En contre partie, il est nécessaire d’isoler,
de caractériser expérimentalement et de modéliser les principaux mécanismes contribuant à la
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Introduction

ténacité du stratifié. De manière générale, la ténacité inter-laminaire des matériaux composites
à matrice organique dépend de l’interaction complexe entre la matrice et les fibres [108]. En
effet, de nombreuses observations microscopiques montrent que le processus de délaminage im-
plique principalement la rupture de la matrice [5][19][24][40][41][50][58][107], la décohésion de
l’interface fibres/matrice [8][15][57] et la formation de ponts de fibres [35][101][108]. Parmi ces
mécanismes dissipatifs, la rupture de la matrice contribue majoritairement à la ténacité inter-
laminaire des matériaux composites en carbone/époxy. Cette tendance est même amplifiée pour
des sollicitations rapides, qui renforcent l’adhésion entre les fibres et la matrice, favorisant ainsi
la rupture cohésive dans la matrice [68][99][100]. Il est donc pertinent de considérer que la vitesse
influence de façon similaire la rupture des stratifiés en carbone/époxy et la rupture des résines
époxy, en particulier en terme de ténacité [37]. D’où l’intérêt de caractériser expérimentalement
la rupture dynamique des résines époxy afin de modéliser leur contribution dans le délaminage
des composites à matrice organique stratifiés.

Les résines époxy utilisées dans l’industrie aéronautique sont fortement réticulées, chargées
en nodules thermoplastiques et possèdent un mode de rupture fragile. La rupture d’une telle
association de polymères amorphes vitreux implique une compétition entre le processus de
crazing et la formation de bandes de cisaillement plastiques [33]. Ces mécanismes de rupture
visqueux [66], donc dépendant de la vitesse, affectent la valeur de la ténacité des résines époxy
lorsque des conditions dynamiques existent. Cette dépendance est rapportée par Kanchanomai
et al. [61] lors d’une étude sur l’initiation d’une fissure dans une éprouvette de résine époxy
sollicitée par un essai de flexion 3-points dynamique adapté de la norme ISO 13586 :2000(F)
[52]. Une baisse de la ténacité est observée durant la transition de la quasi-statique vers la
dynamique. Toutefois, les vitesses de chargement testées ne dépassent pas 103 mm.min−1 et
aucune information n’est disponible au cours de la propagation rapide de fissure. En effet, la
rupture fragile de l’éprouvette entrâıne un état de contrainte transitoire qui interdit l’identifica-
tion instantanée du taux de restitution d’énergie dynamique GID, plus adapté que le paramètre
GIC pour caractériser la ténacité d’une fissure se propageant rapidement [36]. Par conséquent,
l’étude de la rupture des résines époxy sous une sollicitation d’impact reste problématique.

Cette étude bibliographique, détaillée dans le chapitre I de ce mémoire, démontre l’intérêt
de considérer les propriétés à rupture des résines époxy pour décrire le délaminage des com-
posites à matrice organique de type carbone/époxy sous sollicitation d’impact. C’est ce qui
justifie cette recherche. Elle consiste à caractériser expérimentalement l’initiation et la
propagation de fissure dans une résine époxy sous chargement dynamique. L’enjeu
étant de prendre en compte l’influence de la vitesse sur la rupture des résines époxy et d’intégrer
cette dépendance dans une loi cohésive multi-paramètres dédiée à la simulation du délaminage
des composites à matrice organique stratifiés sous une sollicitation d’impact.

Dans le chapitre II de ce mémoire, on commence par développer un protocole expérimental
pour caractériser l’initiation et la propagation d’une fissure dans une éprouvette de résine époxy
Hexply R©M21 sous chargement dynamique. Pour cela, on définit une méthodologie concernant
la fabrication d’éprouvettes épaisses et entaillées de résine époxy selon la géométrie Single Edge
Notched Beam. Cette méthodologie vise à l’obtention d’éprouvettes épaisses ne comportant
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aucun défaut lié à la présence de poches d’air introduites pendant l’empilement des films pré-
imprégnés. Des micrographies sont d’ailleurs réalisées pour contrôler la qualité des éprouvettes
destinées à la caractérisation de la rupture dynamique des résines époxy. Ces éprouvettes en-
taillées sont associées à un dispositif expérimental de flexion 3-points développé sur vérin hy-
draulique. Ce montage, prévu pour la dynamique, permettrait une ouverture de la fissure en
mode I et des propagations rectilignes. La prédictibilité de la direction de propagation est une
condition nécessaire à l’application de ce dispositif expérimental car l’instrumentation est posi-
tionnée proche du trajet présumé de fissure. Les signaux ainsi enregistrés sont représentatifs de
l’état mécanique instantané de la fissure. Une procédure d’analyse de ces signaux est proposée
pour l’expression des grandeurs physiques caractéristiques de l’initiation et de la propagation de
fissure. Le taux de restitution d’énergie dynamique GID est identifié par l’analyse du champ de
déformation asymptotique capté par jauge de déformation au passage de la fissure. Cette ana-
lyse nécessite la connaissance de la vitesse de propagation ȧ qui est mesurée par cinématographie
rapide et par une technique impliquant une série de jauges de déformation. Ces mesures sont
toutefois conditionnées par différentes hypothèses qui forment le cadre d’étude. C’est ce qui
nous conduit à évaluer et valider ce protocole expérimental.

Le chapitre III décrit les étapes importantes d’un processus de validation du protocole
expérimental développé précédemment. La première étape concerne la validation du position-
nement des jauges relativement au domaine de validité du modèle asymptotique décrivant le
champ de déformation en pointe de fissure. En effet, il existe une distance limite entre la jauge
et la fissure au-delà de laquelle le champ de déformation ne peut être décrit avec le modèle
sélectionné. Or, cette distance dépendrait fortement d’un paramètre non-singulier kns. Cette
étape se traduit donc par une étude de sensibilité du modèle au paramètre kns et par une va-
lidation expérimentale. Le second point abordé s’intéresse à la validation du choix des jauges
relativement à l’influence des dimensions de la grille de mesure sur le signal en déformation.
L’analyse du signal en déformation s’appuie sur les temps caractéristiques et l’amplitude du pic
de déformation idéalement capté en un point singulier. Les conditions expérimentales imposent
en réalité une mesure moyennée sur une surface déterminée par la taille de grille. On veut donc
vérifier que les dimensions des jauges de déformation choisies sont adaptées à l’identification du
taux de restitution d’énergie dynamique GID. Avec le même objectif, on réalise une estimation
de l’incertitude sur la mesure de la vitesse de propagation de fissure ȧ nécessaire au calcul de la
ténacité dynamique. On souhaite également déterminer les conditions nécessaires au respect de
l’hypothèse de vitesse constante, indispensable pour l’analyse des signaux en déformation. En-
fin, on se focalise sur la validation des hypothèses relatives au cadre de la mécanique élastique
linéaire de la rupture. Ceci implique la formation d’une plasticité confinée en pointe de fissure
et un comportement de la résine élastique linéaire dans les zones considérées pour la mesure.
Une fois le protocole expérimental validé, celui-ci est exploité pour l’étude de la résistance
mécanique de la résine époxy Hexply R©M21 à un impact dynamique.

Le chapitre IV aborde la caractérisation expérimentale et la modélisation des effets d’un im-
pact dynamique sur l’initiation et la propagation d’une fissure dans la résine époxy Hexply R©M21.
D’abord, on traite l’influence présumée de la vitesse de sollicitation sur la ténacité à l’initiation
de la rupture. En effet, la littérature rapporte une évolution de la ténacité d’initiation avec
la vitesse de sollicitation pour de nombreux polymères amorphes dont les résines époxy. Par
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conséquent, on compare les ténacités identifiées à l’initiation sur des essais de flexion sollicités
en quasi-statique et sollicités en dynamique jusqu’à 1 m.s−1. Si cette dépendance à la vitesse
était avérée à l’initiation, il est raisonnable de penser que la vitesse de propagation influence
aussi la ténacité dynamique de la résine au cours d’une propagation rapide pilotée par des
mécanismes similaires. Par conséquent, les recherches s’orientent ensuite sur la caractérisation
des effets d’un impact dynamique sur les grandeurs physiques caractéristiques de la propaga-
tion de fissure. Des essais sont réalisés à différentes vitesses pour la mise en évidence du lien
possible existant entre la sollicitation et la propagation. Ces mêmes essais sont ensuite ana-
lysés pour vérifier si la vitesse de propagation possède une influence sur la valeur du taux de
restitution d’énergie dynamique GID. Afin d’expliquer les éventuelles différences relevées dans
la rupture des éprouvettes de résine, des micrographies sont réalisées sur les faciès de rupture.
Une attention particulière est portée au développement de la plasticité, au rôle des nodules et
à tout mécanisme de rupture responsable de la ténacité dynamique. Finalement, les données
expérimentales sont exploitées pour définir et identifier une loi cohésive, incluant si nécessaire
une dépendance à la vitesse, pour décrire l’initiation et la propagation de fissure dans la résine
époxy Hexply R©M21.
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Chapitre I

Contexte de la recherche et état de
l’art

Ce chapitre présente le contexte de la recherche ainsi qu’un état de l’art sur la ca-
ractérisation et la modélisation de la rupture dynamique du domaine inter-laminaire
dans les matériaux composites à matrice organique stratifiés de type carbone/époxy.
Pour commencer, ce chapitre expose les difficultés numériques et expérimentales ren-
contrées dans le développement de modèles de zones cohésives dédiés à la simulation du
délaminage sous une sollicitation d’impact. Ensuite, l’étude bibliographique démontre
l’intérêt de considérer la rupture d’une résine époxy dans la perspective d’identifier un
modèle de zones cohésives multi-paramètres et dépendant de la vitesse pour répondre
à cette problématique.
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I.1. Problématique de l’impact sur les matériaux composites à matrice organique stratifiés

I.1 Problématique de l’impact sur les matériaux compo-

sites à matrice organique stratifiés

I.1.1 Présentation des matériaux composites à matrice organique
stratifiés à l’étude

Un matériau composite est défini par Gay [38] comme un renfort résistant noyé dans une
matrice dont la résistance mécanique est beaucoup plus faible. Généralement, le renfort est un
arrangement de fibres apportant l’essentiel des propriétés mécaniques et la matrice assure la
cohésion de l’ensemble. Cette association permet de constituer un nouveau matériau fortement
hétérogène et anisotrope dont les propriétés mécaniques inédites dépassent celles des consti-
tuants utilisés séparément. L’amélioration recherchée par rapport aux matériaux classiques est
le plus souvent un gain de masse à performances mécaniques équivalentes.

Les matériaux composites à matrice organique stratifiés motivant cette recherche sont com-
posés de fibres longues de carbone plongées dans une matrice en résine époxy renforcée par des
nodules thermoplastiques. Dans le domaine aéronautique, ces matériaux se généralisent dans
la fabrication de pièces structurales pour leur faible coût de fabrication et leurs performances
mécaniques élevées. Par exemple, la fabrication du prochain Airbus A350 XWB inclut plus de
50% de matériaux composites dont une grande partie de type carbone/époxy. Ces pièces sont
réalisées par empilement de couches composant la stratification du composite ce qui offre une
grande liberté de conception. Une conséquence importante de cette architecture stratifiée est
l’apparition de zones inter-laminaires riches en résine époxy comme représenté dans la figure
I.1. C’est dans cette région, par définition localisée entre deux plis adjacents, que se propage la
rupture par délaminage.

Milieu inter-laminaire

Fibre de carbone

Pli orienté à 90o

Pli orienté à 0o

Figure I.1 – Exemple de stratification 90o/0o/90o

I.1.2 Délaminage des matériaux composites à matrice organique
stratifiés

La nature hétérogène des matériaux composites stratifiés est la source de leur mode de
dégradation complexe. De nombreux défauts sont effectivement créés pendant le processus de
fabrication. Sous certaines sollicitations, ces défauts entrâınent l’endommagement du matériau
sous la forme de micro-fissuration matricielle et de décohésion locale à l’interface entre une
fibre et la matrice. Avec un accroissement du chargement, l’endommagement évolue en une
fissuration transverse qui se propage parallèlement à la direction des fibres. Dans ce cas de
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rupture intra-laminaire, la fissure est présente dans toute l’épaisseur du pli jusqu’à atteindre
le milieu inter-laminaire. La singularité de contrainte engendrée à l’interface entre deux plis
adjacents initie le processus de délaminage [25][48][73].

Le délaminage est un processus de décohésion macroscopique qui peut entrâıner la ruine
d’une structure composite stratifiée. Ce mode de rupture implique une physique différente sui-
vant le scénario suivi. Lorsque la fissure évolue à l’interface entre les fibres et la matrice comme
illustré dans la figure I.2a, on parle de rupture adhésive. En revanche, le terme de rupture
cohésive qualifie l’avancée du délaminage par propagation d’une fissure dans la matrice comme
décrit dans la figure I.2b.

(a) Rupture adhésive à l’interface entre
les fibres et la matrice.

(b) Rupture cohésive dans la matrice.

Figure I.2 – Rupture par délaminage dans le milieu inter-laminaire.

En général, le processus de délaminage alterne des phases de rupture cohésive et de rupture
adhésive. Par conséquent, la résistance du composite stratifié au délaminage, plus couram-
ment appelée ténacité, résulte de l’interaction complexe entre la matrice et les fibres [108].
Notamment, la force d’adhésion entre les fibres de carbone et la matrice en résine époxy est un
paramètre déterminant pour l’initiation et la propagation du délaminage dans ces matériaux.
En effet, une faible qualité d’adhésion entre le renfort fibreux et la matrice favorise la rupture
adhésive. Bonhomme et al. [15] mettent en évidence ce type de décohésion par l’observation
micrographique d’un faciès délaminé (figure I.3).

Figure I.3 – Faciès d’un délaminage à l’interface entre deux plis orientés à 0o/0o, observé au
microscope électronique à balayage [15].
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Dans la figure I.3, l’apparence très lisse de la fibre indique que la fissure se propage à l’in-
terface entre la fibre et la matrice. Éventuellement, cette rupture adhésive peut entrâıner la
formation de ponts de fibres [7] qui augmentent la ténacité du composite stratifié [41]. Ef-
fectivement, Bonhomme et al. [15] constatent l’existence de nombreux ponts de fibres sur cet
empilement de plis orientés à 0o et concluent que ce mécanisme est caractéristique de l’interface
0o/0o sollicitée en mode I (voir l’annexe A pour une description des modes d’ouverture). Par
ailleurs, des zones riches en résine sont également observées entre les fibres sur la figure I.3.
Johannesson et al. [57] supposent que le délaminage évolue d’abord à l’interface entre les fibres
de carbone et la matrice en résine époxy avant de se propager dans la matrice. La rupture de la
matrice contribue donc largement à la ténacité du composite stratifié. En particulier, l’existence
d’une forte adhésion entre le renfort et la matrice favorise la rupture cohésive et limite la rupture
adhésive. Par conséquent, les résines époxy du domaine aéronautique sont renforcées par des
inclusions de nodules thermoplastiques qui améliorent la résistance du stratifié au délaminage
lors d’un impact [5].

I.1.3 Spécificités de l’impact sur une structure en matériau compo-
site à matrice organique stratifié

Dans le domaine aéronautique, les structures composites légères sont sollicitées par des
impacts variés. La chute d’un outil lors d’une opération de maintenance ou le choc d’un oiseau
sur le cockpit représentent les extrema des chargements dynamiques. Ces impacts sont classés
en fonction de la masse et de la vitesse du projectile [14]. En effet, on observe une transition
dans la réponse de la structure en évoluant de l’impact basse vitesse vers l’impact haute vitesse.
La figure I.4 illustre l’influence du temps caractéristique de chargement sur la réponse d’une
plaque stratifiée.

(a) Temps d’impact très court. (b) Temps d’impact court. (c) Temps d’impact long.

Figure I.4 – Réponse d’une plaque à un impact [77].

Lorsqu’une structure est impactée à basse vitesse, celle-ci se déforme pour absorber l’énergie
du projectile. Sous ce régime, la structure est toujours à l’équilibre mécanique et l’endomma-
gement est le résultat des déformations structurales. Une discontinuité de la rigidité en flexion
d’un pli à l’autre, due par exemple à une orientation différente des fibres, provoque la fissuration
transverse de la matrice selon un angle de 45o [85]. Or, la rupture intra-laminaire est responsable
de l’initiation du délaminage. On observe dans la figure I.5a que l’impact basse vitesse, même
à faible énergie, engendre du délaminage au cœur de la structure sans défaut apparent sur les
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faces visibles. Ce délaminage interne est invisible depuis l’extérieur de la structure mais réduit
considérablement sa tenue résiduelle [76]. En augmentant l’énergie d’impact, l’endommagement
inter-laminaire et intra-laminaire se répartit dans toute l’épaisseur de la plaque en prenant la
forme d’un cône [81] représenté dans la figure I.5b.

(a) Influence de l’énergie d’impact.

Impact location Delamination 

Matrix crack Fibre breakage 

Conic Delamination 

(b) Répartition de l’endommagement.

Figure I.5 – Caractéristiques d’un impact sur une plaque composite stratifiée [81].

Bland et Dear [14] observent que l’impact haute vitesse induit une zone délaminée plus
importante que l’impact basse vitesse à énergie équivalente. Ils démontrent ainsi qu’il existe un
autre mécanisme que la flexion structurale capable d’engendrer du délaminage. En effet, lors
d’un impact haute vitesse les effets dynamiques dominent dans les premiers instants après le
choc. La phase transitoire qui précède l’équilibre mécanique de la structure n’est plus négligeable
car l’endommagement peut évoluer lors de celle-ci. Une sollicitation rapide génère une onde
de compression dont l’intensité et la longueur dépendent des caractéristiques de l’impacteur.
Cette onde de compression évolue dans l’épaisseur de la plaque et traverse les plis du stratifié
qui sont perçus comme des ruptures d’impédance. A chaque passage d’une de ces ruptures
d’impédance, l’onde se divise en une onde de compression transmise et une onde de traction
réfléchie provoquant un risque d’ouverture à l’interface selon le mode I [18][25]. Dans ce cas, la
propagation de l’onde de compression peut initier du délaminage à cœur sans flexion globale
de la structure.

En résumé, il existe une grande variété d’impacts capables d’engendrer de multiples délamina-
ges qui dégradent gravement la résistance des structures composites légères et peuvent entrâıner
leur rupture catastrophique. Il est donc primordial, en phase de dimensionnement, de simuler
le délaminage dans le cas dynamique de l’impact grâce à des modèles numériques spécifiques.
Généralement, le délaminage induit par un impact s’initie et se propage selon une combinaison
des modes I et II. Toutefois, cette étude se concentre sur le mode I qui est moins traité dans la
littérature.
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I.1.4 Modèles utilisés pour la simulation du délaminage

Pour simuler le délaminage, il existe des critères d’initiation en contrainte [47] ou en énergie
[45], ainsi que des outils numériques pour modéliser la propagation d’une fissure tels que la
méthode Virtual Crack Closure Technique [88]. Cependant, seuls les modèles de zones cohésives
permettent de simuler l’initiation et la propagation du délaminage à l’interface des matériaux
composites stratifiés, en présence de non-linéarités géométriques et matériaux [105]. Les modèles
de zones cohésives correspondent à des éléments d’interface qui pilotent l’ouverture de la fissure
selon une loi cohésive. Dans la littérature, les lois cohésives sont définies par une variable
d’endommagement interne [3][4][27][93] ou par une loi de traction/séparation [17][23][39]. Dans
le dernier cas, l’évolution de la contrainte cohésive σ dépend explicitement de l’ouverture de
fissure δ. Les lois de traction/séparation trouvent leur origine dans la théorie de Barenblatt [6]
qui suppose la présence de forces cohésives en pointe de fissure. Pour les matériaux homogènes
idéalement fragiles, l’existence de forces cohésives est justifiée par l’interaction atomique qui lie
la matière. En pratique, elles peuvent représenter n’importe quel effort pilotant la création des
lèvres d’une fissure évoluant dans la matière ou à l’interface de matériaux différents. La prise en
compte de forces cohésives assure en pointe de fissure le caractère fini de la contrainte cohésive
σ et la croissance progressive de l’ouverture de fissure δ comme illustré sur la figure I.6a. Un
exemple de loi cohésive de traction/séparation linéaire décrivant l’ouverture d’une fissure en
mode I est représenté dans la figure I.6b.

~δ

~σ

Bord libre Zone cohésive Matériau sain

(a) Forces cohésives en pointe de fissure.

δ

σ

GIC

σc

δc
(b) Exemple d’une loi cohésive de trac-
tion/séparation linéaire.

Figure I.6 – Description et fondement physique d’une loi cohésive.

Dans l’exemple de la figure I.6b, la loi cohésive est entièrement paramétrée par la contrainte
critique σc et l’ouverture critique δc. L’aire sous la courbe 1

2
σc δc représente l’énergie surfacique

nécessaire pour initier la fissure selon le mode I. Cette énergie est quantifiée par le taux de
restitution d’énergie critique GIC et caractérise la ténacité d’initiation du matériau (voir annexe
A sur la théorie de Griffith [45]). Pour une évolution quasi-statique du délaminage, on fait
souvent l’hypothèse que le taux de restitution d’énergie critique GIC correspond aussi à l’énergie
surfacique nécessaire à la propagation du délaminage. Le taux de restitution d’énergie critique
est le seul paramètre de la loi cohésive qui soit directement identifiable expérimentalement.
Les autres paramètres tels que le couple (σc, δc) servent de variables d’ajustement suivant le
cas d’étude. Notamment, les modèles de zones cohésives sont largement utilisés pour simuler le
délaminage induit par un impact sur une structure en matériau composite stratifié.
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I.2 Modélisation par éléments cohésifs du délaminage

des matériaux composites à matrice organique induit

par une sollicitation dynamique de type impact

I.2.1 Modèles de zones cohésives bilinéaires sans effet de vitesse

De nombreuses études [16][17][34][39][74][96] démontrent la capacité des zones cohésives à
prédire l’état d’avancement final du délaminage suite à un essai d’impact basse vitesse sur
une plaque en matériau composite à matrice organique stratifié (figure I.7a). Lopes et al. [74],
Shi et al. [96] ou Faggiani et Falzon [34] utilisent un modèle de zones cohésives bilinéaire
paramétré avec un taux de restitution d’énergie critique GIC identifié sur un essai normalisé
quasi-statique. Les résultats de ces études montrent que la forme et l’aire de la surface délaminée
sont correctement simulées pour une partie des interfaces (figure I.7b). Il est aussi mentionné
que l’ajout d’éléments cohésifs aux interfaces améliore la réponse de la plaque en terme d’énergie
absorbée et de force d’impact. Cependant, l’étude de Lopes et al. [74] conclut qu’une double
dépendance à la vitesse de déformation et à l’orientation des fibres permettrait d’améliorer la
précision du modèle éléments finis.

(a) Prise en compte du délaminage via des éléments
cohésifs aux interfaces entre les plis [74].

(b) Comparaison des zones délaminées
numériquement et expérimentalement selon
l’énergie de l’impact (Impact 1 = 10 J, Im-
pact 2 = 20 J, Impact 3 = 30 J) [74].

Figure I.7 – Simulation de l’endommagement induit par un impact basse vitesse [74].

Borg et al. [16][17] développent un modèle de zones cohésives bilinéaire avec une dépendance
à l’orientation des fibres pour traiter le cas de l’impact basse vitesse sur une stratification multi-
directionnelle. L’analyse des surfaces délaminées montre qu’il existe une valeur de la ténacité
pour laquelle ce modèle de zones cohésives est capable de prévoir l’état final de la décohésion
aux interfaces interlaminaires observée expérimentalement sur un essai d’impact. Geubelle et
al. [39] simulent correctement les sites d’initiation du délaminage en utilisant une valeur dyna-
mique de la ténacité 2.5 fois supérieure à la ténacité issue d’un essai normalisé quasi-statique.
Dans ces études respectives, la ténacité indirectement identifiée est spécifique d’une configura-
tion d’essai et d’une vitesse d’impact. Le modèle ainsi paramétré n’est donc pas à priori valable
pour une vitesse d’impact différente. Par conséquent, ces modèles ne peuvent représenter les
effets de la dynamique sur l’évolution du délaminage. Cela se traduit par l’incapacité des indus-
triels à prévoir finement la résistance dynamique des matériaux composites à matrice organique
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stratifiés sous une sollicitation d’impact. C’est pourquoi l’introduction d’une dépendance à la
vitesse est envisagée.

I.2.2 Modèles de zones cohésives avec prise en compte d’une dépen-
dance à la vitesse

L’introduction d’une dépendance à la vitesse dans les lois cohésives semble nécessaire pour
améliorer la prédictibilité des modèles de zones cohésives dans la simulation dynamique du
délaminage des composites à matrice organique stratifiés. Pourtant, on compte très peu d’études
numériques proposant un modèle avec une telle dépendance. Parmi celles-ci, Corigliano et al.
[28] justifient l’influence de la vitesse sur le processus de délaminage par le comportement sou-
vent visqueux des matrices organiques. Ils proposent un modèle de zones cohésives intégrant une
dépendance à la vitesse d’ouverture de fissure δ̇ = ∂δ

∂t
dans la loi cohésive initialement développée

par Rose, Ferrante et Smith [86][87]. Cette loi relie la contrainte cohésive σ à l’ouverture de
fissure δ en mode I selon la relation (I.1),

σ = σc .
δ

δ̄
. exp

(
1− δ

δ̄

)
, (I.1)

où σc est la contrainte de traction maximale transmise par l’interface, atteinte pour une ou-
verture caractéristique δ = δ̄. Par ailleurs, la longueur caractéristique δ̄ dépend de la vitesse
d’ouverture δ̇ selon l’équation (I.2),

1

δ̄
=

1

δ̄∞
+
( 1

δ̄0
− 1

δ̄∞

)
. exp

(
− |δ̇|

˙̄δ

)
, (I.2)

avec δ̄0 et δ̄∞ sont les ouvertures caractéristiques correspondant aux cas respectifs δ̇ → 0 et

δ̇ →∞. Tandis que ˙̄δ est le paramètre qui pilote la façon dont la vitesse d’ouverture δ̇ influence
le processus de décohésion. Il en résulte que le taux de restitution d’énergie critique GIC ,
fonction de la longueur caractéristique δ̄, dépend aussi de la vitesse d’ouverture comme décrit
dans l’égalité (I.3),

GIC =

∫ ∞

0

σ dδ = exp(1)σc δ̄ . (I.3)

Ce modèle est testé sur la simulation d’un essai dynamique de peeling qui correspond
à la décohésion d’un pli d’épaisseur faible. Les résultats révèlent que l’introduction d’une
dépendance à la vitesse dans la simulation du délaminage influence largement la réponse de la
structure composite à matrice organique. En particulier, la ténacité et la vitesse de propagation

dépendent à la fois de la vitesse d’ouverture des mors V0 et de ˙̄δ comme illustré dans les figures
I.8a et I.8b.

Cependant, les résultats présentés se limitent à une étude paramétrique. Les paramètres
matériaux utilisés sont arbitraires mais représentatifs d’un composite à matrice organique. En
revanche, aucune procédure d’identification n’est proposée pour les paramètres pilotant l’in-
fluence de la vitesse. Un second point délicat concerne la forme du modèle de Rose, Ferrante
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(a) ˙̄δ = 80 m.s−1. (b) ˙̄δ = 100 m.s−1.

Figure I.8 – Effet de la vitesse d’ouverture des mors V0 et du paramètre ˙̄δ sur la simulation
d’un essai dynamique de peeling avec un modèle de zones cohésives incluant une dépendance à
la vitesse [28].

et Smith [86][87] entièrement définie par le couple de paramètres (GIC , σc). Li et al. [70] rap-
portent que ces modèles à deux paramètres sont incapables de décrire l’initiation instable des
fissures dont les dimensions sont faibles devant la longueur caractéristique de l’éprouvette. La
solution proposée par Li et al. [70] vise au développement de modèles de zones cohésives multi-
paramètres. Ces modèles sont intéressants pour simuler le délaminage des matériaux composites
à matrice organique qui est initié par la présence de micro-fissures dans la matrice [25].

I.2.3 Modèles de zones cohésives multi-paramètres inspirés de la
physique du délaminage

Li et al. [70] s’intéressent à modéliser la rupture des matériaux composites à matrice or-
ganique renforcés par des fibres. Plus particulièrement, il s’agit de modéliser l’initiation et la
propagation d’une fissure dans un thermoplastique renforcé par des fibres de verre continues et
orientées aléatoirement. La piste des modèles de zones cohésives bilinéaires classiques à deux
paramètres est d’abord évaluée. Les auteurs constatent que ces modèles, paramétrés par le taux
de restitution d’énergie critique GIC et la contrainte critique σc, sont capables de décrire la pro-
pagation d’une fissure dans l’éprouvette Compact Tension (figure I.9a). Par contre, ces modèles
sont inadaptés pour simuler un essai de traction sur une éprouvette de faible section. En ef-
fet, la contrainte à rupture expérimentalement constatée sur l’essai de traction est 50% plus
élevée que la contrainte critique σc identifiée sur la rupture de l’éprouvette Compact Tension.
Ce paradoxe est résolu en supposant que la rupture de ces matériaux implique successivement
la fissuration de la matrice et la formation de ponts de fibres (figure I.9b).

Ces différents processus contribuent à la ténacité du matériau. La fissure est supposée s’ini-
tier dans la matrice lorsque le taux de restitution d’énergie critique GIC est égal à (1− cf )Gm

IC ,
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(a) Micrographie de la propagation de fissure
dans un polymère thermoplastique renforcé
par des fibres de verre continues [70].

(b) Définition de la zone cohésive considérée pour la
modélisation de la rupture d’un composite à renfort fi-
breux [70].

Figure I.9 – Description de la rupture d’un composite à matrice organique renforcé par des
fibres [70].

où cf est le taux de surface occupée par les fibres et Gm
IC est la ténacité de la matrice. En se

propageant, des ponts de fibres se forment derrière le front de fissure. Ces fibres encore intactes
contraignent l’ouverture de la fissure alors même que la matrice est rompue, augmentant ainsi
la ténacité du composite à renfort fibreux. La ténacité relative à la formation des ponts de
fibres est notée Gf

IC et s’additionne à la contribution de la résine dans la résistance globale du
matériau à la fissuration. On peut donc exprimer le taux de restitution d’énergie critique par
la relation (I.4),

GIC = (1− cf )Gm
IC +Gf

IC . (I.4)

À partir de ces considérations physiques, Li et al. [70] proposent une loi cohésive bilinéaire
à trois paramètres définie dans la figure I.10.

δ

σ

GIC = Gf
IC

σm
c

σf
c

δc

Figure I.10 – Loi cohésive bilinéaire à trois paramètres pour la rupture de polymères thermo-
plastiques renforcés par des fibres de verre continues et distribuées aléatoirement [70].

L’initiation de la fissure dans la matrice est contrôlée par la contrainte σmc tandis que σfc est la
contrainte maximale transmissible par un pont de fibres. De plus, ils supposent que la formation
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de ponts de fibres est le processus prépondérant dans la rupture de ces matériaux très riches en
fibres. La propagation est donc complètement pilotée par la ténacité Gf

IC . Ce modèle de zones
cohésives permet de simuler l’initiation des fissures de faibles dimensions et la propagation de
fissure jusqu’à la rupture complète. Ce modèle est aussi adapté à la simulation de la décohésion
des structures composites collées [69][71][72]. Ces modèles représentatifs de la physique de
la rupture des matériaux composites renforcés par fibres sont évidemment intéressants pour
simuler le délaminage, car ce processus est initié par la présence de micro-fissures dans la
matrice [25] et génère des ponts de fibres en se propageant (figure I.11a et figure I.11b).

(a) Micrographie du délaminage d’un composite à
matrice organique stratifié [104].

(b) Schéma du processus de délaminage dans un
composite à matrice organique stratifié [103].

Figure I.11 – Description du délaminage d’un composite à matrice organique stratifié.

Les études de Airoldi et Dávila [1], Sun et Jin [103] et Tamuzs et al. [104] s’intéressent à
l’adaptation et l’identification d’un modèle multi-paramètres pour le délaminage. Dans le cas du
délaminage, la contribution de la résine ne peut plus être négligée car elle influence fortement
la ténacité du stratifié [19]. Dans ce contexte, Airoldi et Dávila [1] proposent une méthode
pour construire une loi cohésive trilinéaire à partir de deux lois cohésives bilinéaires (I.12). Un
avantage de ces modèles multi-paramètres est la possibilité d’introduire une dépendance à la
dynamique dans chacun des mécanismes pilotant le délaminage.

Figure I.12 – Construction d’une loi cohésive trilinéaire à partir de deux lois bilinéaires [1].

En conclusion, les modèles cohésifs sont adaptés à la simulation du délaminage des matériaux
composites à matrice organique sous chargement dynamique. Cependant, l’identification de ces
modèles nécessite le développement de protocoles expérimentaux pour la caractérisation dyna-
mique du délaminage en terme de ténacité.
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I.3 Caractérisation expérimentale du délaminage des ma-

tériaux composites à matrice organique en mode I

I.3.1 Identification du taux de restitution d’énergie critique GIC par
l’essai normalisé Double Cantilever Beam dans le domaine
quasi-statique

Le délaminage des matériaux composites stratifiés est classiquement caractérisé par un essai
Double Cantilever Beam selon la norme ISO 15024 :2001(E) [53]. Cet essai quasi-statique permet
la mesure du taux de restitution d’énergie critique GIC caractéristique de la ténacité d’initiation
du composite stratifié selon le mode I. Le protocole expérimental consiste à fixer un bloc de
chargement ou une charnière sur chaque substrat pour introduire un effort hors-plan jusqu’à
initier le délaminage (figure I.13). Par ailleurs, une fissure initiale est créée par l’insertion d’un
film anti-adhésif dans le stratifié avant cuisson.

Substrats (composite stratifié) 

Bloc de chargement

Front de fissure

Figure I.13 – Schéma d’une éprouvette utilisée pour l’essai Double Cantilever Beam.

Les quantités mesurées durant l’essai sont l’effort de traction F , l’ouverture des substrats
U et la longueur de fissure a. Plusieurs difficultés sont inhérentes à ces mesures. La longueur
de la fissure est difficile à détecter car le front de fissure est très fin et pas toujours orthogonal
à la direction de propagation. En outre, il n’est pas rare de relever une longueur différente
suivant la face de l’éprouvette considérée. En particulier, ces quantités doivent être mesurées
au moment de l’initiation du délaminage. Or, la détermination du chargement critique Fc
correspondant à l’initiation de la fissure est délicate. Différentes approximations sont utilisées
pour déterminer ce chargement critique et sont résumées dans la figure I.14. La méthode la
plus simple propose de relever l’effort au moment de la détection visuelle de l’initiation de la
fissure en bord d’éprouvette. Selon une autre méthode, l’initiation de la fissure peut aussi être
caractérisée par la rupture de linéarité dans l’évolution du chargement. Enfin, la méthode du
point maximal s’appuie sur la possibilité d’augmenter le chargement pendant un court moment
malgré l’initiation de la fissure. Le chargement critique Fc correspond dans ce cas à l’intersection
entre la droite de pente C0 augmentée de 5% et la courbe F (U). C0 étant la complaisance initiale
définie dans la figure I.14.

L’analyse de l’essai Double Cantilever Beam utilise la formule de complaisance (I.5) pour
l’identification du taux de restitution d’énergie critique GIC ,

GIC =
F 2
c

2 b
.
dC(a)

da
. (I.5)
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Figure I.14 – Méthodes d’identification du chargement critique Fc sur un essai Double Cantile-
ver Beam [11]. (NL) exploite la rupture de la linéarité du chargement, (VIS) détecte visuellement
l’initiation de la fissure et (MAX/5%) est la méthode du point maximal.

La loi de comportement issue de la théorie des poutres minces permet d’exprimer la com-
plaisance C en fonction de la longueur de fissure a, du module d’Young E11 dans la direction
longitudinale et du moment quadratique I, selon la relation (I.6),

C(a) =
a2

E11I
=
U

F
. (I.6)

La formule (I.5) est alors développée pour des substrats de largeur b,

GIC =
3

2
.
Fc Uc
b a

. (I.7)

L’expression du taux de restitution d’énergie (I.7) suppose que la théorie des poutres minces
soit applicable. Pourtant, les hypothèses des petites perturbations et des faibles déplacements,
nécessaires à la théorie des poutres minces, sont largement dépassées à partir d’une certaine
ouverture de fissure. De même, l’utilisation de blocs de chargement implique des divergences
avec ce cadre théorique. Ainsi, la norme préconise le recours à une théorie des poutres corrigée
par l’ajout de coefficients correctifs (Fld, N , ∆) comme précisé par l’égalité (I.8),

GIC =
3Fc Uc

2b(a+ |∆|) .
Fld
N

, (I.8)

où Fld corrige l’effet des grands déplacements, N corrige l’erreur induite par les blocs de charge-
ment et ∆ est une constante corrigeant les effets des rotations en pointe de fissure induites par
la flexion des substrats. Si les termes correctifs permettent de tenir compte des imperfections
de l’essai, ils occultent la physique du phénomène étudié et sont spécifiques d’une géométrie
d’éprouvette ou d’un montage.

En conclusion, l’essai normalisé Double Cantilever Beam réalisé en quasi-statique pose des
difficultés expérimentales telles que la détection du front de fissure ou l’identification de l’effort
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critique à l’initiation du délaminage. Cet essai pose aussi des difficultés dans le respect des hy-
pothèses inhérentes à la théorie des poutres minces, imposant le recours à une théorie corrigée
qui nécessite l’identification de paramètres supplémentaires. Toutes ces difficultés relatives à la
mesure du taux de restitution d’énergie critique GIC en quasi-statique amènent une réflexion
sur la possibilité de mesurer la ténacité d’un matériau composite par un essai Double Cantile-
ver Beam en dynamique. Des extensions de ce protocole expérimental sont pourtant proposées
afin d’évaluer les effets de la dynamique sur le délaminage des composites à matrice organique
stratifiés en mode I.

I.3.2 Extension de l’essai normalisé Double Cantilever Beam à des
sollicitations dynamiques

De nombreuses études expérimentales portent sur les propriétés cohésives des matériaux
composites à matrice organique sous sollicitation dynamique. L’adaptation de l’essai Double
Cantilever Beam est une piste privilégiée par de nombreux auteurs pour traiter du délaminage
en dynamique. C’est ainsi que Kusaka et al. [68] étudient l’influence de la vitesse de sollicitation
sur le taux de restitution d’énergie critique GIC d’éprouvettes composites stratifiées de type
carbone/époxy. Ces travaux mettent en évidence une variation de la ténacité pour des vitesses
de sollicitation allant de 0.05 à 5 mm.min−1 (figure I.15). Toutefois, des contradictions appa-
raissent entre les différents travaux au-delà de la dynamique basse vitesse. Pour un stratifié en
carbone/époxy (AS4/3501-6), Smiley et Pipes [98] mesurent une forte dégradation du taux de
restitution d’énergie critique pour des vitesses de sollicitation supérieures à 500 mm.min−1. In-
versement, Aliyu et Daniel [2] constatent une légère augmentation de la ténacité de ce matériau
pour les mêmes vitesses.

Figure I.15 – Dépendance du taux de restitution d’énergie critique GIC à la vitesse de sollicita-
tion [68]. Région I→ Domaine de la quasi-statique ; Région II→ Transition de la quasi-statique
vers la dynamique ; Région III → Domaine de la dynamique.
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Ces résultats contradictoires peuvent s’expliquer par les difficultés expérimentales rencon-
trées dans la conduite d’essais dynamiques et leur analyse. Ces difficultés sont aussi éprouvées
et rapportées par Blackman et al. [12][13] lors d’essais Double Cantilever Beam réalisés sous
la sollicitation rapide d’un vérin hydraulique jusqu’à 15 m.s−1. À cette vitesse, les effets dyna-
miques rendent les mesures expérimentales difficilement exploitables. En outre, des ondes de
flexion générées lors de la mise en vitesse se propagent dans les substrats et font osciller violem-
ment l’effort mesuré par une cellule piezoélectrique. Ces oscillations induisent une incertitude
qui se traduit par une erreur de +-25% sur la mesure du chargement. Par ailleurs, la fissure
évolue de manière très instable ce qui rend délicate l’identification d’une position de fissure et
à fortiori une vitesse de propagation. L’ensemble de ces difficultés aboutissent à des différences
notables dans les valeurs du taux de restitution d’énergie critique GIC suivant l’interprétation
des signaux mesurés. Par conséquent, Hug [49] revisite le montage de l’essai Double Cantilever
Beam afin d’atténuer les vibrations au début du chargement dynamique. Ce montage présenté
dans la figure I.16 permet un chargement symétrique et rapidement stabilisé durant la mise
en vitesse. Malheureusement, son inertie limite la validité de l’étude à des vitesses d’ouverture
inférieures à 2 m.s−1.

Figure I.16 – Montage spécialement développé pour adapter l’essai Double Cantilever Beam
aux sollicitations dynamiques [49].

Au regard des difficultés évoquées, l’essai Double Cantilever Beam semble inadapté à la ca-
ractérisation du taux de restitution d’énergie critique GIC pour des sollicitations représentatives
d’un impact haute vitesse. Toutefois, la littérature propose d’autres essais pour traiter du
délaminage dynamique en mode I. Notamment, des protocoles expérimentaux sont développés
sur les barres d’Hopkinson.
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I.3.3 Autres essais de caractérisation du délaminage en mode I sous
sollicitations dynamiques

Les vérins hydrauliques permettent d’imposer des sollicitations quasi-statiques et dyna-
miques. Cependant, certaines études dynamiques de caractérisation du délaminage privilégient
l’utilisation des barres d’Hopkinson. Ce dispositif expérimental décrit dans la figure I.17 consiste
à générer une onde de compression par un impact sur une barre d’entrée. L’onde de compression,
dont les caractéristiques dépendent de l’impacteur, se propage ensuite dans l’éprouvette avant
d’être transmise à une barre de sortie. Ce moyen est apprécié pour la simplicité de la théorie
des ondes utilisée dans l’exploitation des signaux enregistrés par les jauges de déformation.
Respectivement placées sur la barre d’entrée et la barre de sortie, ces deux jauges permettent
de connâıtre l’historique des déplacements et des efforts s’appliquant sur les bords en contact
de l’éprouvette grâce à un recalage temporel et spatial.

Eprouvette

Interface

Barre incidente Barre de sortieImpacteur

Jauge Jauge

Figure I.17 – Schéma d’un essai de compression aux barres d’Hopkinson.

Les barres d’Hopkinson sont le moyen d’essai choisi par Sun et Han [102] qui se proposent de
caractériser la propagation rapide du délaminage d’un stratifié carbone/époxy par la méthode
Wedge Loaded Compact Tension. Cette méthode consiste à ouvrir une éprouvette selon le mode
I en l’impactant aux barres d’Hopkinson à l’aide d’un coin (figure I.18a). Dans le même esprit
Kusaka et al. [68] utilisent la méthode Wedge Insert Fracture pour étudier l’influence de la
vitesse de sollicitation sur l’initiation du délaminage. Celle-ci est similaire à la méthode utilisée
par Sun et Han à la différence qu’un cylindre est placé entre les bras de l’éprouvette (figure
I.18b). Le coin ne sollicite plus directement l’éprouvette mais impacte le cylindre qui avance vers
le front de fissure. Ce montage permet d’améliorer une certaine incertitude sur la localisation des
conditions limites. Ces recherches, utilisant des techniques de mesure sensiblement différentes,
ne constatent pas de variation importante du taux de restitution d’énergie GIC avec la vitesse
de sollicitation ou la vitesse de propagation.

Ces études sont quelques exemples des possibilités offertes par les barres d’Hopkinson. Toute-
fois, on peut s’interroger sur la pertinence des résultats obtenus puisqu’ils dépendent fortement
de l’interprétation des signaux mesurés. En effet, un problème majeur dans la caractérisation
du délaminage aux barres d’Hopkinson concerne les faibles efforts transmis dans l’éprouvette.
En conséquence, l’onde incidente dans la barre d’entrée est presque entièrement réfléchie et le
signal mesuré dans la barre de sortie est très faible. De plus, l’évolution instable de la fissure pro-
voque la vibration de l’éprouvette qui se traduit par des oscillations dans le signal mesuré dans
la barre de sortie. Les données expérimentales ne sont donc pas directement exploitables pour
le calcul des contraintes et des déformations dans l’éprouvette. Pour remédier à ce problème,
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(a) Méthode Wedge Loaded Compact Tension pro-
posé par Sun et Han [102].

(b) Méthode Wedge Insert Fracture proposé par
Kusaka et al. [68].

Figure I.18 – Initiation dynamique du délaminage aux barres d’Hopkinson via un coin.

Sun et Han [102] identifient indirectement la ténacité du stratifié par une simulation éléments
finis pilotée par l’historique du chargement capté expérimentalement. La même approche est
d’ailleurs adoptée par Verma et al. [106] ou Kumar et Kishore [67]. Cependant, les relations
exploitées pour le dépouillement des essais sont fondées sur l’hypothèse que l’éprouvette soit à
l’équilibre mécanique. Cette condition est rarement vérifiée au cours des propagations rapides
ou instables du délaminage. Pour cette raison, Kusaka et al [68] préfèrent adoucir la montée en
effort et tester des vitesses d’ouverture plus lentes.

En résumé, la littérature montre que la caractérisation du délaminage dans le domaine
de la dynamique rapide est difficile et qu’il existe de nombreux résultats contradictoires sui-
vant le matériau considéré ou la méthode employée. Pour des vitesses de sollicitation impor-
tantes, Guimard [46] explique que le temps de propagation des ondes dans l’éprouvette n’est
plus négligeable devant les temps caractéristiques de la fissuration. Les efforts mesurés aux
extrémités de l’éprouvette pendant la propagation de la fissure ne sont alors plus représentatifs
de l’état de contrainte instantané. Ces difficultés expérimentales empêchent l’identification des
modèles de zones cohésives nécessitant une valeur dynamique de la ténacité du stratifié pour
simuler le délaminage sous un chargement dynamique de type impact.

I.3.4 Vers la caractérisation dynamique respective des mécanismes
impliqués dans le processus de délaminage

Les modèles multi-paramètres offrent de nouvelles perspectives concernant la simulation
du délaminage en dynamique. En effet, ces modèles physiques distinguent les mécanismes
principaux pilotant le délaminage. Théoriquement, l’identification d’un tel modèle nécessite
uniquement la caractérisation isolée de chaque mécanisme contribuant à la ténacité du stra-
tifié. Par conséquent, le développement des modèles physiques multi-paramètres n’est pas li-
mité par les difficultés expérimentales rencontrées lors de la caractérisation dynamique du
délaminage sur éprouvette stratifiée. En contre partie, il est nécessaire d’isoler, de caractériser
expérimentalement et de modéliser les principaux mécanismes pilotant l’initiation et la propa-
gation du délaminage en dynamique.

Sous une sollicitation quasi-statique en mode I, le délaminage d’un stratifié carbone/époxy
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implique un couplage entre la décohésion de l’interface fibre/matrice, la formation de ponts de
fibres et la rupture de la matrice. La rupture adhésive entre les fibres et la matrice limite la
déformation de la résine et donc l’énergie potentiellement dissipée. Toutefois, la rupture adhésive
d’une interface 0o/0o favorise la formation de ponts de fibres [7] qui augmentent artificiellement
la ténacité du composite stratifié, les fibres générant des efforts de traction supplémentaires
entre les interfaces délaminantes [41]. En effet, la littérature [35][101][108] rapporte un taux
de restitution d’énergie critique GIC plus important en propagation qu’à l’initiation. Cette
évolution s’explique par l’absence de pont de fibres à l’initiation du délaminage où la résine
résiste seule à l’avancée de la fissure [35]. Les résultats présentés dans le graphique de la figure
I.19 démontrent bien l’augmentation de la ténacité des composites stratifiés en carbone/époxy,
de l’initiation à la propagation du délaminage.

Figure I.19 – Taux de restitution d’énergie critique GIC identifié de l’initiation à la propagation
pour plusieurs épaisseurs d’éprouvettes Double Cantilever Beam en carbone/époxy [35].

Si la formation de ponts de fibres participe à la résistance au délaminage, la rupture de la
résine est également très présente dans la région inter-laminaire [19]. En observant la morpholo-
gie du faciès délaminé d’un composite en carbone/époxy, Greenhalgh et al. [41] concluent que la
rupture de la matrice contribue de façon majoritaire à la ténacité du composite stratifié selon le
mode I. Par conséquent, de nombreux efforts sont réalisés pour améliorer la ténacité des résines
époxy, notamment par l’ajout de nodules thermoplastiques [5]. Jordan et al. [58] constatent
effectivement que l’augmentation de la ténacité de la matrice améliore la ténacité d’interface
du stratifié. Cependant, ils notent aussi que ce taux d’amélioration plafonne pour des résines
ductiles aux ténacités supérieures à 700 J.m−2. La ténacité des résines époxy est une fonction
croissante de l’allongement à rupture [58]. Or, la déformation de la matrice est contrainte par
la présence de fibres rigides dans les plis adjacents [24]. Pour les résines époxy ductiles à forte
ténacité, les déformations en pointe de fissure sont plus importantes dans les éprouvettes de
résine pure que dans le milieu inter-laminaire [24]. Il existe donc un seuil au-delà duquel l’aug-
mentation de la ténacité de la matrice par un allongement à rupture croissant ne bénéficie
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plus au composite stratifié. En revanche, l’allongement à rupture des résines époxy fragiles est
plus faible. Dans ce cas, l’épaisseur du milieu inter-laminaire est similaire à la zone déformée
en pointe de fissure observée dans la résine pure [50]. La corrélation entre la ténacité d’une
matrice époxy au comportement fragile et celle du stratifié est alors beaucoup plus évidente et
même quasi-linéaire d’après Jordan et al. [58] (figure I.20) et Hunston et al. [50].

Figure I.20 – Taux de restitution d’énergie critique de la résine pure en fonction du taux de
restitution d’énergie critique du stratifié pour différentes combinaisons de fibres et de résines
époxy [58].

Sous une sollicitation rapide en mode I, des changements notables sont observés dans le
processus de délaminage des composites à matrice organique stratifiés. Sohn et Hu [99][100]
comparent le faciès délaminé d’un stratifié carbone/époxy sollicité en quasi-statique avec le
faciès d’un même composite sous une sollicitation d’impact. Les observations réalisées au mi-
croscope électronique à balayage révèle une nette diminution du nombre de fibres rompues ou
décollées. En outre, une fine pellicule de résine est présente sur les fibres (figure I.21).

Ils supposent que l’adhésion de l’interface fibre/matrice se renforce pour des sollicitations
rapides, favorisant une rupture cohésive dans la matrice. Dans ce cas de chargement dynamique,
la rupture de la matrice devient l’unique contribution à la ténacité du stratifié. Par ailleurs,
l’étude de Friedrich et al. [37] sur un composite à matrice thermoplastique conclut que l’in-
fluence de la vitesse sur la ténacité du stratifié est identique à l’influence de la vitesse sur la
ténacité de la matrice. Il est donc raisonnable de penser que la rupture visqueuse des résines
époxy, fortement chargées en nodules thermoplastiques, peut expliquer l’influence de la vitesse
sur la ténacité d’interface des composites carbone/époxy. D’où l’importance de comprendre et
caractériser la rupture dynamique des résines époxy, afin de modéliser leur contribution dans
le délaminage des composites à matrice organique.
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Figure I.21 – Faciès du délaminage d’un stratifié carbone/époxy sous une sollicitation rapide
de type impact, observé au microscope électronique à balayage [99].

I.4 Caractérisation de la rupture dynamique des résines

époxy renforcées par des nodules thermoplastiques

I.4.1 Mécanismes visqueux pilotant la rupture des résines époxy
renforcées par des nodules thermoplastiques

Les résines époxy considérées dans cette recherche sont des polymères thermodurcissables
fortement réticulés, renforcés par l’apport de nodules thermoplastiques. Ces inclusions améliorent
la ténacité de la résine sans dégrader ses propriétés mécaniques. Par conséquent, les résines
époxy à l’étude sont une association de différents polymères amorphes au comportement fragile
appelés aussi polymères vitreux. Or, la rupture de ces matériaux implique une compétition
entre le processus de crazing et la formation de bandes de cisaillement [33].

Les polymères amorphes sont caractérisés par leurs longues châınes moléculaires enchevêtrées
les unes dans les autres. Cette organisation spécifique de la matière est à l’origine de la création
de fibrilles qui s’opposent à la propagation de la fissure. La formation et la rupture de ces fibrilles
impliquent de nombreux mécanismes visqueux qui sont communément désignés par le terme de
crazing et résumés brièvement par Bjerke et Lambros [10] dans la figure I.22. La première étape
du processus, observée par Kawabe et al. [62], consiste en l’alignement des châınes moléculaires
dans une zone restreinte située devant le front de fissure. Ainsi orientées dans la direction trans-
verse au plan de fissure, ces châınes se regroupent en fibrilles séparées par des poches de vide
[65]. Ces cavités sont associées à de l’endommagement qui se développe à l’avancée de la fissure.
Les fibrilles sont alors similaires à des ponts extensibles reliant deux couches qualifiées d’actives
pour la forte énergie cinétique qui les anime [10]. Lorsque la déformation limite est atteinte, la
scission des châınes moléculaires provoque la rupture des fibrilles et permet à la fissure de se
propager.
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Figure I.22 – Description du phénomène de crazing selon Bjerke et Lambros [10].

(a) (b)

Figure I.23 – Observations d’un faciès de rupture d’une résine époxy non chargée à différentes
échelles [61].
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La rupture par crazing est une importante source de ténacité pour les nodules thermoplas-
tiques [60]. Cependant, ce processus est modérément présent dans les thermodurcissables forte-
ment réticulés qui développent principalement un endommagement par bandes de cisaillement
[66]. Les analyses microscopiques du faciès de rupture d’une résine époxy sans nodule thermo-
plastique montrent clairement la formation de nombreuses bandes de cisaillement (figure I.23a).
Ces observations révèlent également la présence du phénomène de crazing mais à une échelle
plus petite (figure I.23b). La rupture par crazing et la formation de bandes de cisaillement sont
des mécanismes viscoplastiques qui dépendent de la vitesse et pilotent la ténacité des résines
époxy sous chargement dynamique [66]. La caractérisation expérimentale de la rupture dyna-
mique des résines époxy devrait logiquement révéler une évolution de la ténacité avec la vitesse.

I.4.2 Caractérisation de la rupture dynamique des résines époxy

Aucune publication n’a été identifiée dans la littérature concernant la ténacité dynamique
des résines époxy aéronautiques chargées en nodules thermoplastiques. Cependant, des études
expérimentales portent sur la rupture dynamique des résines époxy pures [61] ou renforcées par
des particules de caoutchouc [32]. Kanchanomai et al. [61] examinent l’influence de la vitesse
de sollicitation sur la ténacité d’une résine époxy non chargée en nodules thermoplastiques par
un montage de flexion 3-points inspiré de la norme ISO 13586 :2000(F) [52] (figure I.24a). Ce
montage adapté sur un vérin hydraulique permet une ouverture de fissure selon le mode I pour
des vitesses de chargement entre 10−1 mm.min−1 et 103 mm.min−1. Cette étude relève une
diminution du taux de restitution d’énergie critique GIC avec la vitesse de sollicitation (figure
I.24b). Cette baisse de la ténacité est cohérente avec l’examen des faciès fissurés. En effet, ces
observations démontrent l’évolution d’une rupture ductile à basse vitesse vers un comportement
fragile en dynamique.

(a) Montage de flexion 3-points utilisé pour ca-
ractériser la ténacité d’une résine époxy [61].

(b) Évolution de la ténacité d’une résine époxy en
fonction de la vitesse de sollicitation [61].

Figure I.24 – Caractérisation dynamique de la ténacité critique d’une résine époxy pure [61].

Des conclusions différentes sont tirées par Du et al. [32] concernant l’influence de la dyna-
mique sur une résine époxy renforcée par des particules de caoutchouc. En réalisant des essais
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Double Cantilever Beam, ils observent une forte augmentation de GIC lorsque la fissure com-
mence à se propager et concluent à une dépendance de la ténacité à la vitesse de propagation
(figure I.25). Cependant, les vitesses de propagations mesurées par Du et al. ne dépassent pas
3 mm.s−1 du fait de la forte ductilité introduite par les particules de caoutchouc.

Figure I.25 – Évolution de la ténacité d’une résine époxy renforcée par des particules de
caoutchouc en fonction de la vitesse de propagation de fissure [32].

En résumé, les mécanismes responsables de la rupture des résines époxy dépendent de la vi-
tesse et des inclusions utilisées comme renfort. Toutefois, cette dépendance est mise en évidence
pour des faibles vitesses de sollicitation et des faibles vitesses de propagation de fissure qui ne
sont pas caractéristiques de l’impact. En outre, aucun résultat n’est disponible pour les résines
époxy spécifiques du domaine aéronautique, généralement renforcées par des nodules thermo-
plastiques.
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Bilan du chapitre I :

L’étude bibliographique a montré l’intérêt des modèles de zones cohésives multi-
paramètres pour la simulation du délaminage en dynamique. Ces modèles physique-
ment fondés possèdent la particularité de distinguer la contribution des différents
mécanismes de rupture. Or, la rupture de la matrice piloterait l’initiation et la pro-
pagation du délaminage des composites carbone/époxy sous des sollicitations rapides.
En outre, des micrographies montrent que la rupture de ces résines dépend fortement
de la vitesse. Malheureusement, il n’existe aucune caractérisation mécanique de la
rupture des résines époxy aéronautiques chargées en nodules thermoplastiques dans le
domaine de la dynamique rapide. Ce manque d’informations expérimentales empêche
la modélisation de la contribution des résines époxy dans le processus de délaminage.
C’est ce qui justifie cette étude. Elle consiste à caractériser expérimentalement l’ini-
tiation et la propagation de fissure dans une résine époxy spécifique des composites à
matrice organique aéronautiques sous un chargement dynamique de type impact.

Par conséquent, le chapitre II s’intéresse à la définition d’un protocole expérimental
pour caractériser l’initiation et la propagation de fissure dans une résine époxy sous
chargement dynamique. Puis, ce protocole expérimental est validé dans le chapitre III
par un ensemble d’études intermédiaires expérimentales et numériques qui visent à
évaluer les conditions de l’essai. Finalement, le chapitre IV présente les effets de la
dynamique sur la rupture de la résine époxy Hexply R©M21.
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Chapitre II

Développement d’un protocole
expérimental pour caractériser
l’initiation et la propagation de fissure
dans une éprouvette de résine époxy
Hexply R©M21 sous chargement
dynamique

Dans ce chapitre, on développe un protocole expérimental pour caractériser l’initia-
tion et la propagation d’une fissure dans une éprouvette de résine époxy Hexply R©M21
sous chargement dynamique. Une méthodologie est d’abord détaillée concernant la
fabrication d’éprouvettes épaisses de résine époxy Hexply R©M21 selon la géométrie
Single Edge Notched Beam. Un dispositif expérimental de flexion 3-points est ensuite
développé sur vérin hydraulique. Enfin, une procédure d’analyse est proposée pour
identifier le facteur d’intensité de contrainte critique KIC et le taux de restitution
d’énergie critique GIC caractéristiques de l’initiation, ainsi que le facteur d’intensité
de contrainte dynamique KID et le taux de restitution d’énergie dynamique GID ca-
ractéristiques de la propagation. Le principe du protocole développé dans ce chapitre
a fait l’objet d’une publication [59].
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II.3 Définition d’une procédure d’analyse pour l’expression des gran-
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II.1. Définition et fabrication d’éprouvettes épaisses de résine époxy Hexply R©M21 selon la
géométrie Single Edge Notched Beam

II.1 Définition et fabrication d’éprouvettes épaisses de

résine époxy Hexply R©M21 selon la géométrie Single

Edge Notched Beam

II.1.1 Présentation du matériau Hexply R©M21 à l’étude

Le matériau considéré est la résine époxy Hexply R©M21 distribuée par Hexcel. Le choix de
ce matériau est motivé par son utilisation courante pour la fabrication de structures composites
dans l’industrie aéronautique. L’intérêt de cette résine époxy réside dans la présence de thermo-
plastiques qui augmentent sa résistance à l’impact. La thèse de Paris propose une analyse de la
composition du système M21 [79]. La matrice thermodurcissable est un système époxy/amine,
dont un agent réticulant qui représenterait entre 15% et 20% de la composition en masse. Cet
agent souvent désigné par le terme de durcisseur, réagit durant la phase de polymérisation pour
obtenir un état réticulé plus important. Parmi les thermoplastiques utilisés pour renforcer la
résine M21, du polyethersulfone est dissout de façon homogène dans la matrice et des particules
de polyamides sont ajoutées au mélange.

Un comportement mécanique linéaire élastique est supposé pour la résine M21 polymérisée.
Cette hypothèse est justifiée par la rupture quasi-fragile des polymères amorphes vitreux. Cela
implique également l’existence d’une plasticité confinée au voisinage de la pointe de fissure. Les
propriétés mécaniques de la résine M21 après polymérisation sont résumées dans le tableau II.1.

Table II.1 – Propriétés matériaux de la résine époxy Hexply R©M21 polymérisée.

E [MPa] ν ρ [kg.m−3] µ [MPa] c1 [m.s−1] c2 [m.s−1]

3145 a 0.35a 1335 b 1165 1944 934

a. Propriétés issues d’une campagne de caractérisation réalisée selon les normes NF EN ISO 527-1 :2012(F)
[54] et NF EN ISO 527-2 :2012(F) [55] (Annexe B).

b. Données issues de la thèse de C. Paris [79].

Le module de Young E et le coefficient de poisson ν sont identifiés par une campagne de
caractérisation réalisée selon les normes NF EN ISO 527-1 :2012(F) [54] et NF EN ISO 527-
1 :2012(F) [55]. Ces essais quasi-statiques de traction sont présentés dans l’annexe B. La masse
volumique ρ est une donnée issue de la thèse de Paris [79]. Les vitesses des ondes de dilatation
c1 et de cisaillement c2 dans le matériau sont déduites des relations II.1 et II.2,

c1 =

√
E(1− nu)

(1 + ν)(1− 2ν)ρ
, (II.1)

c2 =

√
E

2(1 + ν)ρ
. (II.2)

35
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De même le module de cisaillement µ est déduit des propriétés matériaux précédentes,

µ =
E

2(1 + ν)
. (II.3)

II.1.2 Définition d’une géométrie d’éprouvette type Single Edge
Notched Beam

L’objectif de cette recherche est de caractériser l’influence d’un impact dynamique sur l’ini-
tiation et la propagation d’une fissure dans la résine époxy Hexply R©M21. Par conséquent,
on souhaite disposer d’un protocole s’appuyant sur un dispositif expérimental qui permette
l’identification de la ténacité d’initiation et de propagation sous chargement quasi-statique ou
dynamique. Ce dispositif expérimental permettrait d’éviter une éventuelle discontinuité des
résultats occasionnée par un changement de géométrie d’éprouvette ou de moyen d’essai lors
du passage des sollicitations lentes aux sollicitations rapides. La piste envisagée est l’adaptation
et l’enrichissement d’un essai normalisé décrit dans la norme ISO 13586 :2000(F) [52]. Cette
procédure de référence est utilisée pour déterminer la ténacité critique d’une fissure en mode
I par un essai quasi-statique sur une éprouvette pré-fissurée en matériau plastique. Cela se
traduit de façon équivalente par l’identification du taux de restitution d’énergie critique GIC

et du facteur d’intensité des contraintes critique KIC à partir des mesures globales de l’effort
et du déplacement.

Conformément à la norme, la ténacité critique d’une fissure peut être déterminée au choix
par un essai de traction sur éprouvette Compact Tension ou par un essai de flexion 3-points sur
une éprouvette Single Edge Notched Beam. Pour des sollicitations lentes, ces essais imposent
une ouverture de fissure selon le mode I. Cependant, l’application d’une traction uni-axiale
sur l’éprouvette Compact Tension passe en général par la mise en mouvement d’un bras de
l’éprouvette, l’autre bras étant fixe. En dynamique, ce chargement asymétrique peut causer une
ouverture de fissure en mode mixte, l’équilibre mécanique n’étant pas établi dans les premiers
instants de l’essai. Inversement, la rupture de l’éprouvette Single Edge Notched Beam sollicitée
par un essai de flexion 3-points implique toujours une ouverture de fissure selon le mode I
uniquement, indépendamment de la vitesse de chargement. Une géométrie d’éprouvette type
Single Edge Notched Beam est alors sélectionnée pour les essais de caractérisation de l’initiation
et de la propagation d’une fissure dans la résine époxy Hexply R©M21 sous chargement quasi-
statique et dynamique. Les dimensions retenues respectent la norme ISO 13586 :2000(F) [52]
et sont détaillées dans la figure II.1.

L’épaisseur de l’éprouvette h recherchée est comprise entre 8 mm et 10 mm. Au delà, il
existe un risque de dépassement de la température de consigne au cœur de l’éprouvette pen-
dant la cuisson de la résine crue. En effet, la polymérisation des résines époxy est en générale
une réaction exothermique. La norme recommande une largeur d’éprouvette w inclue entre 2h
et 4h pour obtenir un état de déformation plane en pointe de fissure. On choisit une largeur
d’éprouvette w égale à 20 mm. La longueur de l’éprouvette l normalisée est fixée à 90 mm
pour respecter la condition l > 4.2w. La distance entre les appuis L est déduite de la largeur
d’éprouvette selon la relation L = 4w. Le diamètre des appuis p est fixé à 6 mm, soit entre
w/4 et w. Enfin, une entaille à 45o permet de localiser l’initiation de la fissure.
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l/2 Éprouvette de
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Figure II.1 – Éprouvette Single Edge Notched Beam retenue pour des essais de flexion 3-points
quasi-statiques et dynamiques. Les dimensions de l’éprouvette sont en accord avec la norme
ISO 13586 :2000(F) [52].

II.1.3 Fabrication des éprouvettes épaisses de résine époxy

Les éprouvettes Single Edge Notched Beam de résine époxy Hexply R©M21 sont fabriquées
selon les dimensions spécifiées dans la figure II.1. La méthodologie employée pour la fabrication
des éprouvettes est détaillée dans cette section. Elle décrit l’obtention de plaques épaisses et
polymérisées de résine époxy Hexply R©M21. Ce matériau est distribué par Hexcel sous la forme
d’un film papier imprégné de résine crue et conditionné en rouleau. La résine est conservée
dans un congélateur à une température avoisinant -18 Co. Le rouleau est replacé au congélateur
après chaque prélèvement de matière nécessaire à la préparation des éprouvettes. Des carrés de
150 mm sur 150 mm de film pré-imprégné sont découpés et empilés (figure II.2).

Figure II.2 – Empilement de films pré-imprégnés de résine époxy Hexply R©M21 crue.

Environ 300 couches sont nécessaires à la fabrication d’une plaque dont l’épaisseur est
comprise entre 8 mm et 10 mm. Malheureusement, la superposition des couches de résine
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emprisonne une quantité d’air importante, engendrant des cavités multiples à l’intérieur des
plaques réalisées. Plusieurs opérations sous une cloche à vide sont nécessaires à la suppression
des bulles d’air. Ces opérations sont réalisées à une température de 110 Co afin de réduire la
viscosité de la résine tout en évitant son gel. L’étape de gel est une phase de transition d’un
état liquide vers un état solide. C’est un processus irréversible caractéristique d’un début de
polymérisation qui implique une augmentation de la viscosité comme illustré dans la figure
II.3a. En se référant aux figures II.3a et II.3b, une température de 110 Co maintenue pendant
1h30 environ permet d’abaisser la viscosité de la résine proche de son minimum sans atteindre
la phase de gel.

(a) Évolution de la viscosité d’un échantillon de résine
Hexply R©M21 pour une augmentation de température à
1 Co.min−1. L’épaisseur de l’échantillon est inférieure à
15 mm.

(b) Temps nécessaire à l’établissement de la
phase de gel dans la résine Hexply R©M21 en
fonction de la température.

Figure II.3 – Évolution de la viscosité de la résine époxy Hexply R©M21 en fonction de la
température et du temps. Ces courbes sont données par Hexcel et établies à partir de mesures
réalisées sur un rhéomètre ARES-RDA de TA Instruments.

L’empilement de résine crue débarrassée de la majorité des bulles d’air est ensuite inséré
dans le montage illustré schématiquement par la figure II.4. Ce montage a pour objectifs de
mettre en forme la résine polymérisée et de chasser l’air restant au cours de la cuisson. En
outre, les tissus ont pour rôle d’évacuer l’air présent vers une sortie dans le sac étanche qui est
reliée à une pompe à vide. Les plaques en acier déterminent la planéité de la plaque fabriquée
mais agissent aussi sur l’aspect de surface. Enfin, les films plastiques facilitent le démoulage en
évitant l’adhésion de la résine au moule.

La cuisson de la plaque épaisse de résine crue est réalisée en autoclave (figure II.5). Ce four
autorise l’application d’une pression de quelques bars dans son enceinte et un pilotage de la
cinématique thermique. Le cycle de cuisson suivi est décrit dans la figure II.6. Ce cycle est
optimisé pour la cuisson de pièces composites épaisses contenant une matrice en résine époxy
Hexply R©M21. Il inclut trois paliers à des températures différentes, dont deux sont réalisés à
une pression de 3 bars. Le premier palier est atteint après une montée en température à 1
Co.min−1. Ce premier palier à 110 Co dure 60 minutes et fluidifie la résine. Le second palier à
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vide

Plaque de résine époxy M21

Plaque en acier

Feutre de drainage

Joint d’étanchéité

Sac à vide étanche

Film séparateur

Film séparateur perforé

Film téflon

Tissu

Figure II.4 – Schéma du montage spécifique utilisé pour la cuisson des plaques épaisses de
résine époxy Hexply R©M21 crue.

135 Co dure lui aussi 60 minutes et permet de préparer la cuisson de la résine en surface. Enfin
le dernier palier dure 120 minutes à 180 Co ce qui correspond à la température de transition
vitreuse Tg. Ce dernier palier transforme de façon irréversible l’état de la résine qui devient
fortement réticulé. Le refroidissement de l’enceinte après cuisson est piloté à 3 Co.min−1.

(a) Montage spécifique utilisé pour la cuisson en
autoclave.

(b) Autoclave employé pour la cuisson de la résine.

Figure II.5 – Préparation de la cuisson des plaques épaisses de résine époxy Hexply R©M21 en
autoclave.

Une fois les plaques réalisées, elles sont usinées en plusieurs éprouvettes dont la géométrie
est définie par la figure II.1. Une opération de fraisage en surface assure une épaisseur constante
pour chaque éprouvette et un bon état de surface. Les usinages sur la résine sont en général
lubrifiés pour éviter de chauffer localement le matériau. La figure II.7 montre le rendu final des
éprouvettes obtenues.
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Figure II.6 – Cycle de cuisson optimisé pour la fabrication de plaques épaisses de résine époxy
Hexply R©M21.

Figure II.7 – Éprouvette Single Edge Notched Beam fabriquée pour des essais de flexion 3-
points quasi-statiques et dynamiques selon les dimensions spécifiées dans la FIGURE II.1.
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II.2. Définition d’un dispositif expérimental pour la caractérisation de la rupture dynamique
d’éprouvettes Single Edge Notched Beam en flexion 3-points

II.1.4 Contrôle de la qualité des éprouvettes par micrographie

Des micrographies sont réalisées dans l’épaisseur d’une plaque afin de vérifier l’homogénéité
de la matière et déceler les éventuels défauts. Une de ces micrographies est observable dans la
figure II.8.

Figure II.8 – Micrographie dans l’épaisseur d’une plaque épaisse de résine époxy Hexply R©M21
polymérisée après découpe et polissage.

Plusieurs lignes géométriques et tâches sombres sont mises en évidence par les microgra-
phies. Les lignes géométriques résultent de l’opération de polissage et ne sont pas des défauts.
Les tâches sombres sont des nodules thermoplastiques qui possèdent une taille maximale de 20
µm à 30 µm. Les dimensions constatées pour les nodules sont cohérentes avec les observations
de Paris qui mentionne des nodules ne dépassant pas 20 µm pour la même résine époxy [79]. Ces
inclusions thermoplastiques sont nombreuses et uniformément réparties. Par ailleurs, aucune
cavité n’est observée dans l’épaisseur de la plaque. Les éprouvettes usinées sont donc adaptées
à la caractérisation de propriétés matériaux.

II.2 Définition d’un dispositif expérimental pour la ca-

ractérisation de la rupture dynamique d’éprouvettes

Single Edge Notched Beam en flexion 3-points

II.2.1 Exploitation du champ de déformation asymptotique

L’objectif de cette section est la définition d’un dispositif expérimental pour la caractérisation
de l’initiation et de la propagation d’une fissure dans une éprouvette Single Edge Notched Beam
sollicitée dynamiquement en flexion 3-points. L’identification de la ténacité dynamique au cours
d’une propagation rapide de fissure est expérimentalement difficile et dépend énormément du
matériau étudié. Des méthodes s’appuyant sur des mesures globales de l’effort et du déplacement
associé existent aux barres d’Hopkinson pour caractériser la rupture dynamique de matériaux
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dynamique

ductiles tels que l’aluminium [78] ou l’acier [21][82] pendant l’évolution de la fissure. Bien que
ces techniques expérimentales permettent d’obtenir une mesure précise de l’effort, elles sont
limitées lorsque le matériau testé démontre un comportement fragile. Dans ce cas, la réflexion
des ondes mécaniques, une perte de contact entre l’impacteur et l’éprouvette ou un état de
contrainte transitoire pendant la rupture empêchent l’exploitation des mesures globales pour
l’identification de la ténacité dynamique du matériau en cours de fissuration [56]. Des difficultés
similaires sont constatées en dynamique dans la mesure de l’effort par cellules piezo-électriques
et limitent les méthodes existantes sur vérin hydraulique. Le protocole expérimental utilisé par
Kanchanomai et al. [61] pour étudier l’initiation de la rupture est justifié pour des chargements
dynamiques en supposant un état d’équilibre dans l’éprouvette. Cependant, la propagation
rapide de la fissure attendue pour la résine époxy Hexply R©M21 au comportement fragile in-
duit un état de contrainte transitoire dans l’éprouvette. La mesure de l’effort par des cellules
piezo-électriques n’est donc pas adaptée à la caractérisation de la ténacité instantanée d’un
matériau fragile en cours de fissuration [12][89]. Par conséquent, les méthodes locales exploi-
tant les champs mécaniques asymptotiques au voisinage de la pointe de fissure sont préférées
pour l’identification des paramètres mécaniques caractéristiques d’une propagation rapide de
fissure.

Les jauges de déformation sont largement utilisées dans le domaine de la mécanique élastique
linéaire de la rupture pour étudier les effets de la dynamique sur la ténacité des matériaux
métalliques [9][29][90] et des polymères [10][63]. Ces méthodes permettent de caractériser la
ténacité dynamique d’un matériau au cours de la rupture. Elles consistent en l’analyse locale du
champ de déformation asymptotique au voisinage d’une fissure se propageant rapidement pour
identifier le facteur d’intensité des contraintes dynamique KID associé. Ces méthodes supposent
une propagation de fissure rectiligne à vitesse constante ȧ. Par ailleurs, il est essentiel de générer
une ouverture de fissure selon le mode I uniquement. Des éprouvettes Double Cantilever Beam,
Single Edge Notch et Compact Tension ont déjà été associées à la méthode dans la littérature
[9][10][29][63][90]. Cependant, aucune de ces géométries ne procure de chargement symétrique
en dynamique et la fissure s’ouvre partiellement en mode II. Or, la géométrie d’éprouvette
Single Edge Notched Beam sollicitée par un essai de flexion 3-points implique une ouverture de
fissure selon le mode I uniquement indépendamment de la vitesse de chargement. Elle semble
donc particulièrement adaptée à l’application de ces méthodes en dynamique. La mesure du
champ de déformation asymptotique est donc sélectionnée dans cette recherche pour la mesure
de la ténacité dynamique d’un matériau au cours de la rupture.

Afin d’exploiter le champ de déformation asymptotique, une jauge de déformation est collée
à une distance dy1 du trajet de fissure selon un angle α comme illustré sur la figure II.9a. La
déformation εg ainsi mesurée par la jauge autour d’une fissure se propageant en ligne droite à une
vitesse constante ȧ peut être décrite avec suffisamment de précision par le modèle asymptotique
à 3-paramètres de l’équation (II.4),

εg =
1

2µ
.
{
A0 . f0(dx1 , dy1 , ȧ, α) + A1 . f1(dx1 , dy1 , ȧ, α) + A2 . f2(ȧ, α)

}
, (II.4)

où A0 . f0(dx1 , dy1 , ȧ, α)/2µ est la partie singulière de la déformation asymptotique tandis que
le terme A1 . f1(dx1 , dy1 , ȧ, α)/2µ est sa partie non-singulière et A2 . f2(ȧ, α)/2µ est un terme
constant et indépendant de la position de la fissure. Le coefficient A0 est égal à KID/

√
2π

et donc caractérise la singularité de la fissure. Le paramètre A1 détermine l’influence de la
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fissure.

Figure II.9 – Définition des différents référentiels et systèmes de coordonnées.

composante non-singulière de la déformation asymptotique et A2 pondère le terme constant.
Les fonctions (f0, f1, f2) sont définies par les équations (II.5)(II.6)(II.7) dans le système de
coordonnées de la figure II.9b,

f0(dx1 , dy1 , ȧ, α) = β . r
−1/2
1 .

[
cos(

θ1
2

) .
{
κ (λ21 − λ22) + (1 + λ21) cos(2α)

}
+ 2λ1 sin(

θ1
2

) sin(2α)
]

− β . r
−1/2
2 .

[ 4λ1λ2
1 + λ22

cos(
θ2
2

) cos(2α) + 2λ1 sin(
θ2
2

) sin(2α)
]
, (II.5)

f1(dx1 , dy1 , ȧ, α) = β . r
1/2
1 .

[
cos(

θ1
2

) .
{
κ (λ21 − λ22) + (1 + λ21) cos(2α)

}
− 2λ1 sin(

θ1
2

) sin(2α)
]

− β . r
1/2
2 .

[ 4λ1λ2
1 + λ22

cos(
θ2
2

) cos(2α)− 2λ1 sin(
θ2
2

) sin(2α)
]
, (II.6)

f2(ȧ, α) = β . (λ21 − λ22) . {κ+ cos(2α)} . (II.7)

Dans les équations (II.5)(II.6)(II.7), µ est le module de cisaillement, ν est le coefficient de
Poisson et κ est égal à (1 − 2ν) dans l’hypothèse des déformations planes. λ1 et λ2 sont des
coefficients sans dimension, fonctions de la vitesse de propagation de la fissure ȧ, de la vitesse
des ondes de dilatation c1 et de la vitesse des ondes de cisaillement c2 dans le matériau. Le
coefficient β s’exprime en fonction de λ1 et λ2 comme décrit dans l’équation (II.8),

β =
1 + λ22

4λ1λ2 − (1 + λ22)
2

; λ21 = 1−
( ȧ
c1

)2
; λ22 = 1−

( ȧ
c2

)2
. (II.8)

Le terme A2 . f2(ȧ, α)/2µ s’annule lorsque la jauge de déformation est positionnée selon l’un
des angles vérifiant l’équation (II.9),

cos(2α) = −κ = −(1− 2ν) . (II.9)
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En considérant la résine époxy Hexply R©M21 qui possède un coefficient de poisson de ν =
0.35, le terme A2 . f2(ȧ, α)/2µ s’annule pour les angles α = 53.7o et α = 126.3o. Dans ce cas,
la jauge enregistre un pic de déformation dont la valeur maximale εpg est mesuré à l’instant tp,
lorsque la fissure passe sous la jauge. De plus, si la condition A1 = 0 est satisfaite ou si la jauge
est placée dans la zone singulière dominée par le terme A0 . f0(dx1 , dy1 , ȧ, α)/2µ de la déformation
asymptotique, alors une analyse simplifiée à 1-paramètre est suffisante pour évaluer le facteur
d’intensité de contrainte dynamique KID par la relation détaillée dans l’équation (II.10),

KID =
4µ
√
πdy1
β

. εpg .
[ 1√

λ1

{
2λ1sin(2α)−κ(1 +λ22)

}
− 1√

λ2

{
2λ1sin(2α)−κ 4λ1λ2

1 + λ22

}]−1
.

(II.10)

Au contraire, si le ratio kns = A1/A0 est important et que la jauge n’est pas située dans
la zone singulière, l’influence du terme non-singulier A1 . f1(dx1 , dy1 , ȧ, α)/2µ doit être prise en
compte. Il est connu que le coefficient kns, dépendant de la géométrie d’éprouvette et du char-
gement [26][63][97][110], influence fortement l’allure du pic de déformation enregistré par la
jauge comme illustré dans la figure II.10a. Notamment, les temps caractéristiques du pic de
déformation dépendent fortement du paramètre kns et de la vitesse de propagation de fissure
ȧ [9][29][63][90]. En supposant que la fissure se propage à une vitesse ȧ constante, estimée
au moment du passage sous la jauge de déformation, le coefficient kns peut être estimé en
exploitant ces temps caractéristiques. Khanna et Shukla [63] choisissent de prendre le temps
caractéristique ∆tK égal à la durée entre la montée et la chute de la déformation enregistrée
au 3/4 de la valeur maximale εpg (figure II.10b).
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(b) Définition du temps caractéristique ∆tK utilisé
par Khanna et Shukla [63] pour l’identification du
coefficent kns (ȧ = 200 m.s−1, dy1 = 3 mm, α =
126o, kns = -150 m−1).

Figure II.10 – Influence du coefficient kns sur la forme du pic de déformation enregistré par
la jauge, notamment sur le temps caractéristique ∆tK .
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Une fois la valeur du coefficient kns déterminée, la position de la pointe de fissure est connue
et l’analyse à 2-paramètres décrite dans l’équation (II.11) permet d’identifier KID,

KID = 2µ εg
√

2π .
{
f0(dx1 , dy1 , ȧ, α) + kns . f1(dx1 , dy1 , ȧ, α)

}−1
. (II.11)

Par conséquent, la détermination du facteur d’intensité de contrainte dynamique KID au
cours de la propagation de fissure nécessite la mesure de la déformation asymptotique εg selon
l’angle α et la mesure de la vitesse de propagation de fissure ȧ associée. D’autre part, on choisit
d’adopter une démarche inspirée de la norme ISO 13586 :2000(F) [52] pour traiter la phase
d’initiation en dynamique. La détermination du facteur d’intensité de contrainte critique KIC à
l’initiation de la fissure requiert la mesure de l’effort et du déplacement appliqués à l’éprouvette.

II.2.2 Montage expérimental sur vérin hydraulique

Les objectifs de cette recherche nécessitent un moyen d’essai permettant d’imposer des
compressions uni-axiales quasi-statiques et dynamiques. Le vérin hydraulique VHS d’Instron est
sélectionné pour charger l’éprouvette Single Edge Notched Beam à des vitesses de sollicitation
comprises entre 5 mm.min−1 et 20 m.s−1. Un montage de flexion 3-points spécialement fabriqué
pour les sollicitations dynamiques est installé sur le vérin hydraulique (figure II.11).

Ce montage comprend un bloc anti-rotation guidé en translation et évite une éventuelle
rotation de la tige du vérin autour de son axe. Les appuis linéiques sont réalisés par des cy-
lindres d’un diamètre p de 6 mm et la distance entre les appuis inférieurs l est fixée à 80 mm
comme conseillé dans la norme ISO 13586 :2000(F) [52]. Des cales sont utilisées pour assurer
un positionnement de l’éprouvette correct et identique à chaque essai. En effet, l’hypothèse
des déformations planes n’est applicable que si l’essai peut être représenté en deux dimensions.
Enfin, la fréquence propre de l’ensemble est optimisé par l’emploi de matériaux métalliques
performants en terme de masse volumique et de rigidité. Cette fréquence propre est mesurée à
26 kHz.
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Figure II.11 – Photo du montage expérimental dynamique de flexion 3-points installé sur le
vérin hydraulique. Une éprouvette Single Edge Notched Beam est positionnée sur les appuis
sans aucune instrumentation. (1) Tige du vérin, (2) bloc anti-rotation, (3) guide du bloc anti-
rotation, (4) éprouvette de résine M21, (5) appui cylindrique, (6) cale de positionnement, (7)
cellule piezo-électrique.

46
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II.2.3 Instrumentation, conditionnement et acquisition

La diversité des phénomènes dynamiques observés exige l’association d’une instrumentation
globale et locale. L’instrumentation globale permet une mesure déportée des conditions limites
imposées à l’éprouvette alors que l’instrumentation locale capte une information directement
sur l’éprouvette.

L’effort est mesuré par des deux cellules piezo-électriques Kistler qui sont placées en partie
basse du montage. Plus précisément, ces cellules sont positionnées directement sous les appuis
inférieurs comme le montre la figure II.11. Dans cette configuration, la mesure de l’effort n’est
pas perturbée par les vibrations générées par les accélérations positives ou négatives de la
partie mobile qui possède une inertie importante. De plus, la fréquence propre des cellules
d’efforts donnée à 80 kHz est bien supérieure à la fréquence propre du montage de 26 kHz. Les
cellules d’effort piezo-électriques Kistler sont conditionnées par des amplificateurs de charge
Kistler type 5007 configurés avec une constante de temps nécessairement courte pour capter
des variations rapides de l’effort. En effet, le phénomène observé ne dure que quelques centaines
de microsecondes pour une vitesse de sollicitation dynamique de 1 m.s−1.

Le déplacement de l’appui supérieur impactant l’éprouvette selon son axe de symétrie est
mesuré indirectement par un capteur à tube photomultiplicateur Rudolph 100R-10 Vario. Cet
instrument de mesure optique est capable de suivre et convertir les mouvements d’une transition
noir/blanc en une tension analogique de sortie, pour des fréquences entre 0 et 250 kHz. Ce moyen
de mesure est adapté à l’enregistrement de déplacements rapides. Une mire représentant la
transition noir/blanc à suivre est appliquée sur une face du bloc anti-rotation comme schématisé
dans la figure II.12. On considère que le bloc anti-rotation et l’appui supérieur sont solidaires et
indéformables, le déplacement de la mire correspond donc au déplacement de l’appui supérieur.
La mire est éclairée par un système de LED pour augmenter la luminosité de la transition.

1

2

3

4

Figure II.12 – Mesure du déplacement de la tige du vérin par extensomètre optique. (1) Tige
du vérin, (2) bloc anti-rotation, (3) Transition noir/blanc, (4) extensomètre optique.

L’identification du facteur d’intensité de contrainte dynamique KID au cours de la pro-
pagation de fissure nécessite la mesure de la déformation asymptotique εg. Dans cet objectif,
plusieurs jauges de déformation HBM 1-LY21-0.6/120 sont collées aux abords du trajet présumé
de la fissure et correspondent aux jauges (J2 ; J4) sur le plan disponible dans la figure II.14.
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Un angle α égal à 126o est sélectionné car une telle orientation est plus sensible aux faibles
déformations caractéristiques des matériaux fragiles [63]. La colle utilisée est une cyanoacry-
late de Tokyo Sokki Kenkyujo. Ces jauges de déformation d’une résistance de 120 ohms ont
une grille de mesure de dimensions 0.6 x 0.6 mm, mesurant des élongations dans la direction
transverse au support en époxy. Chaque jauge est reliée à un conditionneur/amplificateur de
jauge Vishay 2310B dont la fréquence de coupure est de 230 kHz pour les gains concernés.
Les jauges sont alimentées en 2.7 V pour maximiser la réponse du capteur tout en évitant des
échauffements importants dus à la dissipation thermique de la grille de mesure. Par ailleurs, les
jauges sont alimentées uniquement sur de courtes périodes de temps par mesure de précaution.

L’identification du facteur d’intensité de contrainte dynamique KID au cours de la propaga-
tion de fissure requiert aussi la mesure de la vitesse de propagation de la fissure ȧ. Celle-ci étant
difficile, elle est réalisée sur chaque face de l’éprouvette selon deux techniques différentes comme
illustré sur la figure II.13. D’abord, la vitesse de propagation est mesurée par cinématographie
rapide avec une caméra rapide Photron Fastcam SA-X. Cette caméra numérique est capable
d’atteindre des cadences élevées en dégradant la résolution des clichés. Jusqu’à 12 500 images
par seconde peuvent être capturées avec une résolution maximale de 1024 x 1024 pixels. Pour les
essais envisagés, la caméra fonctionne typiquement à une cadence de 200 000 images par seconde
avec une résolution de 512 x 56 pixels. La zone de mesure étroite se concentre sur l’ensemble du
trajet présumé de fissure en supposant l’absence de bifurcation importante. Dans cette configu-
ration, le temps d’obturation est fixé à 10−6 secondes pour réduire le flou de l’image. La caméra
est équipée d’un objectif Nikkor avec une distance focale de 105 mm et une ouverture de f/2.8.
La mesure de la vitesse de fissuration est réalisée sur la face non-instrumentée de l’éprouvette
qui est recouverte de peinture blanche de façon homogène pour augmenter le contraste provoqué
par l’apparition de la fissure. La zone observée est éclairée par deux systèmes à LED, évitant un
éventuel échauffement de l’éprouvette. En supplément, les jauges (J1 ; J3 ; J5) sont positionnées
sur la face opposée de l’éprouvette selon la figure II.14. L’analyse des déformations enregistrées
par ces jauges permet la mesure de la vitesse de propagation moyenne entre les jauges J1 et J3
ainsi qu’entre les jauges J3 et J5.

Figure II.13 – Schéma de la mesure de la vitesse de propagation ȧ par cinématographie rapide
sur une face de l’éprouvette et par jauges de déformation sur la face opposée.
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II.3. Définition d’une procédure d’analyse pour l’expression des grandeurs caractéristiques de
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Figure II.14 – Plan pour le positionnement des différentes jauges de déformation.

L’acquisition des données est assurée par une baie de deux cartes numériques Nicolet.
Chaque carte d’une précision de 12 bit, possède quatre voies de mesure enregistrant les signaux
d’entrée à une fréquence d’échantillonnage de 10 MHz. La durée maximale de l’acquisition est
de 50 ms. Enfin, le début de l’acquisition est piloté par la chute de l’effort provoqué par la
fissuration de l’éprouvette.

II.3 Définition d’une procédure d’analyse pour l’expres-

sion des grandeurs caractéristiques de l’initiation et

de la propagation de fissure

II.3.1 Estimation de la ténacité critique à l’initiation de la rupture

La ténacité critique à l’initiation de la rupture selon le mode I est caractérisée par le facteur
d’intensité de contrainte critique KIC et le taux de restitution d’énergie critique GIC . L’analyse
définie par la norme ISO 13586 :2000(F) [52] est appliquée afin d’identifier ces propriétés à
rupture pour des sollicitations quasi-statiques et dynamiques sur une éprouvette Single Edge
Notched Beam de résine époxy Hexply R©M21. Initialement prévue pour des vitesses de char-
gement quasi-statiques, l’essai normalisé de flexion 3-points est aussi utilisé par Kanchanomai
et al. [61] jusqu’à 103 mm.min−1. L’application de la norme pour des sollcitations rapides est
justifiée tant que les hypothèses associées sont respectées. Ainsi, les limites de la méthode en
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dynamique

dynamique sont fixées principalement par une perte de contact entre les appuis et l’éprouvette,
un état de contrainte transitoire ou l’apparition d’effets tridimensionnels importants.

Pour étudier l’initiation de la rupture, il est obligatoire de commencer l’essai avec une
éprouvette fissurée. On choisit d’employer la méthode tapping pour propager une fissure de-
puis le fond de l’entaille usinée à 45o. Cette méthode consiste à impacter une lame de scalpel
dans l’entaille à l’aide d’un marteau jusqu’à propager une fissure suffisamment longue. L’inten-
sité des chocs doit être modérée à cause du comportement fragile de la résine Hexply R©M21.
L’éprouvette ainsi pré-fissurée est chargée jusqu’à sa rupture complète. La figure II.19 montre
un exemple d’évolution de l’effort appliqué F en fonction du déplacement de l’appui supérieur
U .

U [m]

F [N]

0
0

FC

UC

Figure II.15 – Courbe de l’effort F appliqué sur l’éprouvette en fonction du déplacement de
l’appui supérieur U dans le cas idéal d’un matériau linéaire élastique fragile.

Le facteur d’intensité de contrainte critique KIC est déduit de l’effort critique FC corres-
pondant au début de la propagation de la fissure par l’équation (II.12),

KIC = f(a/w) .
FC

h .
√
w
. (II.12)

Le taux de restitution d’énergie critiqueGIC est déduit de l’effort critique FC et du déplacement
critique UC par la relation (II.13),

GIC =
1

2
.

FC . UC
h .w .Φ(a/w)

. (II.13)

où f(a/w) et Φ(a/w) sont des facteurs correctifs qui dépendent de la position initiale de la
fissure et de la géométrie de l’éprouvette. La valeur de ces facteurs est donnée par la norme [52]
pour une éprouvette Single Edge Notched Beam vérifiant un rapport L/w = 4.

La validation de l’essai est réalisée par comparaison du module de Young apparent Efrac
calculé à partir des propriétés à rupture selon l’équation (II.14), avec le module de Young
apparent Estiff déduit de la raideur S de l’éprouvette par la relation (II.15). La différence entre
ces valeurs ne doit pas différer de plus de 15% pour considérer l’essai valide.

Efrac =
K2
IC

GIC

, (II.14)

Estiff =
2 . f(a/w)2 .Φ(a/w) . S

h
. (II.15)
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II.3.2 Estimation de la vitesse de propagation de fissure

La mesure de la vitesse de propagation de la fissure est réalisée de façon complémentaire
par une caméra rapide et par l’analyse des signaux des jauges de déformation (J1 ; J3 ; J5).
La mesure par caméra rapide est théoriquement très simple puisqu’elle consiste à relever la
position de la fissure sur chaque image. La vitesse est ensuite calculée en divisant la distance
parcourue entre deux images par l’incrément de temps comme décrit dans la figure II.16.

t = t0 t = t0 + ∆t

a(t0) = a0

a(t0 + ∆t) = a0 + ∆a

fissure

Figure II.16 – Principe de la mesure par cinématographie rapide. La vitesse de fissuration ȧ
est simplement déduite des positions successives de la fissure par la relation ȧ = ∆a/∆t.

Les images sont analysées avec le logiciel Photron Fastcam Viewer qui contient des outils
spécifiques pour changer le contraste et raffiner les images. La méthode d’interpolation des plus
proches voisins est utilisée pour agrandir l’image. La position du front de fissure est déduite du
contraste élevé existant entre la fissure de couleur sombre et la peinture blanche. Les avantages
de la mesure optique résident dans sa simplicité théorique et la possibilité d’établir l’histo-
rique de la vitesse de fissuration depuis l’initiation jusqu’à la rupture complète de l’éprouvette.
Cependant, il existe en pratique de nombreuses limitations. Tout d’abord, l’éclairage de la
zone observée doit être suffisamment puissant pour fonctionner avec des temps d’ouverture très
courts. De plus, la précision de la mesure est directement conditionnée par la taille du pixel. En
général, la fissure est détectable à partir d’une ouverture de l’ordre du pixel. Par conséquent,
un front de fissure dont le rayon de courbure serait très inférieur à la moitié d’un pixel ne serait
pas détectable comme schématisé dans la figure II.17.

Cette erreur systématique sur la position du front de fissure peut engendrer un décalage tem-
porel dans l’historique de la vitesse de propagation. Par ailleurs, la mesure optique est réalisée
sur la face non-instrumenté de l’éprouvette. Par conséquent, un front de fissure légèrement
oblique induit un décalage entre la position du front de fissure mesurée et sa position sur la
face opposée. On fait l’hypothèse que la vitesse du front de fissure est constante dans l’épaisseur
de l’éprouvette. Il est alors possible de synchroniser l’historique de la vitesse mesurée sur la face
non-instrumentée par cinématographie rapide avec l’avancée réelle de la fissure sur la surface
instrumentée.

Pour cela, on localise le front de fissure réel en exploitant les variations du champ de
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dynamique

front de fissure réel

front de fissure mesuré

Figure II.17 – Erreur de deux pixels sur la position du front de fissure.

déformation induites par son avancée. La déformation normalisée 2µ εg/A0 captée par une jauge
orientée selon l’angle α = 126o dépend à priori de la singularité de la fissure f0(dx1 , dy1 , ȧ, α) et
d’un terme non-singulier kns . f1(dx1 , dy1 , ȧ, α) selon l’équation (II.11). Au passage de la fissure,
la jauge enregistre un pic de déformation caractérisé par sa valeur maximale εpg au temps tp. La
position relative xp du front de fissure à l’instant tp dépend à priori du coefficient kns (figure
II.10a). Or, l’identification de ce coefficient suppose la détermination préalable de la vitesse ȧ.
C’est pourquoi les jauges de déformation (J1 ; J3 ; J5) sont placées au plus proche du trajet
de fissure, afin de minimiser l’importance du terme non-singulier. Pour ces jauges, on néglige
le terme non-singulier kns . f1(dx1 , dy1 , ȧ, α) dans l’analyse de la déformation enregistrée, ce qui
revient à considérer que le coefficient kns est nul. Cette hypothèse autorise une estimation xp0
de la position relative xp du front de fissure à l’instant tp comme illustré dans la figure II.18.
La valeur de xp0 satisfait la relation (II.16),

2µ εpg/A0 = f0(xp0 , dy1 , ȧ0, α) . (II.16)

où ȧ0 est une estimation de la vitesse de propagation moyenne entre deux jauges successives
déduite du rapport de la distance séparant les jauges ∆dx0 sur la durée ∆tp séparant l’enregis-
trement de la déformation maximale pour chaque capteur.

La position du front de fissure xp0 à l’instant tp est maintenant évaluée pour chacune des
jauges (J1 ; J3 ; J5). Une vitesse moyenne corrigée est calculée entre les jauges J1 et J3 puis
entre les jauges J3 et J5 selon les formules (II.17) et (II.18),

ȧ13 = [∆dx0(J1; J3) + xp0(J3)− xp0(J1)] / ∆tp(J1; J3) , (II.17)

ȧ35 = [∆dx0(J3; J5) + xp0(J5)− xp0(J3)] / ∆tp(J3; J5) . (II.18)

L’historique de la vitesse de fissuration mesurée par cinématographie rapide sur la face non-
instrumentée est synchronisé avec les mesures de vitesse ȧ13 et ȧ35 déduites de l’analyse du
champ de déformation. On dispose donc d’une mesure de l’historique de la vitesse de propaga-
tion du front de fissure réel sur la face instrumentée.
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Figure II.18 – Localisation du front de fissure grâce à l’analyse des pics de déformation enre-
gistrés par les jauges J1 et J3.
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dynamique

II.3.3 Estimation de la ténacité dynamique au cours de la rupture

Les jauges (J1 ; J3 ; J5) sont placées au plus proche du trajet présumé de la fissure. À
cette distance, l’amplitude du signal mesuré peut être altéré par la présence d’effets tridi-
mensionnels, de plasticité ou d’un fort gradient en déformation. Par conséquent, seules les
caractéristiques spatiotemporelles des signaux sont utilisées pour calculer une vitesse moyenne
entre deux capteurs successifs. Il est souhaitable de s’éloigner du front de fissure pour iden-
tifier les propriétés matériaux (KID ; GID) dans le respect des hypothèses de la mécanique
élastique linéaire de la rupture. Les jauges de déformation (J2 ; J4) sont donc placées à une
distance plus importante du front de fissure. À cette distance, l’influence de la déformation
non-singulière kns . f1(dx1 , dy1 , ȧ, α) doit être évaluée. La vitesse de fissuration mesurée et les
temps caractéristiques des signaux enregistrés par les jauges (J2 ; J4) sont exploités pour l’iden-
tification du coefficient kns. Pour cela, il est nécessaire de définir des temps caractéristiques très
sensibles à ce coefficient. On remarque sur la figure II.19a que la chute de la déformation est peu
influencée par la valeur du ratio kns. Par conséquent, on définit un temps caractéristique ∆tc
sur la montée en déformation uniquement (figure II.19b). En plus d’être sensible au paramètre
kns, le temps ∆tc n’est pas soumis aux éventuelles erreurs sur le relevé du temps tp, dont la
détermination est parfois difficile lorsque le changement de pente est progressif.
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(b) Définition du temps caractéristique ∆tc uti-
lisé pour l’identification du coefficent kns (ȧ = 200
m.s−1, dy1

= 3 mm, α = 126o, kns = -150 m−1).

Figure II.19 – Identification du coefficient kns sur la montée en déformation.

Le coefficient kns est déterminé selon la procédure itérative décrite dans la figure II.20.
Puis, le facteur d’intensité de contrainte dynamique KID est évalué lorsque l’influence de la
déformation singulière est maximale en dx1 = xp, selon l’équation (II.11). Le taux de restitution
d’énergie dynamique GID est déduit de KID selon la formule (II.19) proposée par Freund [36],

GID =
ȧ2 λ1 β

2 c22 µ (1 + λ22)
K2
ID . (II.19)
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Initiation :
i = 0 ; ȧ(i) = 100 m.s−1 ; kns(i) = 0 m−1

∆tc relevé expérimentalement

Relever les positions successives du front de fissure
dx1(t5/10) et dx1(t7/10) respectivement aux temps t5/10
et t7/10 sur la courbe 2µ εg(dx1 , dy1 , kns(i), ȧ(i), α)/A0.

Déterminer la vitesse moyenne de la fissure ȧ(i + 1) entre
les positions dx1(t5/10) et dx1(t7/10) en se référant à l’his-

torique de la vitesse mesurée sur l’ensemble de la rupture.

Déterminer kns(i + 1) par minimisation de
la différence entre le temps caractéristique

de la courbe 2µ εg(dx1 , dy1 , kns(i + 1),
ȧ(i + 1), α)/A0 et le temps ∆tc relevé expérimentalement.

|kns(i + 1) − kns(i)| < 1

Oui

KID(xp, dy1 , kns(i + 1), ȧ(tp), α) ,
GID(xp, dy1 , kns(i + 1), ȧ(tp), α) .

Non

i = i + 1

Figure II.20 – Définition de la procédure d’estimation de la ténacité dynamique.
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dynamique

Bilan du chapitre II :

Dans le chapitre II, un protocole a été défini pour la caractérisation de l’initiation
et de la propagation de fissure dans une éprouvette de résine époxy Hexply R©M21
sous chargement dynamique. L’originalité de cet essai réside dans la possibilité de
couvrir l’ensemble du processus de rupture dynamique, de l’initiation à la rupture
complète de l’éprouvette, en passant par des états de fissuration partielle. Cependant,
des difficultés ont été soulevées quant au respect des hypothèses nécessaires à la
réalisation de mesures précises et d’une analyse correcte. Notamment, il est essentiel
que des jauges adaptées soient positionnées dans le domaine de validité du modèle à
2-paramètres décrivant le champ de déformation asymptotique. En outre, une mesure
précise de la vitesse de propagation de la fissure ȧ est nécessaire à l’identification de ce
modèle. Enfin, il est important de vérifier le cadre de la mécanique élastique linéaire
de la rupture pour remonter aux propriétés (KIC ; KID ; GIC ; GID) caractéristiques
de l’initiation et de la propagation d’une fissure. Par conséquent, il est nécessaire de
valider et évaluer le protocole expérimental proposé.
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Chapitre III

Validation du protocole expérimental
développé

Ce chapitre porte sur la validation du protocole expérimental développé. En particu-
lier, la pertinence du positionnement des jauges est estimée au regard de la validité du
modèle décrivant le champ de déformation asymptotique. La problématique suivante
traite de l’influence des dimensions de la grille de mesure sur le signal en déformation
enregistré par une jauge au passage de la fissure. Puis, une étude est réalisée pour
évaluer l’incertitude sur la mesure de la vitesse de propagation par cinématographie
rapide. En outre, plusieurs essais de propagation permettent de déterminer des condi-
tions appropriées au respect de l’hypothèse de vitesse constante nécessaire à la ca-
ractérisation de la ténacité dynamique. Enfin, ce chapitre se termine sur la validation
partielle du cadre de la mécanique élastique linéaire de la rupture et la prise en compte
du comportement visqueux de la résine.
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III.1. Validation du positionnement des jauges relativement au domaine de validité du
modèle asymptotique décrivant le champ de déformation en pointe de fissure

III.1 Validation du positionnement des jauges relative-

ment au domaine de validité du modèle asympto-

tique décrivant le champ de déformation en pointe

de fissure

III.1.1 Analyse de sensibilité du domaine de validité du modèle
asymptotique décrivant le champ de déformation en pointe
de fissure

Le champ de déformation au voisinage de la fissure est décrit par un modèle asympto-
tique à 3-paramètres défini dans l’équation (II.4). Les jauges étant placées selon un angle α de
126o, le terme A2 . f2(ȧ, α) s’annule. La déformation enregistrée par la jauge est donc modélisée
par la superposition d’une déformation singulière A0 . f0(dx1 , dy1 , ȧ, α)/2µ et d’une déformation
non-singulière A1 . f1(dx1 , dy1 , ȧ, α)/2µ. Lorsqu’on s’approche du front de fissure, la déformation
non-singulière devient négligeable devant la déformation singulière. Inversement en s’éloignant
du front de fissure, la déformation singulière devient négligeable devant la déformation non-
singulière. Le niveau de précision nécessaire pour modéliser la déformation asymptotique dépend
de la distance au front de fissure. En fonction de ce critère, des régions sont donc délimitées
dans la figure III.1.

r

~x2
αJauge

~x1

~y1

θȧ

Zone I

Zone II

Zone III

dy1

Figure III.1 – Schéma des zones délimitées autour de la pointe de fissure. Ces zones sont
définies par la précision requise pour décrire le champ de déformation asymptotique à une
distance r du front de fissure.
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Le protocole expérimental proposé est conditionné par un positionnement optimal des jauges
de déformation J1 à J5 dont les signaux sont exploités pour la mesure de la vitesse de fissuration
ȧ et l’identification des paramètres dynamiques de rupture KID et GID. Idéalement, les jauges
devraient être collées dans la zone dominée par la singularité de la fissure, où la déformation
évolue conformément au terme A0 . f0(dx1 , dy1 , ȧ, α)/2µ dont le paramètre A0 = KID/

√
2π ca-

ractérise la ténacité dynamique du matériau. Dans cette région, un modèle paramétré par A0

est suffisant pour décrire le champ de déformation asymptotique selon l’angle α. Cette zone
est définie par Zhu et al. [110] comme la région à l’intérieur de laquelle la différence entre la
déformation singulière et la déformation totale est inférieure à 5%. Dans cette recherche, la zone
I dominée par la singularité de la fissure est définie comme la région à l’intérieur de laquelle la
déformation non-singulière A1 . f1(dx1 , dy1 , ȧ, α)/2µ représente moins de 5% de la déformation
singulière A0 . f0(dx1 , dy1 , ȧ, α)/2µ. La zone I rassemble l’ensemble des positions (dx1 , dy1) qui
satisfont la condition (III.1),

(dx1 , dy1) ∈ Zone I⇔ |kns .
f1(dx1 , dy1 , ȧ, α)

f0(dx1 , dy1 , ȧ, α)
| ≤ 0.05 . (III.1)

Au-delà de la zone singulière, l’influence de la déformation non-singulièreA1 . f1(dx1 , dy1 , ȧ, α)
/2µ doit être prise en considération. Un modèle paramétré par (A0, A1) est nécessaire pour
décrire le champ de déformation asymptotique selon l’angle α. Cette région est représentée par
la zone II qui inclue l’ensemble positions (dx1 , dy1) vérifiant la condition (III.2),

(dx1 , dy1) ∈ Zone II⇔ |kns .
f1(dx1 , dy1 , ȧ, α)

f0(dx1 , dy1 , ȧ, α)
| ≤ 0.5 . (III.2)

On fait l’hypothèse que l’analyse à 2-paramètres décrite dans l’équation (II.11) est appro-
priée dans la zone II pour identifier le facteur d’intensité de contrainte dynamique KID. En
outre, le positionnement d’une jauge en zone III devrait être évitée sans paramètre additionnel
pour l’analyse du champ de déformation. Par conséquent, il est nécessaire de déterminer les
dimensions des zones I et II dans le cadre du protocole expérimental développé. On procède
donc à une analyse de sensibilité des domaines de validité des modèles asymptotiques à 1- ou
2-paramètres décrivant le champ de déformation en pointe de fissure.

L’angle α étant fixé, seuls le coefficient kns = A1/A0 et la vitesse de fissuration ȧ influencent
la forme des zones I et II. La figure III.2 montre l’influence du coefficient kns et de la vitesse
de fissuration ȧ sur les dimensions de la zone I. On remarque de façon évidente que la zone
singulière s’étend principalement dans la direction ~y1 et derrière le front de fissure. La forme
et la position de la zone I sont cohérentes avec les observations de Chona et al. [26] ou Zhu et
al. [110] qui identifient la zone de singularité associée à la composante εy1y1 de la déformation
sur différentes géométries d’éprouvette. En effet pour une ouverture de fissure en mode I, la
composante de la déformation dans la direction ~y1 est prépondérante et représente une part
importante du signal εg mesuré par la jauge orientée selon un angle α = 126o. On observe aussi
que la vitesse de fissuration ȧ influence très peu la forme et les dimensions de la zone singulière
en comparaison du coefficient kns. Un ratio |kns| inférieur à 100 m−1 implique la présence d’une
zone singulière qui s’étend à plus de 1 mm du front de fissure dans la direction ~y1. Au contraire,
un ratio |kns| supérieur à 400 m−1 induit une zone singulière qui s’étend à moins de 0.25 mm
du front de fissure dans la direction ~y1.
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Figure III.2 – Analyse de l’influence du coefficient kns et de la vitesse ȧ sur la zone I.

Des observations similaires sont réalisées sur la figure III.3 qui illustre l’influence du coeffi-
cient kns et de la vitesse ȧ sur la zone II. Cependant les dimensions de la zone II sont multipliés
par 10 par rapport aux dimensions de la zone I. Ainsi, un ratio |kns| inférieur à 100 m−1 implique
une zone II qui s’étend à plus de 10 mm du front de fissure dans la direction ~y1. Au contraire,
un ratio |kns| supérieur à 400 m−1 induit une zone II qui s’étend à moins de 2.5 mm du front de
fissure dans la direction ~y1. La figure III.4 résume les limites des zones I et II dans la direction
~y1 lorsque dx1 est nul, c’est-à-dire quand la jauge est au-dessus de la pointe de fissure.

Les jauges (J1, J3, J5) sont placées au plus proche du trajet présumé de la fissure, afin de
pouvoir négliger la déformation non-singulière. Or, à une distance dy1 de 1 mm, la zone I ne
sera atteinte au moment où la fissure passe sous la jauge que si |kns| ≤ 75 m−1. En revanche, à
une distance dy1 de 2 mm, il suffit que |kns| ≤ 375 m−1 pour atteindre la zone II au moment
où la fissure passe sous la jauge. Or, le coefficient kns dépend de la longueur de fissure car
celle-ci modifie le chargement et la géométrie d’éprouvette. Il est donc important de déterminer
l’évolution du paramètre kns(a) sur l’essai de flexion 3-points proposé.

61



Chapitre III. Validation du protocole expérimental développé
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Figure III.3 – Analyse de l’influence du coefficient kns et de la vitesse ȧ sur la zone II.
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Figure III.4 – Limites des zones délimitées autour de la pointe de fissure en dx1 = 0 pour
différentes valeurs du coefficient kns.
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III.1.2 Estimation du coefficient kns à l’initiation de la rupture par
une approche hybride numérique/expérimentale — Détermi-
nation expérimentale de KIC sous sollicitation quasi-statique

À l’initiation de la rupture, le champ de déformation asymptotique en zone II est défini
par le couple de paramètres (A0, A1), ou de façon équivalente par (KIC , kns). L’analyse de
l’effort critique FC et du déplacement critique UC sur un essai normalisé de flexion 3-points
permet d’identifier expérimentalement le facteur d’intensité de contrainte critique KIC . De plus,
le facteur d’intensité de contrainte critique est une propriété du matériau et ne dépend pas à
priori de la longueur de fissure. Au contraire, l’identification du coefficient kns doit être réalisée
pour différentes longueurs de fissure à partir d’une mesure de déformation dans la zone II. Or,
les dimensions de cette région évoluent fortement avec le coefficient kns. On ne peut donc pas
prévoir à priori la position optimale pour identifier ce modèle asymptotique à 2-paramètres via
une mesure ponctuelle par jauge de déformation. Il est alors nécessaire d’analyser l’ensemble du
champ de déformation asymptotique sur l’éprouvette. Pour cela, on commence par déterminer le
facteur d’intensité de contrainte critique KIC sur un essai normalisé de flexion 3-points sollicité
en quasi-statique. Cet essai est ensuite modélisé par éléments finis avec différentes longueurs de
fissure pour accéder à la totalité du champ de déformation asymptotique et estimer le coefficient
kns à l’initiation de la rupture.

Pour cet essai R01, une éprouvette entaillée de résine époxy Hexply R©M21 conforme à la
figure II.1 est pré-fissurée à l’aide d’une lame de scalpel. La lame est placée au fond de l’entaille
usinée à 45o et percutée jusqu’à propager une fissure. Le résultat de cette opération délicate est
observable après essai dans la figure III.5b. Le faciès de rupture révèle que le front de la fissure
initiée est courbe avec une profondeur maximale de 8 mm dans l’épaisseur de l’éprouvette. Au
contraire, le front de fissure est plus court sur les bords de l’éprouvette. Une telle propagation de
fissure est caractéristique des éprouvettes épaisses en polymère. Une longueur de fissure a égale
à 8 mm est choisie pour l’analyse de l’essai. L’épaisseur de l’éprouvette testée h est mesurée à
7.75 mm pour une largeur de 19.92 mm. Les dimensions de l’éprouvette respectent la condition
w/4 < h < w/2 nécessaire à l’obtention d’un état de déformation plane [52]. L’éprouvette est
ensuite sollicitée en flexion 3-points par une machine conventionnelle de traction/compression
à 1 mm.min−1 jusqu’à la rupture complète. Le montage normalisé de l’essai est présenté dans
la figure III.5a.

L’effort appliqué sur l’éprouvette ainsi que le déplacement machine associé à l’appui supérieur
sont enregistrés par la machine conventionnelle de traction/compression. La rupture fragile
de l’éprouvette est repérée par la chute brutale de l’effort. L’évolution de l’effort avec le
déplacement est présentée dans la figure III.6. Cette courbe est analysée selon la norme ISO
13586 :2000(F) [52] et les résultats sont résumés dans le tableau III.1.

Table III.1 – Résultats de l’essai normalisé de flexion 3-points R01.

Méthode d’analyse FC [N] UC [µm] KIC [MPa.
√

m] GIC [J.m−2]

ISO 13586 :2000(F) [52] 150 230 1.084 362

La validité de l’essai est évaluée en comparant les quantités Estiff et Efrac déduites des
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(a) Montage de flexion 3-points normalisé. (b) Profil de la fissure initiée avant essai.

Figure III.5 – Essai normalisé de flexion 3-points R01 pour déterminer le facteur d’intensité
de contrainte critique KIC à l’initiation de la rupture sous une sollicitation quasi-statique.
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Figure III.6 – Courbe Effort-Déplacement pour l’essai normalisé de flexion 3-points R01 sur
une éprouvette de résine époxy Hexply R©M21 pré-fissurée.

équations (II.14) et (II.15). Le module de Young apparent Efrac calculé à partir des propriétés
à rupture est estimé à 3245 MPa et le module Estiff fonction de la raideur de l’éprouvette est
estimé à 3238 MPa. La différence constatée de 0.02%, très inférieure à 15%, valide l’essai. Le
facteur d’intensité de contrainte critique KIC à l’initiation quasi-statique de la rupture dans
la résine époxy Hexply R©M21 est estimé expérimentalement à 1.084 MPa.

√
m. Une analyse

numérique du champ de déformation asymptotique est ensuite réalisée par éléments finis pour
identifier le coefficient kns à l’initiation de la rupture pour plusieurs longueurs de la fissure.
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III.1.3 Estimation du coefficient kns à l’initiation de la rupture par
une approche hybride numérique/expérimentale — Modélisa-
tion éléments finis

Le champ de déformation asymptotique correspondant à une longueur de fissure a entre 6
mm et 15 mm est obtenu numériquement par la modélisation éléments finis présentée dans la
figure III.7a.

UC

~x0 a
w

L/2

l/2

Maillage autour
de la pointe
de fissure

(a) Représentation des conditions limites ap-
pliquées sur une moitié de l’éprouvette.

(b) Maillage spécifique en forme toile d’araignée
entourant la pointe de fissure.

Figure III.7 – Modélisation par éléments finis de l’essai normalisé de flexion 3-points.

Cette simulation numérique est réalisée avec le code implicite Cast3M développé par le
CEA. Le type de problème étudié est quasi-statique puisque la vitesse de sollicitation imposée
pendant l’essai est de 1 mm.min−1. Le problème est traité en deux dimensions dans l’hypothèse
des déformations planes. Des éléments triangulaires quadratiques à six nœuds d’une longueur
caractéristique de 1 µm sont positionnés en pointe de fissure selon la figure III.7b. Le reste du
maillage est défini par des quadrangles quadratiques à huit nœuds. Ce maillage est spécifique à
l’étude du champ de déformation asymptotique et également employé par Sarangi et al. [91][92].
Le comportement de la résine époxy Hexply R©M21 est supposé linéaire élastique. Les propriétés
matériaux sont résumées dans le tableau II.1. Seule une moitié de l’éprouvette est représentée en
ajoutant une condition de symétrie sur les nœuds adjacents à l’axe de chargement et satisfaisant
la condition dx0 ≥ a. Les nœuds adjacents à l’axe de chargement et tels que dx0 < a sont libres
et représentent les lèvres de la fissure. L’appui inférieur est modélisé en bloquant la translation
d’un nœud selon ~x0. L’éprouvette est chargée par un déplacement imposé UC sur le nœud situé
dans le coin supérieur droit de l’éprouvette comme indiqué sur la figure III.7a. La valeur du
déplacement critique UC est calculée en utilisant la norme ISO 13586 :2000(F) [52] pour chaque
longueur de fissure a. Ce chargement induit théoriquement une criticité de fissure KIC égale à
1.084 MPa.

√
m et un taux de restitution d’énergie GIC de 362 J.m−2. On note εng (dx1 , dy1) la

déformation numérique issue de la modélisation par éléments finis au point (dx1 , dy1) et selon
un angle α de 126o. Par ailleurs, on note εag(dx1 , dy1 , KIC , kns) la déformation analytique issue
du modèle asymptotique décrit dans l’équation II.4, au point (dx1 , dy1) selon un angle α de
126o et pour une vitesse ȧ nulle.
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Afin d’identifier le coefficient kns, on analyse l’évolution de la déformation numérique εng (0, dy1)
au-dessus de la pointe de fissure, soit sur la ligne définie par dx1 = 0. Idéalement, l’identification
devrait être réalisée sur un domaine inclus dans la zone II pour s’assurer la validité du modèle.
Malheureusement, les dimensions de la zone II fortement dépendantes de kns sont à priori in-
connues. Toutefois, il est possible d’estimer l’importance de la déformation non-singulière en
comparant le champ de déformation singulier avec le champ de déformation numérique. Dans
cette intention, on définit la fonction ERRI par la relation III.3,

ERRI(dx1 , dy1) = |ε
n
g (dx1 , dy1)− εag(dx1 , dy1 , KIC , 0)

εag(dx1 , dy1 , KIC , 0)
| . (III.3)

La fonction ERRI représente l’erreur entre le champ de déformation numérique et le champ
de déformation singulier analytique en (dx1 , dy1). On choisit d’analyser la valeur de la déformation
sur l’ensemble des points (0, dy1) satisfaisant la condition 0.05 ≤ ERRI(0, dy1) ≤ 0.25. Sur ce
domaine, la déformation non-singulière totale représente entre 5% et 25% de la déformation
singulière. Ce domaine est sélectionné afin de conserver une importance significative du terme
kns . f1(dx1 , dy1 , ȧ, α) ainsi que la validité du modèle asymptotique à 2-paramètres. Une identifi-
cation du couple (KIC , kns) est alors réalisée sur cet ensemble de n points par une optimisation
au sens des moindres carrés. La variable minimisée RMSE est un scalaire défini par l’équation
III.4,

RMSE =

√√√√ 1

n

n∑

i

{
εng (0, dy1 [i])− εag(0, dy1 [i], KIC , kns)

}2

. (III.4)

La valeur de ERRI(0, dy1) étant dépendante de la quantité optimisée KIC , il est nécessaire
de procéder par itération sur le couple (KIC , kns). Par conséquent, le domaine d’optimisation
est évalué à chaque nouvelle itération en utilisant le résultat de l’optimisation à l’itération
précédente. La valeur initiale du facteur d’intensité de contrainte critique KIC est la valeur
identifiée expérimentalement de 1.084 MPa.

√
m et le coefficient kns est initialisé à 0 m−1. Les

résultats de cette procédure d’identification sont présentés dans le tableau III.2 et la figure
III.8.

Le déplacement critique imposé UC est sélectionné de façon à conserver une criticité de
fissure KIC égale à 1.084 MPa.

√
m quelque soit la longueur de la fissure. Pourtant, on identifie

un facteur d’intensité de contrainte critique KIC qui diffère de la valeur théorique recherchée
lorsque la fissure évolue vers les bords supérieurs et inférieurs de l’éprouvette comme l’indique
la figure III.8a. On pense que l’imprécision sur l’identification expérimentale des paramètres de
rupture KIC et GIC est responsable de cette différence. Par exemple, il est délicat de déterminer
expérimentalement la longueur de fissure lorsque le front est parabolique. L’écart entre la sin-
gularité de la fissure identifié numériquement et la valeur théorique recherchée reste toutefois
inférieur à 12% sur l’ensemble des longueurs de fissure étudiées et ne remet donc pas en cause
l’identification du coefficient kns.

L’évolution du coefficient kns déterminé à partir du champ de déformation numérique est
illustrée dans la figure III.8b. On observe que ce coefficient chute de −106 m−1 à −355 m−1

lorsque la longueur de fissure passe de 6 mm (a/w = 0.30) à 15 mm (a/w = 0.75). Ceci indique
que l’influence de la déformation non-singulière devient plus forte quand la fissure approche
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Table III.2 – Résultats de l’identification du couple de paramètres (KIC , kns) décrivant le
champ de déformation asymptotique à l’initiation de la rupture d’une éprouvette pré-fissurée.

a [mm] a/w UC [µm] KIC [MPa.
√

m] kns [m−1] RMSE [µDef]

6.00 0.30 224.9 1.022 -106.1 0.823
7.00 0.35 225.8 1.040 -119.0 0.265
8.00 0.40 230.0 1.064 -133.0 0.443
9.00 0.45 237.4 1.092 -149.1 0.654
10.00 0.50 247.5 1.120 -167.9 1.075
11.00 0.55 261.2 1.151 -190.3 1.592
12.00 0.60 277.9 1.178 -217.5 2.184
13.00 0.65 297.2 1.198 -251.3 2.730
14.00 0.70 320.5 1.209 -295.1 3.520
15.00 0.75 349.6 1.213 -355.2 4.510

6 7 8 9 10 11 12 13 14 15
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

1.2

1.4

1.6

1.8

2

1.084

Longueur de fissure, a [mm]

K
I
C

[M
P

a.
√

m
]
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Figure III.8 – Résultats de l’identification du couple de paramètres (KIC , kns) décrivant le
champ de déformation asymptotique à l’initiation de la rupture d’une éprouvette pré-fissurée.

du bord supérieur de l’éprouvette et masque la singularité de la fissure qui sera plus difficile à
identifier. Une telle évolution est également constatée expérimentalement par Shukla et Chona
[97] ainsi que Zhu et al. [110] sur une autre éprouvette en flexion dont la géométrie est définie
dans la figure III.9a. La figure III.9b montre effectivement un coefficient kns dont la valeur
négative est divisée par 4 lorsque la fissure passe d’une longueur a/w = 0.25 à une longueur
a/w = 0.75.

67



Chapitre III. Validation du protocole expérimental développé

(a) Géométrie de l’éprouvette Ring testée par
Shukla et Chona [97] ainsi que Zhu et al. [110].

(b) Évolution de la quantité kns . w identifiée
expérimentalement au cours de la rupture d’une
éprouvette Ring [97][110].

Figure III.9 – Résultats expérimentaux sur une éprouvette Ring pour comparaison [97][110].

Une variation aussi importante du coefficient kns influence fortement les dimensions des
zones I et II au cours de la propagation de la fissure. Le positionnement des jauges de déformation
J1 à J5 doit maintenant être évalué en exploitant ces résultats issus du champ de déformation
numérique.

III.1.4 Évaluation de la configuration proposée pour le positionne-
ment des jauges de déformation

Le coefficient kns étant maintenant connu à l’initiation quasi-statique de la rupture, on peut
estimer la taille des zones I et II correspondantes. En se référant à la figure III.4, on constate
que la zone I s’étend sur moins de 1 mm au-dessus de la pointe de fissure pour des valeurs
de |kns| supérieures à 100 m−1. Or, les valeurs de kns identifiées précédemment sont inférieures
à -106 m−1. Par conséquent, aucune des jauges J1 à J5 ne peut être positionnée dans la zone
singulière. Un positionnement des jauges J1 à J5 en zone II associé à l’emploi d’un modèle
paramétré par le couple (KIC , kns) sont des conditions nécessaires à l’analyse du champ de
déformation asymptotique lorsque la longueur de la fissure est incluse entre 6 mm et 15 mm.
Pour estimer les dimensions limites de la zone II, on définit la longueur caractéristique dIIy1 par
l’égalité III.5,

dy1 = dIIy1 ⇔ |kns .
f1(0, dy1 , ȧ, α)

f0(0, dy1 , ȧ, α)
| = 0.5 . (III.5)

La distance caractéristique dIIy1 représente la limite de la zone II dans la direction ~y1 sur
la droite dx1 = 0, soit au-dessus du front de fissure. La variation de la dimension dIIy1 est
calculée et représentée par la courbe III.10a. Par ailleurs, on a émis l’hypothèse que le champ
de déformation asymptotique en zone II est décrit avec suffisamment de précision par un modèle
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paramétré avec le couple (KIC , kns). On veut donc évaluer la précision de ce modèle sur la zone
II. Dans cet intention, on étudie la fonction ERRII décrite dans l’équation III.6,

ERRII(dx1 , dy1) = |ε
n
g (dx1 , dy1)− εag(dx1 , dy1 , KIC , kns)

εag(dx1 , dy1 , KIC , kns)
| . (III.6)

La quantité ERRII(dx1 , dy1) représente l’erreur entre le champ de déformation numérique
εng et le champ de déformation analytique εag paramétré par le couple (KIC , kns) au point (dx1 ,
dy1). Cette erreur provient des termes dont l’ordre est supérieur à 1

2
et qui sont tronqués dans

la description de la déformation asymptotique. Par conséquent, la valeur de la fonction ERRII

augmente lorsque l’on s’éloigne de la pointe de fissure. C’est pourquoi on évalue cette fonction
au point (0, dIIy1) comme une estimation de l’erreur maximale sur la zone II (figure III.10b).
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(a) Dimension limite de la zone II à l’initiation
quasi-statique de la rupture en fonction de la lon-
gueur de la fissure.
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(b) Erreur ERRII à la limite de la zone II à l’ini-
tiation quasi-statique de la rupture en fonction de
la longueur de la fissure.

Figure III.10 – Caractéristiques de la zone II à l’initiation quasi-statique de la rupture en
fonction de la longueur de la fissure a.

La figure III.10a montre que les dimensions de la zone II diminuent avec la longueur de la
fissure, conséquence logique de l’augmentation de |kns|. Cependant, on constate très clairement
que les jauges J1 à J5 positionnées à une distance du front de fissure dy1 inférieure ou égale à 2
mm sont effectivement à l’intérieur de la zone II. En outre, l’erreur maximale induite par une
analyse à 2-paramètres de la déformation dans cette région est inférieure à 5%. Cette erreur
est même inférieure à 2% pour une longueur de fissure entre 9 mm et 13 mm correspondant à
la partie de la propagation analysée par les jauges de déformation. On valide donc l’hypothèse
que le champ de déformation asymptotique en zone II est décrit avec suffisamment de précision
par un modèle paramétré avec le couple (KIC , kns) comme illustré dans la figure III.11. On
valide également le positionnement des jauges J1 à J5 sur ce même critère.

Dans cette section, une approche hybride numérique/expérimentale a permis d’identifier
une zone appropriée pour l’analyse simplifiée à 2-paramètres du champ de déformation asymp-
totique. Cependant, les paramètres (KIC , kns) identifiés sont valables sur un cas d’initiation
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Figure III.11 – (a) Modèles asymptotiques à 1-paramètre et 2-paramètres identifiés à partir
du champ de déformation éléments finis autour d’une fissure de longueur a = 10 mm. (b) Zoom
sur la frontière entre la zone II et la zone III.

quasi-statique de la rupture. Cette phase est une étape préliminaire essentielle au dimension-
nement de l’étude expérimentale d’une propagation dynamique de fissure.

III.2 Validation du modèle de jauge sélectionné relati-

vement à l’influence des dimensions de la grille de

mesure sur le signal en déformation

III.2.1 Analyse expérimentale de la sensibilité du signal de déforma-
tion aux dimensions de la grille de mesure

Le modèle défini par la relation (II.4) décrit le champ de déformation asymptotique point
par point. Or, une jauge de déformation produit une tension proportionnelle à la variation de
sa résistance. La déformation mesurée est donc une valeur moyenne sur la surface occupée par
la grille de mesure. En général, on rapporte la déformation mesurée par la jauge au centre
de celle-ci. Néanmoins, il existe une différence entre la déformation moyenne mesurée par la
jauge et la déformation ressentie en son centre en terme d’amplitude et de temps caractéristique.
Cette approximation peut avoir des conséquences sur l’identification des paramètres de rupture.
En effet, la déformation εg enregistrée au centre de la jauge durant la propagation de la fissure
décrit un pic dont l’amplitude maximale εpg est atteinte au temps tp (figure II.19b). Or, la valeur
εpg est une donnée essentielle pour l’identification des paramètres de rupture puisque le facteur
d’intensité de contrainte dynamique KID est directement proportionnel à l’amplitude du signal
en déformation via les équations (II.10) et (II.11). De même, le temps caractéristique ∆tc défini
dans la figure II.19b est exploité pour l’identification du coefficient kns. C’est pourquoi on désire
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analyser la sensibilité du signal de déformation aux dimensions de la grille de mesure du modèle
de jauge sélectionné.

Une première approche expérimentale consiste à comparer le signal du capteur sélectionné
dans cette recherche au signal d’un capteur possédant une grille de mesure avec une aire plus
faible sur un essai R02 de propagation de fissure. Le capteur sélectionné dans cette recherche
est une jauge HBM 1-LY21-0.6/120 possédant une grille de mesure carrée de 0.6 mm de côté.
Celui-ci est comparé à une jauge Vishay Micro-Measurements MM EA-06-015EH-120 possédant
une grille de mesure rectangulaire d’une longueur de 0.38 mm sur une largeur de 0.51 mm. Ces
jauges sont positionnées à 126o en symétrie miroir par rapport au trajet de fissure présumé.
L’éprouvette entaillée est sollicitée en flexion 3-points quasi-statique jusqu’à rupture. Les co-
ordonnées relatives au trajet de fissure réel sont mesurées au microscope après rupture de
l’éprouvette (figure III.12) et résumées dans le tableau III.3. Malgré toutes les précautions
prises pour positionner les jauges en symétrie miroir, on observe un décalage de 0.29 mm dans
la direction ~x0. En revanche, une différence de seulement 0.02 mm est mesurée dans la direction
~y1 ce qui démontre que l’essai de flexion 3-points sur éprouvette entaillée génère une propagation
de fissure rectiligne avec un site d’initiation contrôlé.

(a) Positions de la jauge HBM 1-LY21-0.6/120
(gauche) et de la jauge MM EA-06-015EH-120
(droite) observées post-mortem. Plan large.

(b) Positions de la jauge HBM 1-LY21-0.6/120
(gauche) et de la jauge MM EA-06-015EH-120
(droite) observées post-mortem. Plan rapproché.

Figure III.12 – Positions des jauges HBM et MM en symétrie miroir par rapport au trajet de
fissure constaté après rupture de l’éprouvette sur l’essai R02.

Les signaux enregistrés sont présentés dans la figure III.13 en se focalisant sur le pic de
déformation provoqué par le passage de la fissure sous les jauges. Le tableau III.3 résume les
valeurs de l’amplitude maximale εpg et du temps caractéristique ∆tc relevées sur chacun des pics
de déformation.

Les similitudes observées entre les courbes de la figure III.13 démontrent que le chargement
et le champ de déformation asymptotique sont relativement symétriques par rapport à l’axe de
chargement. Cependant, plusieurs différences existent entre les deux signaux de déformation.
D’abord, la jauge HBM réagit légèrement avant la jauge MM. Ce décalage temporel s’explique
par la position de la jauge HBM, plus proche du lieu de l’initiation de 0.29 mm dans la direction
~x0. De plus, l’amplitude maximale εpg de la déformation enregistrée par la jauge HBM est
supérieure de 7%. Cet écart n’est pas forcément dû à un changement dans les dimensions
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Figure III.13 – Signaux enregistrés respectivement par la jauge HBM 1-LY21-0.6/120 et par
la jauge MM EA-06-015EH-120 sur l’essai R02.

Table III.3 – Coordonnées des jauges et caractéristiques des signaux de déformation.

Modèle de jauge dx0 [mm] dy1 [mm] εpg [µDef] ∆tc [µs]

HBM 8.35 2.98 1395 0.948
MM 8.64 2.96 1303 0.799

des jauges. En effet, la jauge MM enregistre une déformation non-singulière avant rupture
20% plus élevée en valeur absolue que celle captée par la jauge HBM. Dans ce cas, les effets
de la singularité de la fissure sont atténués par une déformation non-singulière négative plus
importante. Cela traduit une valeur du coefficient kns négative et vérifiant l’inégalité kns(a =
8.64mm) ≤ kns(a = 8.35mm). Cette hypothèse est cohérente avec l’évolution du coefficient
kns déterminée précédemment et illustrée dans la figure III.8b. D’ailleurs, la valeur du temps
caractéristique ∆tc plus faible sur le pic de déformation provenant de la jauge MM confirme
l’hypothèse d’une chute du coefficient kns (figure II.19).

En conclusion, l’analyse de la sensibilité du signal de déformation aux dimensions de la grille
de mesure par une approche expérimentale est difficilement réalisable à cause de la variation
du coefficient kns qui impose un positionnement des jauges selon une symétrie miroir parfaite.
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III.2.2 Analyse numérique de la sensibilité du signal de déformation
aux dimensions de la grille de mesure

L’approche expérimentale se révélant délicate, on réalise une analyse numérique de la sen-
sibilité du signal de déformation aux dimensions de la grille de mesure de la jauge HBM 1-
LY21-0.6/120. Afin de simuler la déformation mesurée par cette jauge, on discrétise la grille de
mesure en n x n points de coordonnées Xij comme illustré dans la figure III.14. La déformation
moyenne mesurée sur cette surface εmg est ensuite déduite des déformations εg(Xij) captées aux
points de la discrétisation selon la relation (III.7),

εmg =
1

n
.

n∑

i,j

εg(Xij) . (III.7)

r

~x2

dy1

dx1

~x1

~y1

α

θȧ

Centre de la jauge Point Xij de la grille de mesure

Figure III.14 – Exemple d’une discrétisation de la jauge de déformation en 6 x 6 points.

Cette déformation moyenne εmg est ensuite comparée à la déformation εg de référence, cal-
culée au centre de la jauge de coordonnées (dx1 , dy1). On évalue l’influence des dimensions de
la grille de mesure sur l’amplitude maximale de la déformation moyenne εmg grâce à la variable
ERRA décrite dans la formule (III.8),

ERRA = |ε
p
g −max(εmg )

εpg
| . (III.8)

ERRA représente l’erreur sur l’amplitude maximale de la déformation moyenne εmg en
considérant la déformation maximale εpg enregistrée au centre de la jauge comme la référence. Par
ailleurs, on évalue l’influence des dimensions de la grille de mesure sur le temps caractéristique
∆tmc de la déformation moyenne εmg grâce à la variable ERRT décrite dans la formule (III.9),

ERRT = |∆tc −∆tmc
∆tc

| . (III.9)
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ERRT représente l’erreur sur le temps caractéristique ∆tmc de la déformation moyenne εmg
en considérant le temps caractéristique ∆tc calculé au centre de la jauge comme la référence.
Les figures III.15a et III.15b montrent respectivement l’évolution des variables ERRA et ERRT

en fonction du coefficient kns pour une jauge HBM 1-LY21-0.6/120 placée à distance dy1 du
trajet de fissure.
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Figure III.15 – Étude de l’erreur induite par les dimensions de la grille de mesure sur la
déformation moyenne εmg mesurée par une jauge HBM 1-LY21-0.6/120 à une distance dy1 du
trajet de fissure.

On constate sur la figure III.15a que l’erreur sur l’amplitude maximale de la déformation
moyenne εmg augmente lorsque l’on se rapproche de la fissure. Cette évolution est cohérente avec
l’augmentation du gradient de déformation. L’erreur 100 ∗ERRA est inférieure à 2% pour une
jauge placée à 2 mm du trajet de fissure et inférieure ou égale à 5% pour une jauge placée à
1 mm. Cependant, l’amplitude des signaux enregistrés par les jauges (J1, J3, J5) à 1 mm du
trajet de fissure n’est pas exploitée. Par ailleurs, une erreur inférieure à 2% sur l’amplitude des
signaux enregistrés par les jauges (J2, J4) est acceptable.

Des conclusions similaires sont établies en analysant la figure III.15b. L’erreur sur le temps
caractéristique ∆tmc de la déformation moyenne εmg augmente lorsque l’on se rapproche de la
fissure. L’erreur 100 ∗ ERRT est inférieure à 2% pour une jauge placée à 2 mm du trajet de
fissure et inférieure à 7% pour une jauge placée à 1 mm. Cependant, le temps caractéristique
des signaux enregistrés par les jauges (J1, J3, J5) à 1 mm du trajet de fissure n’est pas exploité.
En outre, une erreur inférieure à 2% sur le temps caractéristique des signaux enregistrés par
les jauges (J2, J4) est satisfaisante. Par conséquent, cette étude numérique valide le modèle de
jauge sélectionné au regard de l’influence des dimensions de la grille de mesure sur le signal en
déformation.
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III.3 Estimation de l’incertitude sur la mesure de la vi-

tesse de propagation de fissure et validation de

l’hypothèse de vitesse constante

III.3.1 Estimation de l’incertitude sur la mesure de la vitesse de
propagation de fissure par cinématographie rapide

La mesure de la vitesse de propagation ȧ par cinématographie rapide est réalisée en relevant
les positions successives du front de fissure sur chaque image capturée comme décrit dans la
figure II.16. En utilisant une telle méthode optique, l’incertitude sur la détermination de la
vitesse provient majoritairement de l’erreur produite par la localisation de la pointe de fissure.
En effet, les dimensions du front de fissure sont plus faibles que la taille caractéristique du pixel
ce qui engendre une transition noir/blanc progressive selon l’ouverture de la fissure comme
illustré dans la figure II.17. Ces niveaux de gris intermédiaires rendent la pointe de fissure
réelle difficilement détectable. Pour diminuer la taille caractéristique du pixel, on utilise une
résolution d’image de 512 x 56 pixels qui correspond à la résolution maximale admise par la
caméra Photron Fastcam SA-X pour une cadence de 200 000 i/s, soit un intervalle de temps de
5 µs entre chaque capture d’image. L’objectif monté sur la caméra possède une distance focale
de 105 mm et permet de concentrer la zone de mesure sur le trajet de fissure uniquement.
Ainsi, la propagation de la fissure est observée avec une résolution optimale Res de 26 pix/mm.
Toutefois, la résolution d’image n’est pas l’unique paramètre influençant la localisation de
la pointe de fissure. En effet, il est important de créer un contraste fort entre la fissure et
l’éprouvette saine. C’est pourquoi l’utilisation d’un éclairage puissant et l’ajout d’une couche
homogène de peinture blanche améliorent nettement la précision de la méthode. Malgré toutes
ces précautions, il existe une différence entre la vitesse de propagation moyenne ȧr réellement
observée pendant une durée ∆t et la vitesse moyenne ȧm mesurée sur le même intervalle de
temps. Ces différentes valeurs sont reliées par la relation (III.10),

ȧm = ȧr ±
∆pix

∆t . Res
, (III.10)

où ∆pix est l’erreur, en nombre de pixels, produite lors de la mesure de l’avancée de fissure
pendant la durée ∆t. La relation (III.10) traduit très clairement qu’une augmentation de la
résolution d’image est un moyen de faire converger la vitesse moyenne mesurée ȧm vers la
vitesse de propagation moyenne réelle ȧr. Par ailleurs, une alternative consiste à augmenter le
pas de temps ∆t qui sépare le couple d’images analysées. Cela revient à calculer une vitesse
moyenne sur une durée plus importante, donc moins représentative de la vitesse instantanée.
Pour trouver le pas de temps constituant un compromis intéressant, on définit la variable ERRV

selon l’équation (III.11),

ERRV =
∆pix

∆t . Res
. (III.11)

La variable ERRV représente l’erreur absolue sur la détermination de la vitesse de pro-
pagation moyenne au cours de l’intervalle de temps ∆t et induite par une erreur ∆pix sur la
mesure de l’avancée du front de fissure. La figure III.16 montre l’évolution de cette variable pour
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Figure III.16 – Incertitude sur la mesure de la vitesse de propagation ȧ par cinématographie.

différents pas de temps et plusieurs vitesses de propagation. En se référant à la figure III.16a,
on constate qu’il est très aisé de commettre une erreur de 10 m.s−1 sur la vitesse de propaga-
tion lorsque l’intervalle de temps examiné est de 5 µs. Or, une erreur de 10 m.s−1 possède une
importance relative à la vitesse de la propagation effectivement constatée comme le montre la
figure III.16b. On considère que l’on commet une erreur ∆pix de 4 pixels au maximum lors de
la mesure de l’avancée de fissure et on souhaite obtenir une mesure de la vitesse moyenne avec
une incertitude inférieure à 15%. Dans ce cas, la mesure d’une vitesse moyenne sur une durée
de 5 µs est adaptée à la description d’une propagation de fissure dont la vitesse est supérieure
à 200 m.s−1. En revanche, une mesure moyenne de la vitesse sur 10 µs est préférable pour
analyser des propagations entre 100 m.s−1 et 200 m.s−1.

III.3.2 Estimation de l’incertitude sur la mesure de la vitesse de
propagation de fissure par jauges de déformation

Une partie de l’erreur réalisée sur la localisation de la pointe de fissure est systématique.
Il peut s’agir d’un segment de la pointe de fissure dont l’épaisseur est trop fine pour induire
un niveau de gris significatif ou éventuellement d’un front de fissure oblique comme discuté
dans le chapitre précédent. Cette erreur systématique s’annule lors du calcul de l’avancée de
la fissure correspondant à la différence entre deux états fissurés. Elle ne se répercute donc pas
sur la mesure de la vitesse mais engendre un décalage spatial/temporel dans l’historique de la
vitesse de propagation.

Afin de corriger ce décalage, on exploite les signaux des jauges de déformation (J1, J3, J5)
placées à 1 mm environ du trajet de fissure, soit une distance dy1 la plus réduite possible. Cette
procédure s’appuie sur le positionnement des jauges mais aussi sur l’abscisse du front de fissure
réel xp relativement au centre d’une jauge à l’instant tp du pic de déformation. Une valeur xp0
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de la position relative xp est estimée en négligeant la partie non-singulière de la déformation
enregistrée. Une vitesse moyenne est alors déterminée respectivement entre les jauges J1 et J3
selon l’équation (II.17) puis entre les jauges J3 et J5 selon l’équation (II.18). En réalité, la partie
non-singulière de la déformation n’est pas nulle et son influence varie avec l’avancée de la fissure
proportionnellement au coefficient kns. La figure III.17 traite de l’incertitude sur l’estimation
xp0 de l’abscisse du front de fissure réel xp pour une jauge placée à une distance dy1 du trajet
de fissure.
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Figure III.17 – Incertitude sur la mesure de l’abscisse du front de fissure réel xp relativement
au centre d’une jauge placée à une distance dy1 du trajet de fissure.

Plus précisément, la figure III.17a présente l’évolution de l’erreur absolue |xp − xp0| en
fonction du paramètre kns. On constate que réduire la distance dy1 entre la jauge et le trajet
de fissure induit une meilleure estimation de l’abscisse xp de la pointe de fissure réelle. Cette
évolution est logique puisque la partie non-singulière de la déformation asymptotique devient
négligeable proche du front de fissure. Concernant les jauges (J1, J3, J5) positionnées à une
distance 9 mm ≤ dx0 ≤ 13 mm du bord entaillé de l’éprouvette, le coefficient kns à l’initiation
quasi-statique de la rupture est compris entre -150 m−1 et -250 m−1 selon la figure III.8b.
Si on s’appuie sur ces valeurs, on est théoriquement capable d’estimer la position du front
de fissure réel xp au temps tp avec une précision de 50 µm sans considérer la partie non-
singulière de la déformation. Par ailleurs, la distance ∆dx0 qui sépare respectivement les jauges
(J1, J3) et (J3, J5) est utilisée dans le calcul des vitesses de propagation moyennes ȧ13 et ȧ35.
Il est donc intéressant de représenter l’erreur sur l’estimation de la position xp du front de
fissure relativement à la distance ∆dx0 . Toujours en se référant aux valeurs du coefficient kns à
l’initiation quasi-statique de la rupture, la courbe de la figure III.17b prévoit que l’erreur sur
xp ne dépasse pas 2.5 % de ∆dx0 pour la configuration proposée. Par conséquent, les vitesses
moyennes ȧ13 et ȧ35 sont très fiables et peuvent être exploitées pour synchroniser l’historique de
la vitesse de propagation établi par cinématographie rapide sur la face opposée de l’éprouvette.
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III.3.3 Validation expérimentale de l’hypothèse de vitesse de propa-
gation constante nécessaire à la caractérisation de la ténacité
dynamique

L’identification du facteur d’intensité de contrainte dynamique KID selon l’équation (II.11)
est conditionnée par l’hypothèse que la vitesse de propagation ȧ soit constante. En réalité, il
suffit que cette condition soit vérifiée sur la partie du signal de déformation exploitée pour l’iden-
tification du modèle asymptotique. En particulier, la détermination du paramètre kns repose
sur l’analyse du temps caractéristique ∆tc qui dépend fortement de la vitesse de propagation.
Par conséquent, la vitesse de propagation doit être constante entre les temps caractéristiques
t5/10 et t7/10 du pic de déformation. Cela correspond à une avancée de fissure de 0.20 à 0.40
mm pour une jauge placée à une distance du trajet de fissure dy1 égale à 2 mm. L’hypothèse
semble raisonnable, cependant on souhaite vérifier expérimentalement que la faible largeur w
de l’éprouvette sélectionnée ne provoque pas de variations trop importantes de la vitesse. Pour
cela, on observe la rupture de deux éprouvettes entaillées chargées en flexion 3-points à 6
mm.min−1. Différentes entailles sont usinées à 45o pour étudier l’influence du défaut initial sur
l’évolution de la rupture. L’éprouvette testée dans l’essai R03 est entaillée sur 3 mm tandis que
l’éprouvette de l’essai R04 est entaillée sur 4 mm. De plus pour l’essai R04, on passe une lame
de scalpel dans le fond de l’entaille pour rendre le défaut initial plus singulier sans néanmoins
initier de fissure. La rupture est suivie avec la caméra Photron Fastcam SA-X à une cadence
de 200 000 i/s pour une résolution d’image de 512 x 56 pixels. L’objectif monté pour les essais
R03 et R04 possède une distance focale de 105 mm et permet de concentrer la zone de mesure
sur le trajet de fissure uniquement. Une bague de 36 mm est ajoutée à l’objectif sur l’essai R04
afin de réduire la zone de mesure et ainsi augmenter la définition de la fissure. Les images de
l’essai R03 sont présentées dans la figure III.18 tandis que la figure III.19 montre l’historique
des vitesses de propagation mesurées respectivement sur les essais R03 et R04.

On constate sur la figure III.19 que la vitesse de propagation varie fortement sur l’essai
R03. En effet, la fissure s’initie au fond de l’entaille d’une profondeur de 3 mm et atteint très
rapidement une vitesse importante de 375 m.s−1. Ensuite, la fissure ralentit jusqu’à 75 m.s−1 au
trois quarts de la largeur d’éprouvette avant d’accélérer à nouveau pour se stabiliser autour de
150 m.s−1 et atteindre le bord supérieur de l’éprouvette. En revanche, la vitesse de propagation
varie peu pendant l’essai R04. La fissure s’initie au fond de l’entaille d’une profondeur de 4 mm
et oscille entre 110 m.s−1 et 150 m.s−1 pour une longueur de fissure comprise entre 6 mm et 15
mm. Pour comprendre les changements s’opérant dans l’évolution de la fissure, les résultats de
l’analyse des essais R03 et R04 sont résumés dans le tableau III.4.

Table III.4 – Analyse des essais R03 et R04.

Essai a [mm] FC [N] UC [µm] h [mm] w [mm] GIC [J.m−2]

R03 3.00 490 612 7.40 19.99 1592
R04 4.00 297 299 9.68 20.06 435
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III.3. Estimation de l’incertitude sur la mesure de la vitesse de propagation de fissure et
validation de l’hypothèse de vitesse constante

Figure III.18 – Propagation de fissure observée par cinématographie rapide sur l’essai R03.
Le pas de temps ∆t entre chaque image est de 5 µs.
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Figure III.19 – Historique des vitesses de propagation ȧ mesurées par cinématographie rapide
sur les essais R03 et R04.
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Chapitre III. Validation du protocole expérimental développé

On constate que le taux de restitution d’énergie critique GIC est beaucoup plus important
sur l’essai R03 que sur l’essai R04. Or, ce paramètre est représentatif de l’énergie nécessaire pour
initier la rupture de l’éprouvette. Une énergie plus importante emmagasinée par une éprouvette
sollicitée en quasi-statique serait à l’origine d’une vitesse de propagation plus rapide mais aussi
plus variable. Par ailleurs, il semble logique que la profondeur de l’entaille influence aussi la
rupture de l’éprouvette car elle modifie la rigidité de l’éprouvette. En conclusion, une entaille
singulière de 4 mm semble adaptée au respect de l’hypothèse de vitesse de propagation constante
nécessaire à la caractérisation de la ténacité dynamique. Toutefois, ces résultats concernent la
rupture d’une éprouvette sollicitée dans le domaine de la quasi-statique et une influence de la
dynamique est à prévoir.

III.4 Validation et extension du cadre de la mécanique

élastique linéaire de la rupture

III.4.1 Validation des hypothèses de plasticité confinée et de déforma-
tion plane

Les hypothèses de plasticité confinée et de déformation plane conditionnent l’identification
des paramètres de rupture (KIC , GIC , KID, GID). Notamment, elles assurent la validité de
l’analyse du champ de déformation asymptotique dynamique. Afin de satisfaire ces hypothèses,
la norme ISO 13586 :2000(F) [52] impose que l’épaisseur de l’éprouvette h et le rayon rp de la
zone plastique entourant la pointe de fissure respectent la condition III.12,

h ≥ 2.5 ∗ rp . (III.12)

Les essais R05, R06 et R07 sont réalisés dans l’objectif d’évaluer le rayon rp de la zone plas-
tique au voisinage d’une fissure se propageant rapidement. Ces essais consistent en la rupture
d’éprouvettes entaillées sous une sollicitation de flexion 3-points quasi-statique à 5 mm.min−1.
Une jauge de déformation Vishay Micro-Measurements EA-06-015EH-120 est positionnée selon
un angle α de 126o à une distance dx0 de 8.00 mm du bord entaillé de chaque éprouvette testée.
La distance dy1 séparant la jauge du trajet de la fissure est volontairement variable suivant l’es-
sai. Enfin, l’épaisseur des éprouvettes varie entre 7.22 mm et 7.68 mm. Les pics de déformation
enregistrés respectivement sur chaque essai au moment du passage de la fissure sous la jauge
sont présentés dans la figure III.20.

On observe que la valeur maximale de la déformation augmente lorsque la jauge se rapproche
du trajet de la fissure. Cette évolution traduit une déformation asymptotique plus singulière
pour les faibles valeurs de dy1 . Avec une jauge placée à 2.96 mm du trajet de la fissure, l’essai
R05 ne présente pas de déformation résiduelle. Par conséquent, on estime que le rayon de la
zone plastique est inférieur à 2.96 mm sans déterminer précisément sa valeur. On en conclut
qu’une épaisseur d’éprouvette h supérieure à 7.40 mm suffit à vérifier la condition (III.12) et
permet de satisfaire les hypothèses de plasticité confinée et de déformation plane. Cependant, on
constate une déformation résiduelle sur les essais R06 et R07 qui peut provenir de la plasticité
entourant la pointe de fissure. Malheureusement, l’usinage des éprouvettes crée une rugosité
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III.4. Validation et extension du cadre de la mécanique élastique linéaire de la rupture
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Figure III.20 – Signaux non filtrés enregistrés par les jauges de déformation des essais R05,
R06 et R07. Pour faciliter leur comparaison, l’instant tp de chaque pic de déformation est
artificiellement rapporté à 50 µs.

de surface qui empêche la recherche de traces de plasticité au voisinage des jauges. En parti-
culier, la déformation résiduelle observée sur l’essai R06 est mesurée à 1.89 mm du trajet de
la fissure, soit à l’intérieur de la zone II. Cette déformation résiduelle représente 15 % environ
de la déformation maximale εpg enregistrée au passage de la fissure. Les jauges J2 et J4 collées
théoriquement à 2 mm du passage de la pointe de fissure et exploitées pour la caractérisation
de la ténacité dynamique de la résine sont donc situées au plus près de la fissure au regard des
hypothèses de travail.

III.4.2 Prise en compte de la nature visco-élastique de la résine
époxy Hexply R©M21

Les essais R05 à R07 révèlent que la phase de décharge débutant à l’instant tp ne respecte pas
la théorie de l’élasticité linéaire. En effet, la vitesse de déformation varie de façon surprenante.
Les signaux enregistrés chutent d’abord très rapidement, puis se stabilisent avant de diminuer
à nouveau plus lentement. Cette chute de la déformation semble indiquée un comportement
visqueux du matériau. Il est alors intéressant de prendre en compte la nature visco-élastique de
la résine époxy Hexply R©M21 dans l’identification de la ténacité dynamique. D’après Kostrov et
Nikitin [64], une valeur dynamique Edyn du module de Young doit être considérée pour décrire
le champ de déformation asymptotique dans un matériau visqueux. Par conséquent, on suppose
que le comportement de la résine Hexply R©M21 est visco-élastique linéaire. La dépendance du
module de Young dynamique Edyn à la vitesse de déformation ε̇ est modélisée par une série de
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Chapitre III. Validation du protocole expérimental développé

Prony définie par la relation (III.13),

Edyn
Estat

= 1 +
P∑

i=1

{ Ei
Estat

. exp(−ε̇i/ε̇)
}
. (III.13)

Cette série de Prony est identifiée en exploitant une campagne expérimentale de caractérisation
du comportement dynamique de la résine Hexply R©M21 réalisée à l’Onera. On choisit de fixer
P = 5 en accord avec le nombre de vitesses de déformation testées.
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Figure III.21 – Évolution du rapport Edyn/Estat en fonction de la vitesse de déformation.

Table III.5 – Coefficients de la série de Prony identifiée pour modéliser la dépendance du
module de Young dynamique Edyn de la résine Hexply R©M21 à la vitesse de déformation ε̇.

i Ei/Estat [-] ε̇i [s−1]

1 0.024 1.46e− 3
2 0.057 8.47e− 2
3 0.118 2.02e+ 0
4 0.091 2.93e+ 1
5 0.508 9.50e+ 1
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III.4. Validation et extension du cadre de la mécanique élastique linéaire de la rupture

Bilan du chapitre III :

Le chapitre III a permis de valider un certain nombre d’hypothèses qui conditionnent
le protocole expérimental développé. Notamment, une zone a été définie autour
de la pointe de fissure pour une analyse optimale du champ de déformation à
l’aide des paramètres (KID, kns). Une étude de sensibilité a révélé que les dimen-
sions de ce domaine dépendent fortement du coefficient kns. Une méthode hybride
numérique/expérimentale a établi l’évolution du coefficient kns à l’initiation quasi-
statique de la rupture en fonction de la longueur de fissure a. En se référant à ces
valeurs, les jauges J1 à J5 sont effectivement positionnées dans le domaine de validité
du modèle asymptotique à 2-paramètres. Par ailleurs, la taille de la grille de mesure
du modèle de jauge sélectionné est suffisamment faible pour ne pas altérer l’amplitude
et les temps caractéristiques du signal des jauges dédiées à la caractérisation de la
ténacité dynamique. En effet, les temps caractéristiques du pic de déformation sont
analysés en accord avec l’historique de la vitesse de propagation ȧ de la fissure. Ce
chapitre a montré l’influence du pas de temps ∆t sur l’incertitude de la mesure
de vitesse de propagation par cinématographie rapide. La fiabilité de la mesure de
vitesse résultant de l’exploitation des signaux des jauges de déformation dédiées a
aussi été démontrée. Quelques essais de propagation ont même permis de constater
qu’une entaille singulière de 4 mm de profondeur facilite le respect de l’hypothèse de
vitesse constante nécessaire à la caractérisation de la ténacité dynamique. Enfin, une
borne supérieure pour le rayon de la zone plastique entourant la pointe de fissure est
estimée expérimentalement. Selon la norme ISO 13586 :2000(F) [52], une épaisseur
d’éprouvette h de 7.40 mm est suffisante pour respecter les hypothèses de plasticité
confinée et de déformation plane. En revanche, un comportement non-linéaire semble
agir sur le pic de déformation même en dehors de la zone plastique. La prise en
compte du comportement visqueux de la résine est alors discutée. Fort de cette étape
de validation, le protocole expérimental peut maintenant être utilisé pour caractériser
les effets d’un impact dynamique sur l’initiation et la propagation d’une fissure dans
la résine époxy Hexply R©M21 afin de définir et identifier une loi cohésive appropriée.
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Chapitre IV

Caractérisation expérimentale et
modélisation des effets d’un impact
dynamique sur l’initiation et la
propagation de fissure dans la résine
époxy Hexply R©M21

Ce chapitre a pour objectif d’étudier les effets d’un impact dynamique sur la rupture
de la résine époxy Hexply R©M21 en exploitant le protocole expérimental développé.
D’abord, ce chapitre traite de la dépendance de l’initiation de fissure à la vitesse de sol-
licitation. Des éprouvettes pré-fissurées de flexion 3-points sont impactées à 1 m.s−1.
Ensuite, la propagation de fissure est caractérisée en terme de vitesse et de ténacité
dynamique sur des éprouvettes impactées à 1 m.s−1 et 10 m.s−1. À la suite de ces
essais, des micrographies sont réalisées post-mortem pour analyser les faciès de rup-
ture et détecter les éventuelles évolutions dans les mécanismes pilotant l’avancée de la
fissure. Finalement, une loi cohésive est définie et identifiée pour simuler l’initiation
et la propagation de fissure dans la résine époxy Hexply R©M21 sous une sollicitation
dynamique de type impact.
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IV.1. Caractérisation expérimentale des effets d’un impact dynamique sur l’initiation de
fissure dans la résine époxy Hexply R©M21

IV.1 Caractérisation expérimentale des effets d’un im-

pact dynamique sur l’initiation de fissure dans la

résine époxy Hexply R©M21

IV.1.1 Commentaires sur la ténacité critique estimée par un essai
normalisé quasi-statique

Lors de l’étape de validation rapportée au chapitre III de ce mémoire, on a mesuré la
ténacité critique de la résine époxy Hexply R©M21 à l’initiation de la rupture sur un essai nor-
malisé quasi-statique de flexion 3-points. Le facteur d’intensité de contrainte critique KIC est
estimée à 1.084 MPa.

√
m, tandis que le taux de restitution d’énergie critique GIC est mesuré à

362 J.m−2. Il est intéressant de comparer cette dernière valeur avec la ténacité critique d’inter-
face du stratifié T700/M21 correspondant à l’initiation du délaminage. En effet, Paris [79] et
Prombut [83] mesurent le taux de restitution d’énergie critique GIC d’un matériau composite
stratifié T700/M21 par un essai Double Cantilever Beam. Le taux mesuré avant l’apparition de
ponts de fibres est égal à 366 J.m−2 pour Paris [79] et 350 J.m−2 pour Prombut [83]. Mathieu
et al. [75] identifient un taux GIC équivalent à 410 J.m−2 après la formation de ponts de fibres
avec une approche expérimentale différente. Par conséquent, le taux de restitution d’énergie cri-
tique GIC de la résine époxy Hexply R©M21 est très proche de la ténacité critique d’interface du
stratifié T700/M21 dans le cas où il n’existe pas encore de pont de fibres. Cela semble indiquer
que l’initiation du délaminage des composites à matrice organique serait pilotée uniquement
par les propriétés à rupture de la matrice. Ces premiers résultats expérimentaux confirment
l’intérêt et la pertinence des modèles multi-paramètres s’appuyant sur les propriétés à rupture
de la matrice pour modéliser le délaminage des matériaux composites à matrice organique stra-
tifiés. Par conséquent, la suite de ces travaux de recherche s’intéressent aux propriétés à rupture
dynamiques de la résine époxy Hexply R©M21.

IV.1.2 Configuration expérimentale utilisée pour caractériser l’in-
fluence d’un impact dynamique sur l’initiation de fissure

On souhaite maintenant étudier expérimentalement l’influence de la vitesse de sollicitation
sur l’initiation de la rupture dans la résine époxy Hexply R©M21. Les essais R08, R09 et R10
visent à caractériser la ténacité critique sous une sollicitation dynamique de 1 m.s−1. Pour ces
essais, une entaille de 4 mm de profondeur est usinée dans les éprouvettes. Puis, une fissure
est propagée avant essai grâce aux percussions répétées d’une lame de scalpel dans le fond
de l’entaille. La figure IV.1 montre le front de la pré-fissure obtenue sur chaque essai. On
remarque que le front de fissure n’est pas en général rectiligne. Or, il est nécessaire de déterminer
une profondeur de fissure équivalente pour l’estimation de la ténacité d’initiation. Dans cet
objectif, on mesure les distances amin et amax qui sont respectivement la limite inférieure et la
limite supérieure de la profondeur du front de la fissure propagée par la lame de scalpel. La
distance intermédiaire amoy est définie comme la moyenne de amin et amax. On considère que la
longueur de la pré-fissure est égale à amoy dans l’analyse des essais. Le tableau IV.1 résume les
caractéristiques géométriques des éprouvettes testées.

87



Chapitre IV. Caractérisation expérimentale et modélisation des effets d’un impact
dynamique sur l’initiation et la propagation de fissure dans la résine époxy Hexply R©M21

Table IV.1 – Caractéristiques géométriques des éprouvettes testées lors des essais dynamiques
R08, R09 et R10.

Essai [no] h [mm] w [mm] amin [mm] amax [mm] amoy [mm]

R08 9.96 20.06 5.59 7.22 6.40
R09 9.90 20.06 5.48 6.64 6.06
R10 9.73 20.05 5.80 7.08 6.44

Malgré la forme variable des fronts de fissure, la dispersion sur les limites inférieures et
supérieures mesurées sur l’ensemble des éprouvettes reste relativement faible. En conséquence,
les valeurs de amoy déterminées pour chaque éprouvette sont proches et inclues entre 6.06 mm
et 6.44 mm. Les coefficients nécessaires à l’identification des paramètres de rupture sont ensuite
déduits de la norme ISO 13586 :2000(F) [52] en fonction du rapport amoy/w.

Table IV.2 – Coefficients nécessaires à l’identification des paramètres de rupture sur les essais
dynamiques R08, R09 et R10.

Essai [no] amoy/w [s.u.] f(amoy/w) [s.u.] Φ(amoy/w) [s.u.]

R08 0.319 6.41 0.373
R09 0.389 6.12 0.389
R10 0.371 6.44 0.371

Les essais R08, R09 et R10 sont réalisés selon le protocole expérimental développé. Par
conséquent, les éprouvettes sont sollicitées en flexion 3-points à 1 m.s−1 par un vérin hy-
draulique. L’effort imposé est mesuré par deux cellules d’effort piezo-électriques tandis que
le déplacement de l’impacteur est mesuré par un extensomètre optique. Par ailleurs, la caméra
rapide filme l’éprouvette au moment de la rupture à une cadence de 200 000 i.s−1. Les résultats
de ces essais sont présentés, analysés et commentés dans la section suivante.

IV.1.3 Estimation de la ténacité d’initiation par une analyse de l’ef-
fort critique mesuré sur des essais dynamiques de flexion
3-points

Les essais R08 à R10 sont d’abord analysés en accord avec la norme ISO 13586 :2000(F)
[52]. Cette analyse s’appuie sur la mesure de l’effort pour déterminer l’instant correspondant
à l’initiation de la fissure. L’effort critique FC provoque l’initiation de la fissure et correspond
approximativement à la charge maximale enregistrée au cours de l’essai. Les signaux des ef-
forts enregistrés lors des essais R08 à R10 sont présentés dans la figure IV.2 en fonction du
déplacement de l’impacteur.

Les efforts enregistrés ont des caractéristiques similaires. On observe d’abord un pic d’effort
majeur qui est suivi d’oscillations d’amplitudes plus faibles. Par ailleurs, ces oscillations se
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IV.1. Caractérisation expérimentale des effets d’un impact dynamique sur l’initiation de
fissure dans la résine époxy Hexply R©M21

(a) Essai R08. (b) Essai R09. (c) Essai R10.

Figure IV.1 – Faciès de rupture observés post-impact sur les éprouvettes des essais dynamiques
R08, R09 et R10. (- - -) Front de l’entaille usinée. (- - -) Front de la pré-fissure propagée avant
essai par une lame de scalpel.
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Figure IV.2 – Évolution de l’effort F appliqué sur l’éprouvette en fonction du déplacement
associé U pour les essais dynamiques R08, R09 et R10.

produisent à une fréquence de 26 KHz, soit la fréquence propre du montage. En première
approche, il semblerait que l’amplitude maximale du signal soit l’effort critique FC , directement
suivi d’une chute de l’effort marquant le début de la rupture. Le déplacement de l’impacteur
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Chapitre IV. Caractérisation expérimentale et modélisation des effets d’un impact
dynamique sur l’initiation et la propagation de fissure dans la résine époxy Hexply R©M21

associé est alors le déplacement critique UC . Dans ce cas, on calcule l’énergie W nécessaire pour
initier la fissure grâce à la relation (IV.1),

W =

∫ UC

0

F (U) dU . (IV.1)

Le taux de restitution d’énergie critique GIC et le facteur d’intensité de contrainte critique
KIC sont ensuite calculés selon les équations (II.12) et (II.13). Les résultats de cette première
analyse sont présentés dans le tableau IV.3.

Table IV.3 – Estimation de la ténacité d’initiation par une analyse de l’effort critique mesuré
par des cellules d’effort piezo-électriques sur les essais dynamiques R08, R09 et R10.

Essai [no] FC [N] UC [µm] W [mJ] KIC [MPa.m0.5] GIC [J.m−2]

R08 544.6 55.44 11.13 2.474 149.3
R09 681.9 35.70 11.08 2.975 143.4
R10 635.8 49.82 11.94 2.972 165.0

En supposant que l’effort maximal enregistré par les cellules piezo-électriques correspond à
l’effort critique, la valeur dynamique du taux de restitution d’énergie critique GIC est estimée à
153 J.m−2, soit 2.5 fois plus faible que la valeur statique. Inversement, la valeur dynamique du
facteur d’intensité de contrainte critique KIC est estimée à 2.807 MPa.m0.5, soit approximative-
ment 3 fois la valeur statique. Ce résultat surprenant ne peut s’expliquer que par une variation
très importante du module de Young du matériau. Le tableau IV.4 résume les valeurs des mo-
dules de Young apparents (Estiff , Efrac) déterminées selon les relations (II.14) et (II.15) ainsi
que les rigidités d’éprouvette calculées simplement par le rapport FC/UC . Dans des conditions
entrainant un état de déformation plane, ces modules apparents sont théoriquement reliés au
module de Young E du matériau par la relation (IV.2),

Estiff = Efrac =
E

1− ν2 . (IV.2)

Table IV.4 – Rigidité d’éprouvette et modules de Young apparents relatifs aux essais dyna-
miques R08, R09 et R10.

Essai [no] S [N.µm−1] Estiff [GPa] Efrac [GPa]

R08 9.82 30.221 41.00
R09 19.10 56.219 61.72
R10 12.76 40.356 53.53

Les modules de Young apparents calculés dans le tableau IV.4 présument que la rigidité
du matériau est multipliée par plus de dix en dynamique. Il est évidemment impossible que la
rigidité du matériau évolue autant avec la vitesse de sollicitation. Par conséquent, la valeur de
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l’effort critique FC déterminée sur les signaux des cellules piezo-électriques est très certainement
erronée. On suspecte que l’augmentation et la chute de l’effort enregistrée dans les premiers
instants suivant l’impact corresponde à l’excitation du montage et des capteurs uniquement.
Pour vérifier cette hypothèse, il est intéressant de comparer deux essais dynamiques à une
vitesse de sollicitation de 1 m.s−1 mais réalisés sur des éprouvettes de raideurs différentes. La
figure IV.3 permet de comparer les efforts mesurés lors des essais R08 et R11. L’éprouvette
utilisée pour l’essai R11 possède une rigidité plus importante que l’éprouvette utilisée pour
l’essai R08 et ne comporte pas de pré-fissure. L’essai R11 sera détaillé par la suite dans la
section dédiée à la caractérisation de la propagation de fissure.
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Figure IV.3 – Évolution de l’effort F appliqué sur l’éprouvette en fonction du temps t pour
les essais dynamiques R08 et R11.

La figure IV.3 confirme que l’augmentation de l’effort survenant directement après l’im-
pact n’est pas représentative de la réponse de l’éprouvette. En effet, l’amplitude maximale du
premier pic d’effort est absolument identique pour les essais R08 et R11, malgré des rigidités
d’éprouvette différentes. De plus, une reprise de l’effort est constatée sur l’essai R11, démontrant
que l’éprouvette n’est pas rompue après l’enregistrement du premier pic d’effort. À la différence
de l’essai R11, aucune reprise de l’effort n’est observée pour l’essai R08. Il est possible que la
rupture précoce de l’éprouvette pré-fissurée soit masquée par la mise en résonance du montage.
En outre, une perte de contact entre l’éprouvette et les appuis inférieurs favorise la résonance
du montage. Dans ce cas, une rupture de l’éprouvette lorsque celle-ci n’est pas en appui ne
provoquerait aucune reprise de l’effort et ne serait pas détectable. En conclusion, la variation
de l’effort n’est pas appropriée à la caractérisation de la ténacité d’initiation de la résine époxy
Hexply R©M21 à 1 m.s−1. On souhaite alors exploiter le déplacement critique UC mesuré par
cinématographie rapide pour identifier les paramètres à rupture au moment de l’initiation de
la fissure.
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IV.1.4 Estimation de la ténacité d’initiation par une analyse du
déplacement critique mesuré sur des essais dynamiques de
flexion 3-points

Afin de contourner les difficultés inhérentes à la mesure de l’effort en dynamique, Sahraoui et
al. [89] proposent d’exploiter le déplacement imposé critique UC pour identifier les paramètres
de rupture au moment de l’initiation de fissure lors d’essais dynamiques de flexion 3-points.
La méthode proposée est adaptée aux matériaux visqueux à condition que le comportement
mécanique dynamique soit connu. En effet, cette analyse nécessite la détermination préalable
de la rigidité dynamique de l’éprouvette Sdyn à partir de l’équation (II.15). Pour les matériaux
visqueux, il est nécessaire de considérer le module de Young dynamique Edyn correspondant
à la vitesse de déformation ε̇flex caractéristique de l’essai. ε̇flex est estimée par la relation
(IV.3) et représente la vitesse de déformation maximale théoriquement ressentie à la moitié de
l’éprouvette,

ε̇flex =
6w U̇

L2
. (IV.3)

La connaissance de la rigidité dynamique de l’éprouvette Sdyn autorise une estimation simple
de la valeur de l’effort critique FC par la relation (IV.4),

FC = Sdyn . UC . (IV.4)

Lors des essais R08 à R10, la vitesse de sollicitation U̇ est déduite de la mesure de déplacement
provenant de l’extensomètre optique. Le module de Young dynamique Edyn correspondant à la
vitesse de déformation ε̇flex est déterminé sur la série de Prony identifiée dans le chapitre III.
Le tableau IV.5 présente le résultat de l’estimation de la rigidité dynamique des éprouvettes
testées.

Table IV.5 – Détermination de la rigidité dynamique des éprouvettes testées lors des essais
dynamiques R08, R09 et R10.

Essai [no] U̇ [m.s−1] ε̇flex [Def.s−1] Edyn [GPa] Estiff [GPa] Sdyn [N.m−1]

R08 0.900 16.92 3.786 4.314 1.402e+06
R09 0.921 17.32 3.790 4.319 1.467e+06
R10 0.948 17.83 3.795 4.325 1.367e+06

La durée de chargement séparant le moment de l’impact et l’initiation de la rupture est
estimée à partir des images capturées par cinématographie rapide. De plus, aucune perte de
contact entre l’impacteur et l’éprouvette n’est détectée visuellement pendant le chargement.
Connaissant la vitesse de l’impacteur, on en déduit facilement le déplacement critique UC . Puis,
l’effort critique FC associé est calculé via l’équation (IV.4). Les valeurs du facteur d’intensité
de contrainte critique KIC et du taux de restitution d’énergie critique GIC sont respectivement
déduites des relations (II.12) et (II.13). Le tableau IV.6 résume la caractérisation dynamique
de la ténacité d’initiation par une analyse du déplacement critique.
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Table IV.6 – Estimation de la ténacité d’initiation par une analyse du déplacement critique
mesuré par cinématographie sur sur les essais dynamiques R08, R09 et R10.

Essai [no] UC [µm] FC [N] W [mJ] KIC [MPa.m0.5] GIC [J.m−2]

R08 158 221.5 17.50 1.006 235
R09 160 234.7 18.78 1.024 243
R10 166 226.9 18.83 1.061 260

En moyenne, on estime une valeur dynamique du taux de restitution d’énergie critique GIC

autour de 246 J.m−2 et une valeur dynamique du facteur d’intensité de contrainte critique KIC

autour de 1.030 MPa.m0.5. On remarque que la ténacité critique de la résine diminue avec la
vitesse de sollicitation. L’initiation de fissure dans la résine époxy Hexply R©M21 devient donc
plus fragile avec l’augmentation de la vitesse d’impact. Cette évolution est particulièrement
marquée en terme d’énergie. En effet, on note une diminution de GIC d’environ 30% par rap-
port à la valeur statique. Ces résultats sont cohérents avec l’étude de Kanchanomai et al. [61]
qui traite de l’influence de la vitesse de sollicitation sur la rupture d’une autre résine époxy.
L’évolution de la ténacité critique mesurée par Kanchanomai et al. [61] est illustrée dans la
figure IV.4.

(a) Influence de la vitesse de sollicitation sur le
facteur d’insité de contrainte critique [61].

(b) Influence de la vitesse de sollicitation sur le
taux de restitution d’énergie critique [61].

Figure IV.4 – Évolution de la ténacité critique mesurée par Kanchanomai et al. [61] sur une
résine époxy contenant un durcisseur polyamine.

La figure IV.4 rapporte une diminution du taux de restitution d’énergie critique GIC d’en-
viron 50% par rapport à la valeur quasi-statique et une diminution du facteur d’intensité
de contrainte critique KIC plus modérée. L’évolution de la ténacité critique rapportée dans
l’étude [61] est donc en accord avec nos propres observations. Cependant, la résine époxy en
question possède globalement une ténacité critique beaucoup plus élevée que la résine époxy
Hexply R©M21 qui pourrait expliquer une influence plus marquée de la vitesse.
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IV.2 Caractérisation des effets d’un impact dynamique

sur la propagation de fissure dans la résine époxy

Hexply R©M21

IV.2.1 Configuration expérimentale utilisée pour la caractérisation
dynamique de la propagation de fissure

La section précédente a montré que la vitesse exerce une influence sur l’initiation de la
fissure. On souhaite maintenant étudier expérimentalement les effets d’un impact dynamique
sur la propagation de la fissure dans la résine époxy Hexply R©M21. Les essais R11 et R12 visent
à mesurer la vitesse de propagation ainsi que la ténacité dynamique au cours de la rupture
d’éprouvettes sollicitées respectivement à 1 m.s−1 et 10 m.s−1. Pour ces essais, une entaille de
4 mm de profondeur est usinée et aucune fissure n’est propagée avant essai afin d’initier la
rupture directement dans le fond de l’entaille dont le rayon de courbure et la singularité sont
indépendants de l’essai. Les caractéristiques géométriques des éprouvettes testées et les vitesses
d’impact imposées sont résumées dans le tableau IV.7.

Table IV.7 – Caractéristiques géométriques des éprouvettes testées et vitesse d’impact.

Essai [no] h [mm] w [mm] U̇ [m.s−1]

R11 8.85 20.06 1
R12 8.59 20.07 10

Les essais R11 et R12 sont réalisés selon le protocole expérimental développé dans les cha-
pitres précédents. Par conséquent, les éprouvettes sont sollicitées en flexion 3-points sur le mon-
tage dynamique décrit dans la figure II.11. L’ensemble de la propagation de fissure est observée
par cinématographie rapide à une cadence de 200 000 i.s−1. Des jauges de déformation sont
placées à proximité du trajet présumé de la fissure selon la configuration illustrée sur le schéma
II.14. À titre d’exemple, l’instrumentation de l’essai R11 est observable sur la figure IV.5. La
position détaillée de chaque jauge de déformation est mesurée post-mortem et rapportée dans
le tableau IV.8.

Le positionnement des jauges permet effectivement d’enregistrer ponctuellement la déforma-
tion asymptotique au voisinage de la pointe de fissure sur une distance de propagation de 4
mm, à partir d’une longueur de fissure d’environ 9 mm. Le positionnement des capteurs sur
l’essai R11 est très proche de la configuration théorique désirée. Cependant sur l’essai R12,
on constate que les distances dy1 mesurées post-mortem entre les jauges et le trajet de fissure
s’écartent de cette configuration. En effet, l’analyse des images enregistrées sur l’essai R12 par
la caméra rapide révèle que la fissure dévie de l’axe de symétrie de l’éprouvette. Toutefois, les
jauges (J1, J3, J5) restent plus proches de la fissure que les jauges (J2, J4). Dans la suite de
cette recherche, la procédure d’analyse développée dans les chapitres précédents est appliquée
aux essais R11 et R12.
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(a) (b)

Figure IV.5 – Instrumentation de l’essai R11 observée en (a) plan large et (b) plan rapproché.

Table IV.8 – Positions des jauges de déformation sur les essais R11 et R12.

R11 R12

Jauge [no] dx0 [mm] dy1 [mm] Jauge [no] dx0 [mm] dy1 [mm]

1 8.97 1.10 1 8.88 1.59
2 9.83 2.29 2 9.83 1.87
3 10.96 1.07 3 10.69 1.46
4 11.92 2.07 4 11.68 1.83
5 13.04 1.02 5 12.73 1.76
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IV.2.2 Mesure de la vitesse de propagation de fissure par cinémato-
graphie rapide

Les figures IV.6 et IV.7 montrent les propagations de fissure observées par cinématographie
rapide sur les essais R11 et R12 dont les vitesses de sollicitation sont respectivement 1 m.s−1

et 10 m.s−1. On précise que la cadence de la caméra est de 200 000 i.s−1, le temps d’obturation
est fixé à 10−6 s et la surface de l’éprouvette est recouverte d’une couche homogène de peinture
blanche. Enfin, deux éclairages à LED sont focalisés sur la zone d’étude.

Figure IV.6 – Propagation de fissure observée par cinématographie rapide sur l’essai R11. La
vitesse de sollicitation est de 1 m.s−1 et le pas de temps ∆t entre chaque image est de 5 µs.

Figure IV.7 – Propagation de fissure observée par cinématographie rapide sur l’essai R12. La
vitesse de sollicitation est de 10 m.s−1 et le pas de temps ∆t entre chaque image est de 5 µs.

96
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Il existe clairement des différences entre les propagations de fissure induites respectivement
par un impact à 1 m.s−1 et un impact à 10 m.s−1. Lors de l’essai R11, la fissure évolue de
façon rectiligne selon l’axe de symétrie de l’éprouvette et possède une ouverture faible. Lors de
l’essai R12, la fissure évolue de façon rectiligne mais s’écarte de l’axe de symétrie de l’éprouvette
selon un angle constant et possède une ouverture plus importante. Or, une augmentation de
l’ouverture critique de la fissure est synonyme d’une ténacité plus importante. Par ailleurs, les
lèvres de fissure ont un aspect très lisse sur l’essai R11 et rugueux sur l’essai R12. On constate
même que la peinture s’écaille sur l’essai R12 au passage de la fissure. Enfin, une perte de
contact entre l’impacteur et l’éprouvette est identifiée sur l’essai R12 avant la rupture complète
de l’éprouvette. Ces éléments semblent indiquer que l’éprouvette sollicitée à 10 m.s−1 absorbe
une énergie plus importante par déformation structurale, dont une partie est dissipée par la
propagation de fissure (éventuellement sous forme de chaleur) et l’autre partie est convertie
en énergie cinétique. D’ailleurs pour une vitesse de sollicitation égale à 10 m.s−1, l’impacteur
continue de se déplacer et d’apporter de l’énergie à l’éprouvette au cours de la propagation de
fissure. Cet apport d’énergie après l’initiation de la fissure n’est pas négligeable car l’impacteur
se déplace de 50 µm entre chaque prise d’image. Ces effets dynamiques sont importants et
affectent très probablement la vitesse de propagation. Pour estimer l’influence de la vitesse de
sollicitation sur l’évolution de la fissure, l’historique des vitesses de propagation ȧ mesurées par
cinématographie rapide sur les essais dynamiques R11 et R12 est présenté dans la figure IV.8.
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Figure IV.8 – Historique des vitesses de propagation ȧ mesurées par cinématographie rapide
sur les essais dynamiques R11 et R12. La vitesse de sollicitation est de 1 m.s−1 pour l’essai R11
et de 10 m.s−1 pour l’essai R12.

La figure IV.8 établit clairement un lien entre vitesse de sollicitation et vitesse de propaga-
tion. En effet, la vitesse de propagation maximale enregistrée sur l’essai R11 se situe autour de
300 m.s−1 alors que la vitesse de propagation maximale mesurée sur l’essai R12 est d’environ
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450 m.s−1. Par ailleurs, la vitesse de fissuration mesurée sur l’essai R11 atteint son maxi-
mum lors du premier millimètre de la propagation puis diminue jusqu’à la rupture complète
de l’éprouvette. Lors de l’essai R12, la fissure accélère sur plus de 4 mm avant de ralentir
fortement en approchant du bord supérieur de l’éprouvette. Un apport d’énergie au cours de
la rupture permet certainement d’entretenir la phase d’accélération de la fissure. Il est aussi
intéressant de noter que les vitesses de propagation mesurées en fin de rupture sont sensible-
ment identiques sur les deux essais. Cependant, l’historique de la vitesse de fissuration doit
être corrigé en temps grâce aux mesures de déformation des jauges (J1, J3, J5) réalisées sur
la face opposée de l’éprouvette. Cela permet de compenser le décalage temporel induit par un
front de fissure oblique et l’impossibilité de détecter le front de fissure réel par cinématographie.

IV.2.3 Mesure de la déformation asymptotique au cours de la pro-
pagation de fissure

La cinématographie rapide a démonté qu’il existe une forte influence de la vitesse de sol-
licitation sur la vitesse de propagation de fissure. Par ailleurs, le niveau d’énergie pilotant la
rupture de l’éprouvette parâıt augmenter avec la vitesse d’impact. On souhaite maintenant
analyser les déformations enregistrées par les jauges pour synchroniser l’historique de la vitesse
de propagation et caractériser ensuite la ténacité dynamique de la résine époxy Hexply R©M21.
Les signaux des jauges J1 à J5 enregistrés sur les essais dynamiques R11 et R12 sont présentés
dans les figures IV.9 et IV.10.
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éf

or
m

at
io

n
,
ε g

[µ
D

ef
]

J1
J2
J3
J4
J5

Figure IV.9 – Signaux des jauges J1 à J5 enregistrés sur l’essai R11. L’éprouvette est sollicitée
en flexion 3-points à 1 m.s−1.
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Figure IV.10 – Signaux des jauges J1 à J5 enregistrés sur l’essai R12. L’éprouvette est sollicitée
en flexion 3-points à 10 m.s−1.

L’évolution temporelle des signaux enregistrés sur les essais R11 et R12 est chronologique-
ment cohérente avec le positionnement des jauges. Ainsi, J1 étant la première jauge rencontrée
sur le trajet de la fissure, elle enregistre le premier pic de déformation. Les pics suivants tra-
duisent l’avancée de la fissure dans la direction ~x0. Les quantités caractéristiques (tp, ε

p
g, ∆tc)

définies dans la figure II.19b sont relevées sur les signaux en déformation et résumées dans le
tableau IV.9.

Table IV.9 – Analyse des déformations enregistrées sur les essais R11 et R12.

R11 R12

Jauge [no] tp [µs] εpg [µDef] ∆tc [µs] Jauge [no] tp [µs] εpg [µDef] ∆tc [µs]

1 37.60 2171 1.03 1 19.70 2048 0.53
2 45.40 1512 1.61 2 22.00 1579 0.32
3 48.80 2078 1.16 3 23.65 1648 0.39
4 58.40 1224 1.57 4 26.10 805 0.31
5 63.10 1841 1.01 5 28.75 384 0.22

Le tableau IV.9 rapporte que les pics de déformation enregistrés sont très différents sui-
vant la vitesse de sollicitation de l’essai. D’abord, les temps tp mesurés sur l’essai R12 sont
très rapprochés car la vitesse de propagation est plus importante d’après l’historique établi
précédemment. Pour une raison identique, les temps caractéristiques ∆tc des pics de déformation
mesurés sur l’essai R12 sont courts comparés aux temps caractéristiques des signaux de l’es-
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Chapitre IV. Caractérisation expérimentale et modélisation des effets d’un impact
dynamique sur l’initiation et la propagation de fissure dans la résine époxy Hexply R©M21

sai R11. Ensuite, on constate logiquement que les déformations maximales εpg mesurées sur les
signaux de l’essai R11 aux instants tp sont plus importantes pour les jauges (J1, J3, J5) que
pour les jauges (J2, J4) puisque l’influence de la déformation singulière positive devient plus
forte en se rapprochant de la fissure. Ce n’est pourtant pas le cas de l’essai R12 dont la jauge
J5 enregistre la déformation maximale la plus faible. Pour expliquer ce résultat surprenant, il
est nécessaire de remarquer que l’amplitude de la déformation négative enregistrée avant le pic
de déformation est très importante sur l’ensemble des jauges de l’essai R12 et augmente avec
l’avancée de la fissure. Les signaux des jauges J4 et J5 saturent même à -2500 µDef. On en déduit
que la déformation structurale non-singulière de l’éprouvette est globalement plus importante
en cours de propagation lorsqu’elle est sollicitée à 10 m.s−1 et que son influence s’intensifie avec
l’avancée de la fissure. Cela se traduit par un coefficient kns négatif qui chute au cours de la
rupture de l’éprouvette. Cette évolution du coefficient kns provoque une diminution du temps
caractéristique ∆tc et de la déformation maximale εpg comme illustré dans la figure II.10. Les
valeurs de εpg et de ∆tc relevées sur les signaux de l’essai R12 confirment ce scénario. Il faut donc
s’attendre à des valeurs du coefficient kns beaucoup plus faibles pour l’essai R12 impliquant
une influence limitée de la partie singulière de la déformation, plus particulièrement en fin de
propagation.

IV.2.4 Estimation de la ténacité dynamique au cours de la propa-
gation de fissure

Afin d’estimer la ténacité dynamique au cours de la propagation de fissure, on commence
par corriger l’historique de la vitesse de propagation établi par cinématographie rapide sur la
face opposée de l’éprouvette. Dans cet objectif, les signaux des jauges (J1, J3, J5) sont exploités
pour déterminer les vitesses moyennes de référence ȧ13 et ȧ35 selon les équations (II.17) et
(II.18). Les vitesses de référence ainsi estimées sont présentées dans le tableau IV.10.

Table IV.10 – Mesure des vitesses ȧXY entre les jauges JX et JY sur les essais R11 et R12.

R11 R12

Jauge [no] xp0 [mm] ȧXY [m.s−1] Jauge [no] xp0 [mm] ȧXY [m.s−1]

1 -0.14
177.3

1 -0.20
453.9

2 -0.14
145.0

2 -0.18
407.4

3 -0.13 3 -0.22

Sur l’essai R11, la fissure se propage à une vitesse comprise entre 100 m.s−1 et 200 m.s−1

au moment du passage sous les jauges. Par conséquent, on exploite la vitesse de propagation
moyenne estimée par cinématographie rapide avec une durée d’intégration ∆t de 10 µs. Par
contre, la fissure de l’essai R12 se propage sous les jauges avec une vitesse supérieure à 200
m.s−1. Dans ce cas, on exploite la vitesse de propagation moyenne estimée par cinématographie
rapide avec une durée d’intégration ∆t de 5 µs. Ces mesures sont synchronisées grâce aux vi-
tesses de référence ȧ13 et ȧ35 du tableau IV.10. Ainsi, on décale l’ensemble de l’évolution spatiale
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de la vitesse de propagation de -0.65 mm pour l’essai R11 et de +1.42 mm pour l’essai R12.
Concernant l’essai R11, la mesure de la vitesse par cinématographie rapide ainsi corrigée décrit
exactement les mesures ponctuelles de vitesse par jauges de déformation. L’essai R12 est plus
délicat à corriger puisque les jauges (J1, J3, J5) ne sont pas idéalement placées. On choisit de
considérer uniquement la vitesse de référence ȧ13 car les jauges J1 et J3 sont les plus proches du
trajet de fissure et donc leurs signaux sont moins influencés par la déformation non-singulière.
Le facteur d’intensité de contrainte dynamique KID et le taux de restitution d’énergie dyna-
mique GID sont ensuite déterminés sur les essais R11 et R12 à partir des déformations captées
par les jauges J2 et J4 selon la procédure itérative détaillée dans la figure II.20. Le résultat de
l’analyse de chaque essai est illustré respectivement par les figures IV.11 et IV.12.
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Légende :

Vitesse de propagation mesurée et corrigée (∆t = 10 µs),
Position du centre de la jauge de déformation JX ,
Position de la fissure à l’instant tp relativement à la jauge de déformation JX ,
Vitesse ȧXY calculée entre les jauges de déformation JX et JY ,
Trajet parcouru entre les instants t5/10 et t7/10 relativement à la jauge JX .

Figure IV.11 – Estimation de la ténacité dynamique au cours de la propagation de fissure
observée sur l’essai R11. L’éprouvette est sollicitée en flexion 3-points à 1 m.s−1.

On rappelle que le temps caractéristique ∆tc correspond à la différence t7/10 − t5/10. La
connaissance du temps caractéristique ∆tc et de la vitesse de propagation moyenne entre les
positions dx1(t5/10) et dx1(t7/10) permet d’estimer le coefficient kns. Enfin, les quantités (GID,
KID) caractéristiques de la ténacité dynamique sont calculées à partir du coefficient kns identifié,
de la déformation maximale εpg et de la vitesse de propagation ȧ enregistrée à l’instant tp. À ce
moment, la position relative de la pointe de fissure par rapport au centre de la jauge est repérée
par la coordonnée xp.

101
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ȧ13
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Légende :

Vitesse de propagation mesurée et corrigée (∆t = 5 µs),
Position du centre de la jauge de déformation JX ,
Position de la fissure à l’instant tp relativement à la jauge de déformation JX ,
Vitesse ȧXY calculée entre les jauges de déformation JX et JY ,
Trajet parcouru entre les instants t5/10 et t7/10 relativement à la jauge JX .

Figure IV.12 – Estimation de la ténacité dynamique au cours de la propagation de fissure
observée sur l’essai R12. L’éprouvette est sollicitée en flexion 3-points à 10 m.s−1.

Les variations de la vitesse de propagation entre les temps t5/10 et tp relatifs aux jauges J2
et J4 des essais R11 et R12 sont inférieures à 30 m.s−1. L’hypothèse de vitesse constante n’est
pas strictement respectée mais la prise en compte des vitesses réelles pour la détermination du
coefficient kns et la caractérisation de la ténacité dynamique corrige en partie cet écart. Les
tableaux IV.11 et IV.12 rapportent les valeurs du coefficient kns estimées sur les essais R11
et R12. La figure IV.13 compare les valeurs du coefficient kns identifiées sur les propagations
dynamiques avec les valeurs calculées au chapitre III à l’initiation quasi-statique de la fissure.

Table IV.11 – Mesure du coefficient kns sur l’essai R11.

R11

Jauge [no] dx0 [mm] dx1(t5/10) [mm] dx1(t7/10) [mm] kns [m−1]

2 9.83 0.77 0.44 -202
4 11.92 0.54 0.29 -300
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Table IV.12 – Mesure du coefficient kns sur l’essai R12.

R12

Jauge [no] dx0 [mm] dx1(t5/10) [mm] dx1(t7/10) [mm] kns [m−1]

2 9.83 0.06 -0.09 -660
4 11.68 -0.25 -0.36 -881

5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15
-1000

-800

-600

-400

-200

0

Longueur de fissure, a [mm]

k
n
s

[m
−
1
]

Num. : Initiation — U̇ = QS
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R12 : Propagation — U̇ = 10 m.s−1

Figure IV.13 – Évolution du coefficient kns au cours des essais R11 et R12. La vitesse de
sollicitation est de 1 m.s−1 sur l’essai R11 et de 10 m.s−1 sur l’essai R12.

En observant la figure IV.13, on constate que les valeurs du coefficient kns estimées sur la
propagation de fissure induite par un impact à 1 m.s−1 sont proches des valeurs calculées à
l’initiation quasi-statique de la fissure. Cependant pour la propagation de fissure provoquée par
un impact à 10 m.s−1, les valeurs du coefficient kns sont beaucoup plus faibles et atteignent
−660 m−1 et −881 m−1. L’influence de la partie non-singulière de la déformation devient alors
importante. Par conséquent, il convient de vérifier si le modèle à 2-paramètres décrivant le
champ de déformation asymptotique au voisinage de la pointe de fissure est toujours valable
aux positions occupées par les jauges J2 et J4 de l’essai R12. Afin de juger de la pertinence
du modèle asymptotique à 2-paramètres, on calcule la part théorique de la déformation non-
singulière dans la déformation maximale εpg mesurée par les jauges J2 et J4. Concernant la
jauge J2, la partie non-singulière de la déformation mesurée à l’instant tp représente 57% de la
partie singulière. La jauge J2 est donc quasiment à l’intérieur de la zone II au moment où elle
enregistre l’amplitude maximale du pic de déformation. Au contraire, la partie non-singulière de
la déformation enregistrée par la jauge J4 à l’instant tp représente 76% de la partie singulière. La
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jauge J4 est donc complètement à l’extérieur de la zone II. Son signal n’est donc pas approprié à
l’identification du facteur d’intensité de contrainte dynamique KID. Dans la suite de l’analyse,
seul le signal de la jauge J2 est exploité pour caractériser la ténacité dynamique sur l’essai R12.

La viscosité du matériau est prise en compte dans l’estimation du facteur d’intensité de
contrainte dynamique KID et du taux de restitution d’énergie dynamique GID au travers
l’usage du module de Young dynamique Edyn dans les équations (II.11) et (II.19). La vitesse
de déformation ε̇g associée au pic de déformation considéré correspond à l’inverse du temps
nécessaire pour passer d’un état de déformation nulle εg = 0 à un état de déformation maxi-
male εg = εpg. La valeur du module de Young dynamique Edyn est déterminée par la série de
Prony identifiée au chapitre III. Les tableaux IV.13 et IV.14 présentent les valeurs des quan-
tités caractéristiques de la ténacité dynamique (KID, GID) estimées sur les essais R11 et R12.
La figure IV.14 illustre l’évolution de la ténacité dynamique avec la vitesse de propagation de
fissure ȧ.

Table IV.13 – Estimation de la ténacité dynamique sur l’essai R11.

R11

Jauge [no] xp [mm] ȧ(tp) [m.s−1] ε̇g [s−1] Edyn [GPa] KID [MPa.m0.5] GID [J.m−2]

2 -0.48 173.0 120 4.714 1.249 295
4 -0.49 135.0 96 4.569 1.069 222

Table IV.14 – Estimation de la ténacité dynamique sur l’essai R12.

R12

Jauge [no] xp [mm] ȧ(tp) [m.s−1] ε̇g [s−1] Edyn [GPa] KID [MPa.m0.5] GID [J.m−2]

2 -0.62 440.0 550 5.382 2.076 798

Pour les vitesses de propagation lentes, les valeurs du facteur d’intensité de contrainte dyna-
mique KID et du taux de restitution d’énergie dynamique GID sont plus faibles que la valeur cri-
tique Gs

IC estimée à l’initiation quasi-statique de la fissure. Cependant, la ténacité dynamique de
la résine époxy Hexply R©M21 augmente avec la vitesse de propagation de fissure. On estime que
la ténacité dynamique d’une fissure se propageant à 450 m.s−1 est équivalente au double de la
ténacité critique quasi-statique. Ce comportement est classique des polymères thermoplastiques
tels que le Polyméthacrylate de méthyle [109]. Cependant, il n’avait jamais été établi pour une
résine époxy largement employée comme matrice dans les structures composites aéronautiques.
Ces résultats illustrent bien les limites des modèles de zones cohésives indépendants de la vitesse
pour modéliser la propagation de fissure dans la résine époxy Hexply R©M21 lors d’un impact
dynamique. Afin de proposer et identifier un modèle de zones cohésives plus adapté, la suite de
cette recherche s’intéresse à la compréhension des mécanismes responsables de l’évolution de la
ténacité dynamique avec la vitesse.
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(b) Évolution du taux de restitution d’énergie dy-
namique GID en fonction de la vitesse de propa-
gation ȧ.

Figure IV.14 – Évolution de la ténacité dynamique en fonction de la vitesse de propagation.
Ces valeurs sont issues des essais R11 et R12 analysés en considérant un module de Young
dynamique Edyn adapté à la vitesse de déformation ε̇g relevée.

IV.3 Observation des mécanismes responsables de la téna-

cité dynamique de la résine époxy Hexply R©M21

IV.3.1 Analyse des différents faciès de rupture au microscope

L’observation des faciès de rupture procure des informations essentielles à la compréhension
des mécanismes de rupture responsables de l’augmentation de la ténacité dynamique avec la
vitesse de propagation de fissure. Des observations sont donc réalisées sur les éprouvettes des
essais R11 et R12 à l’aide d’un microscope Nikkor EPIPHOT 200. La figure IV.15 montre
l’évolution du faciès de rupture sur 1.35 mm depuis le fond de l’entaille.

La figure IV.15 permet d’étudier de manière générale l’initiation de la fissure et le début de
la propagation sur une distance relativement importante. Sur ces images, on distingue claire-
ment que les nodules thermoplastiques jouent un rôle majeur dans la résistance à la fissuration.
En effet, des paraboles se forment à partir des nodules et s’étendent dans le sens de la pro-
pagation de fissure. Ces paraboles sont classiquement observées lors de la rupture du PMMA
[42][109]. Grégoire [42] explique que celles-ci résultent de l’interaction entre la fissure principale
et les micro-fissures qui s’initient à partir de cavités dans la matière et qui se développent dans
un plan différent. Cette interaction provoque l’apparition de lèvres de cisaillement plastique
par effet de bord. D’après Pearson et Yee [80], les nodules présents dans les résines époxy
renforcées engendrent une concentration de contrainte due à leur rigidité différente et agissent
comme des défauts de la matière. Il n’est donc pas surprenant de voir des micro-fissures se pro-
pager depuis les nodules puis former des lèvres de cisaillement. Ce mécanisme de déformation
plastique dissipe une quantité d’énergie importante et participe fortement à la ténacité dyna-
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(a) Essai R11. U̇ = 1 m.s−1.

(b) Essai R12. U̇ = 10 m.s−1.

Figure IV.15 – Faciès de rupture observés post-mortem au microscope sur les éprouvettes des
essais R11 et R12. La fissure évolue de la droite vers la gauche. La zone d’étude commence au
fond de l’entaille et s’étend sur 1.35 mm.

mique de la résine. Cependant, il existe un autre mécanisme de rupture majeur appelé crazing
qui se développe à l’échelle microscopique. Ce processus est caractéristique de la rupture des
polymères amorphes. Il désigne la création, l’allongement et la séparation de macro-molécules
rassemblées en fibrilles [10]. Le développement d’une zone de crazing devant le front de fissure
a été largement étudié par interférométrie optique [30][31][94][95]. Schirrer [94] et Döll [31] ex-
pliquent qu’en présence de crazing, les propagations rapides peuvent devenir oscillantes à cause
de la compétition entre création et rupture de fibrilles. Dans ce cas, la fissure est stationnaire
pendant que les macro-molécules s’étirent devant le front de fissure. Puis, les fibrilles atteignent
une taille critique et se séparent. En conséquence, la zone de crazing se réduit et la longueur
de la fissure augmente. Enfin, la contrainte cohésive amplifiée par la réduction de la surface
de crazing provoque la formation de nouvelles fibrilles. Le caractère oscillant de la propagation
associé à la présence de crazing peut expliquer les stries périodiques d’une largeur de 3 µm,
observées sur les micrographies des essais R11 et R12. Cette hypothèse est cohérente avec les
conclusions de Estevez et al. [33] qui démontrent que la rupture des polymères amorphes est
pilotée par une compétition entre la formation de bandes de cisaillement et le développement
du processus de crazing. Or, ces mécanismes visco-plastiques sont à l’origine de la ténacité
dynamique de la résine et dépendent de la vitesse [66]. Par conséquent, des évolutions dans les
faciès de rupture sont attendues avec l’augmentation de la vitesse de propagation. La figure
IV.16 illustre les différentes phases de la rupture caractérisées par une longueur de fissure a et
une vitesse de propagation de fissure ȧ.

En analysant la figure IV.16, on constate que le faciès de rupture évolue avec la vitesse de
propagation de fissure ȧ. Les figures IV.16a et IV.16b se focalisent sur l’initiation et le début
de la propagation de fissure, au niveau du fond de l’entaille. Pour cette phase de la rupture,
il existe peu de différences entre les essai R11 et R12. Les stries périodiques caractéristiques
du crazing sont très prononcées en début de propagation pour l’éprouvette impactée à 10
m.s−1. Par ailleurs, on note un relief légèrement plus important sur l’essai R11 au même stade
de la rupture. Malheureusement, l’accélération de la fissure est trop importante en début de
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propagation et aucune mesure de vitesse n’est disponible dans cette zone. Les figures IV.16c et
IV.16d se concentrent sur le milieu de la propagation de fissure. Pour cette partie du faciès, on
observe une forte disparité entre les essais R11 et R12. Un relief très important synonyme de
forte rugosité de surface est constaté sur le faciès induit par une fissure se propageant à 400
m.s−1. À l’inverse, le plan de fissuration reste relativement plat pour une propagation à 200
m.s−1. Par ailleurs, la densité de micro-fissures présentes dans le sillage des nodules est très forte
pour une vitesse de propagation de 400 m.s−1, impliquant une intensification des déformations
plastiques. Les figures IV.16e et IV.16f concernent la fin de la propagation de fissure. Durant
cette phase, la vitesse de propagation de fissure est de l’ordre de 100 m.s−1 sur les essais R11
et R12. Les faciès de rupture correspondants présentent un aspect fragile car ils sont plats et
contiennent un nombre réduit de fines lèvres de cisaillement.

En résumé, les évolutions constatées sur les faciès de rupture corroborent l’augmentation
de la ténacité dynamique avec la vitesse de propagation de fissure mesurée dans la section
précédente. En effet, l’intensification des mécanismes visco-plastiques et l’apparition d’une forte
rugosité de surface expliquent l’augmentation de la quantité d’énergie dissipée par la propaga-
tion de fissure.
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(a) Initiation — Essai R11, U̇ = 1 m.s−1, a
= 4 mm, ȧ = 0 - ? m.s−1.

(b) Initiation — Essai R12, U̇ = 10 m.s−1, a
= 4 mm, ȧ = 0 - ? m.s−1.

(c) Propagation — Essai R11, U̇ = 1 m.s−1,
a = 10 mm, ȧ = 200 m.s−1.

(d) Propagation — Essai R12, U̇ = 10 m.s−1,
a = 10 mm, ȧ = 400 m.s−1.

(e) Fin de propagation — Essai R11, U̇ = 1
m.s−1, a = 17 mm, ȧ = 100 m.s−1.

(f) Fin de propagation — Essai R12, U̇ = 10
m.s−1, a = 17 mm, ȧ = 100 m.s−1.

Figure IV.16 – Faciès de rupture observés post-mortem au microscope sur les éprouvettes des
essais R11 et R12. La fissure évolue de la droite vers la gauche. Les faciès (a) et (b) correspondent
à une longueur de fissure de 4 mm et concernent l’initiation. Les faciès (c) et (d) correspondent
à une longueur de fissure de 10 mm et concernent le milieu de la propagation. Les faciès (e) et
(f) correspondent à une longueur de fissure de 17 mm et concernent la fin de la propagation.
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IV.4. Définition et identification d’une loi cohésive incluant une dépendance à la vitesse pour
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IV.4 Définition et identification d’une loi cohésive in-

cluant une dépendance à la vitesse pour décrire

l’initiation et la propagation de fissure dans la résine

époxy Hexply R©M21

IV.4.1 Définition d’une loi cohésive incluant une dépendance à la
vitesse

L’objectif de cette recherche est de modéliser les effets d’un impact dynamique sur la rupture
d’une résine époxy spécifique des composites à matrice organique. Par conséquent, on cherche
à développer une loi cohésive dépendante de la vitesse qui permette de simuler l’initiation et la
propagation d’une fissure existante sous un chargement rapide et variable. On propose d’utiliser
une loi cohésive linéairement dégressive illustrée dans la figure I.6b. Cette loi a été proposée
initialement sans aucune dépendance à la vitesse par Camacho et Ortiz [22] pour simuler la
rupture d’un matériau fragile sous un impact dynamique. Elle relie la contrainte cohésive σ à
l’ouverture de fissure δ selon la relation (IV.5),

σ = σc . (1−
δ

δc
) , (IV.5)

où σc est la contrainte critique et représente la contrainte cohésive maximale admissible. De la
même manière, δc est l’ouverture critique et représente l’ouverture de fissure maximale admis-
sible. L’introduction d’une dépendance à la vitesse se traduit obligatoirement par une influence
de celle-ci sur les paramètres σc et δc. Néanmoins, on choisit de conserver une contrainte cri-
tique σc indépendante de la vitesse. Ce choix est justifié par la faible influence de la vitesse
de déformation sur la contrainte à rupture mesurée lors des essais de caractérisation du com-
portement dynamique de la résine époxy Hexply R©M21. Pourtant, les micrographies des faciès
de rupture rapportent une intensification des mécanismes visco-plastiques et l’apparition d’une
rugosité de surface pour les propagations rapides. Par conséquent, on considère que l’ouverture
critique δc est dépendante de la vitesse de propagation ȧ. Zhou et al. [109] proposent de décrire
l’influence de la vitesse ȧ sur l’ouverture critique δc par la relation (IV.6),

δc(ȧ) = δ0 . ln
( vL
vL − ȧ

)
, (IV.6)

où δ0 est une valeur caractéristique de l’ouverture de fissure et vL est la vitesse de propagation
limite. Dans ce cas, le taux de restitution d’énergie dynamique GID est relié à la vitesse de
propagation ȧ par l’égalité (IV.7),

GID = G0 . ln
( vL
vL − v0

)
, avec G0 =

δ0 σc
2

. (IV.7)

Cette loi phénoménologique a été identifiée expérimentalement pour modéliser la propaga-
tion dynamique de fissure dans le PMMA [109]. La figure IV.17 démontre une bonne concor-
dance entre le modèle identifié et les valeurs du taux de restitution d’énergie dynamique me-
surées expérimentalement. Toutefois, ce modèle prévoit que la ténacité critique à l’initiation de
la fissure soit nulle alors que cela est physiquement impossible.
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Figure IV.17 – Loi phénoménologique identifiée par Zhou et al. décrivant l’évolution du taux
de restitution d’énergie dynamique GID avec la vitesse de propagation ȧ dans le PMMA [109].

On choisit de définir une loi proche de celle proposée par Zhou et al. [109] pour décrire
l’influence de la vitesse ȧ sur l’ouverture critique δc d’une fissure se propageant dans la résine
époxy Hexply R©M21 suite à un impact dynamique. Cette loi est définie par la relation (IV.8),

δc(ȧ) = δdc + δ0 . ln
( cR
cR − ȧ

)
, (IV.8)

où δ0 est une valeur caractéristique de l’ouverture de fissure et δdc est l’ouverture de fissure
critique au moment de l’initiation de la rupture. Par ailleurs, le paramètre cR est la vitesse des
ondes de Rayleigh dans la résine. En conséquence, l’évolution du taux de restitution d’énergie
dynamique GID avec la vitesse de propagation de fissure ȧ est définie par la relation (IV.9),

GID(ȧ) = Gd
IC +G0 . ln

( cR
cR − ȧ

)
, avec G0 =

δ0 σc
2

et Gd
IC =

δdc σc
2

. (IV.9)

Dans l’équation (IV.9), le paramètre Gd
IC représente une valeur dynamique du taux de res-

titution d’énergie critique. Gd
IC est l’énergie nécessaire à l’initiation d’une fissure sollicitée par

un impact. La suite de cette recherche vise à identifier et analyser le modèle proposé au regard
des résultats expérimentaux obtenus.
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IV.4. Définition et identification d’une loi cohésive incluant une dépendance à la vitesse pour
décrire l’initiation et la propagation de fissure dans la résine époxy Hexply R©M21

IV.4.2 Identification de la loi cohésive pour la résine époxy M21

On souhaite identifier la loi cohésive définie par la relation (IV.5) à partir des données
expérimentales obtenues sur la résine époxy Hexply R©M21. On commence par fixer la contrainte
critique σc à 75 MPa, soit environ la contrainte à rupture mesurée sur la campagne de ca-
ractérisation présentée en annexe B. Ensuite, il est nécessaire d’identifier la loi phénoménologique
(IV.8) décrivant l’évolution de l’ouverture critique δc avec la vitesse de propagation ȧ. Cepen-
dant, le couple de paramètres (δdc , δ0) n’est pas accessible directement. Une démarche équivalente
consiste à identifier la loi phénoménologique (IV.9) décrivant l’évolution du taux de restitution
d’énergie dynamique GID avec la vitesse de propagation ȧ.

La vitesse cR est une propriété matériau déduite de l’équation (IV.10) et des propriétés
mécaniques résumées dans le tableau II.1,

4

√
1− (

cR
c2

)2 .

√
1− (

cR
c1

)2 −
(

2− (
cR
c2

)2
)2

= 0 . (IV.10)

Les paramètres (Gc
ID, G0) sont déterminés numériquement par une minimisation de l’erreur

maximale entre les valeurs expérimentales du taux de restitution d’énergie dynamique GID et
la loi phénoménologique (IV.9). Le tableau IV.15 présente les valeurs optimales des paramètres
(Gc

ID, G0) et la figure IV.18 illustre l’évolution associée GID(ȧ). Finalement, le tableau IV.16
contient les valeurs correspondantes des paramètres (δdc , δ0).
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Figure IV.18 – Identification d’une loi phénoménologique pour décrire l’évolution du taux
de restitution d’énergie dynamique GID avec la vitesse de propagation ȧ lors d’un impact
dynamique.

Les études de Döll et Könczöl [30][31] sur le processus de crazing établissent que la taille
critique des fibrilles est d’environ quelques micromètres et que ce phénomène se développe sur
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Chapitre IV. Caractérisation expérimentale et modélisation des effets d’un impact
dynamique sur l’initiation et la propagation de fissure dans la résine époxy Hexply R©M21

Table IV.15 – Paramètres de la loi phénoménologique (IV.9) décrivant l’évolution du taux
de restitution d’énergie dynamique GID avec la vitesse de propagation ȧ lors d’un impact
dynamique.

Gd
IC [J.m−2] G0 [J.m−2] cR

48.47 1080.26 873

Table IV.16 – Paramètres de la loi phénoménologique (IV.8) décrivant l’évolution de l’ouver-
ture critique δc avec la vitesse de propagation ȧ lors d’un impact dynamique.

δdc [µm] δ0 [µm] cR

1.29 28.81 873

une zone longue de plusieurs dizaines de micromètres. Par conséquent, l’ouverture critique de
la fissure à l’initiation dynamique de la rupture δdc est caractéristique du processus de crazing.
Il est alors intéressant de calculer la longueur lcoh de la zone cohésive associée, définie dans le
cas d’une loi linéaire décroissante par la relation (IV.11) [109],

lcoh =
9π

32
.

E

1− ν2 .
Gd
IC

σ2
c

. (IV.11)

En considérant le module de Young quasi-statique, on estime que la longueur lcoh de la zone
cohésive à l’initiation dynamique de la rupture est d’environ 27 µm. Il est donc envisageable
que le processus de crazing pilote l’initiation dynamique de la rupture alors que la formation
de lèvres de cisaillement serait le principal mécanisme impliqué dans la propagation dynamique
de fissure.
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décrire l’initiation et la propagation de fissure dans la résine époxy Hexply R©M21

Bilan du chapitre IV :

Le chapitre IV a montré une forte influence des sollicitations dynamiques de type
impact sur l’initiation et la propagation de fissure dans la résine époxy Hexply R©M21.
Tout d’abord, l’initiation de fissure sous une sollicitation rapide est caractérisée
par une ténacité critique plus faible que sous une sollicitation quasi-statique. Cette
tendance est particulièrement marquée sur le taux de restitution d’énergie critique
GIC qui représente l’énergie nécessaire pour initier la rupture. Un lien fort est
également constaté entre vitesse de sollicitation et vitesse de propagation. En effet, la
fissure se propage plus rapidement pour des sollicitations dynamiques et continues. On
explique ce lien par un apport d’énergie important après l’initiation de la rupture en
dynamique. Par ailleurs, la vitesse de propagation de fissure influence aussi fortement
la ténacité dynamique de la résine. Le taux de restitution d’énergie dynamique GID

mesuré sur une propagation de 400 m.s−1 est équivalent au double du taux critique
GIC identifié sur un essai normalisé quasi-statique. Ces résultats sont inédits pour
une résine époxy spécifique des composites à matrice organique. Les micrographies
réalisées post-mortem sur les faciès des éprouvettes montrent une intensification
des mécanismes de rupture et l’apparition d’une forte rugosité de surface avec la
vitesse de propagation de fissure qui corroborent l’évolution de la ténacité dynamique.
Finalement, une loi cohésive linéairement dégressive et dépendante de la vitesse de
propagation de fissure est définie et identifiée à partir des données expérimentales
pour modéliser la rupture de la résine époxy Hexply R©M21 sous une sollicitation
dynamique de type impact. La particularité de la loi cohésive proposée est la possibilité
de décrire l’initiation et la propagation de fissure à la différence de nombreux modèles
de la littérature qui traitent ces phases séparément. Cette loi décrit l’augmentation
de l’ouverture critique de la fissure avec la vitesse de propagation.
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Conclusion et perspectives

L’étude bibliographique a d’abord permis d’exposer les importantes difficultés inhérentes
à la caractérisation dynamique du délaminage des matériaux composites à matrice organique
stratifiés. De nombreuses études expérimentales concluent à une dépendance du processus de
délaminage à la dynamique. Toutefois, les résultats divergent au-delà de la dynamique basse
vitesse selon la géométrie d’éprouvette testée et le moyen d’essai employé. Ces incertitudes
limitent le développement de modèles de zones cohésives dédiés à la simulation du délaminage
induit par un impact. Une analyse des modèles existants dans la littérature a montré que
l’influence de la dynamique est rarement prise en compte. Notamment, l’influence de la dyna-
mique sur la rupture des résines époxy qui composent généralement le milieu inter-laminaire
n’est jamais considérée dans les modèles multi-paramètres. Pourtant, l’analyse des fractogra-
phies réalisées dans la littérature a démontré que ces résines époxy renforcées en nodules ther-
moplastiques assurent la résistance du milieu inter-laminaire au délaminage, en particulier
sous chargement dynamique. D’ailleurs, de nombreux auteurs présument que les mécanismes
visqueux pilotant la rupture de ces résines époxy seraient à l’origine de l’influence de la dy-
namique sur le délaminage. Un bilan des travaux expérimentaux portant sur la rupture des
résines époxy a révélé que les ténacités d’initiation et de propagation de ces matériaux varient
respectivement avec la vitesse de sollicitation et la vitesse de propagation de fissure. Cepen-
dant, ces études se restreignent à des vitesses lentes, proches du domaine quasi-statique, qui ne
sont pas représentatives du cas de l’impact. Par conséquent, la présente recherche a consisté à
caractériser expérimentalement l’initiation et la propagation de fissure dans une résine époxy
sous chargement dynamique.

Pour atteindre cet objectif, des éprouvettes entaillées ont été fabriquées en résine époxy
Hexply R©M21 selon la géométrie normalisée Single Edge Notched Beam. Les micrographies
réalisées sur les éprouvettes n’ont pas révélé la présence de cavités qui seraient incompatibles
avec l’identification des paramètres de rupture. Un protocole expérimental dynamique de flexion
3-points a ensuite été développé pour caractériser l’initiation et la propagation de fissure en
mode I sous la sollicitation rapide d’un vérin hydraulique. L’originalité de ce protocole réside
dans la possibilité d’étudier l’initiation et la propagation de fissure sur une même géométrie
d’éprouvette et pour une grande variété de chargements contrôlés qui s’étendent du domaine
quasi-statique à la dynamique rapide. De plus, ce protocole expérimental est prévu pour ca-
ractériser la rupture des matériaux fragiles et peu résistants ce qui n’est pas le cas de la plupart
des protocoles de la littérature qui traitent de la rupture dynamique. Le dispositif expérimental
associé permet de réaliser simultanément des mesures locales en pointe de fissure et des mesures
globales qui déterminent les conditions limites appliquées sur l’éprouvette. Ainsi, deux cellules
piezo-électriques mesurent l’effort de réaction au niveau des appuis inférieurs. Le déplacement
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de l’impacteur est assimilé au déplacement d’une transition noir/blanc repérée par un exten-
somètre optique. Une caméra rapide permet de suivre l’avancée de la pointe de fissure ainsi que
la surface de l’éprouvette au point d’impact. Enfin, des jauges de déformation sont positionnées
le long du trajet présumé de la fissure et mesurent ponctuellement la déformation asympto-
tique au passage de la fissure avec une forte résolution. Une procédure d’analyse a été définie
pour l’expression des grandeurs physiques caractéristiques de l’initiation et de la propagation
de fissure. D’une part, la ténacité critique à l’initiation de la rupture est déduite de la mesure
de l’effort et du déplacement imposés par l’impacteur. D’autre part, la ténacité dynamique est
estimée par une analyse du champ de déformation asymptotique au voisinage de la pointe de
fissure en cours de propagation et de la vitesse de propagation.

Un ensemble d’études numériques et expérimentales intermédiaires ont été menées afin
d’évaluer et de valider ce protocole. Notamment, une zone a été définie autour de la pointe de
fissure pour assurer la pertinence du modèle à 2-paramètres décrivant le champ de déformation
asymptotique. En conséquence, les jauges de déformation doivent être placées à l’intérieur de
cette zone pour réaliser une analyse correcte du signal enregistré. Une étude de sensibilité a
montré que les dimensions limites de cette zone sont fortement dépendantes de la partie non-
singulière de la déformation asymptotique dont l’importance se traduit par le coefficient kns.
Or, aucune valeur de ce coefficient n’est disponible dans la littérature pour une éprouvette
entaillée et chargée en flexion 3-points. L’évolution de ce coefficient avec l’avancée de la fissure
a donc été estimée dans le cas de l’initiation quasi-statique de la rupture grâce à une méthode
hybride numérique/expérimentale. Cette étude a révélé une intensification des déformations
non-singulières avec l’avancée de la fissure réduisant la taille de la zone de validité du modèle
asymptotique à 2-paramètres. Toutefois, il a été conclu que les jauges de déformation sont
positionnées de façon appropriée. Une étude numérique portant sur les dimensions de la grille
de mesure a également permis de valider le modèle de jauge de déformation sélectionné. En
effet, l’évolution de la déformation moyenne mesurée à 2 mm du front de fissure est semblable
en temps et en amplitude au pic de déformation théoriquement ressenti au centre de la jauge
utilisée dans cette recherche. Ensuite, l’étude de l’incertitude sur la mesure de la vitesse de
propagation par cinématographie rapide a souligné l’importance du compromis entre précision
et instantanéité de la mesure. Par ailleurs, il a été démontré que l’exploitation des jauges de
déformation placées à 1 mm du trajet de fissure permet de disposer d’une mesure de la vitesse
de propagation de référence. Plusieurs essais de propagation ont rapportés que la profondeur
de l’entaille conditionne le respect de l’hypothèse de vitesse constante nécessaire à l’identifi-
cation des paramètres de rupture. Une borne supérieure pour le rayon de la zone plastique a
été déterminée en fonction des déformation résiduelles constatées sur certains de ces essais.
On en a déduit qu’une épaisseur d’éprouvette supérieure à 7.40 mm est suffisante pour respec-
ter l’hypothèse de déformation plane. En revanche, ces essais ont rapporté que la viscosité du
matériau semble agir sur le retour élastique après le passage de la fissure. Par conséquent, une
série de Prony a été identifiée pour décrire l’évolution du module de Young de la résine époxy
Hexply R©M21 en fonction de la vitesse de déformation.

Une fois le protocole expérimental validé, celui-ci a été exploité pour caractériser expérimenta-
lement les effets de la dynamique sur l’initiation et la propagation de fissure dans la résine époxy
Hexply R©M21. Tout d’abord, la ténacité critique a été estimée sur des éprouvettes pré-fissurées
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et impactées à 1 m.s−1. L’analyse de l’effort critique préconisée par la norme s’est avérée inap-
propriée en dynamique puisque la rupture s’initie pendant la mise en résonance du montage. À
l’inverse, une analyse du déplacement critique s’est révélée plus pertinente car aucune perte de
contact n’a été constatée entre l’éprouvette et l’impacteur. Le module de Young dynamique a
été considéré pour tenir compte de la viscosité de la résine dans la détermination de la ténacité
critique. Les résultats de cette analyse rapportent que la ténacité critique sous chargement dy-
namique est plus faible que sous sollicitation quasi-statique. Cette tendance est particulièrement
marquée sur le taux de restitution d’énergie critique GIC qui représente l’énergie nécessaire pour
initier la fissure. En effet, le taux de restitution d’énergie critique passe de 362 J.m−2 en quasi-
statique à 246 J.m−2 lorsque l’éprouvette est sollicitée à 1 m.s−1. Deux essais supplémentaires
ont ensuite été réalisés à 1 m.s−1 et 10 m.s−1 pour étudier l’influence d’un impact sur la pro-
pagation de la fissure. Une augmentation de la vitesse de propagation a été observée avec
l’accroissement de la vitesse de sollicitation. La vitesse de propagation maximale mesurée at-
teint même 450 m.s−1 pour un impact à 10 m.s−1. On a expliqué l’évolution de la vitesse de
propagation en dynamique par le déplacement rapide de l’impacteur qui continue à fournir
de l’énergie après l’initiation de la rupture. En conséquence, une déformation non-singulière
plus importante a aussi été mesurée sur l’éprouvette impactée à 10 m.s−1. Pour cet essai, une
partie des jauges n’était pas inclue dans la zone de validité du modèle asymptotique utilisé
pour décrire le champ de déformation au voisinage de la pointe de fissure, limitant l’analyse
des signaux en déformation. Sur ces essais, une augmentation de la ténacité dynamique a été
observée avec la vitesse de propagation de fissure. Le taux de restitution d’énergie dynamique
GID a été évaluée autour de 220 J.m−2 pour une vitesse de propagation inférieure à 150 m.s−1.
Ce résultat démontre que la résine se comporte de façon fragile aux faibles vitesses de propa-
gation. En revanche, le taux de restitution d’énergie dynamique GID a été évaluée autour de
800 J.m−2 pour une vitesse de propagation de 440 m.s−1, soit plus du double de la ténacité cri-
tique quasi-statique généralement prise en compte dans les lois cohésives. Ces résultats, inédits
pour une résine époxy spécifique des composites à matrice organique, démontrent l’importance
de considérer l’influence de la dynamique sur la décohésion inter-laminaire. Des micrographies
ont été réalisées sur les faciès de rupture des éprouvettes pour comprendre les mécanismes de
rupture responsables de l’évolution de la ténacité dynamique. Ces micrographies ont révélé la
présence de crazing et la formation de nombreuses lèvres de cisaillement. Il a été conclu que
ces lèvres de cisaillement sont engendrées par l’interaction de la fissure principale avec des
micro-fissures qui s’initient à la frontière entre les nodules et la résine époxy à cause de la
différence de rigidité. Par ailleurs, une intensification des mécanismes de rupture et l’apparition
d’une forte rugosité de surface qui accompagnent l’augmentation de la vitesse de propagation de
fissure corroborent l’évolution de la ténacité dynamique. Finalement, une loi cohésive linéaire
décroissante et dépendante de la vitesse de propagation a été définie et identifiée à partir des
données expérimentales pour modéliser l’initiation et la propagation de fissure dans la résine
époxy Hexply R©M21 sous un chargement dynamique et variable de type impact. À l’initiation,
cette loi cohésive prédit une ouverture de fissure critique cohérente avec l’épaisseur d’une zone
de crazing. Puis, l’ouverture critique augmente avec la vitesse de propagation et tend vers l’in-
fini en se rapprochant de la vitesse des ondes de Rayleigh. La particularité de la loi cohésive
proposée est la possibilité de décrire l’initiation et la propagation de fissure à la différence de
nombreux modèles de la littérature qui traitent ces phases séparément. En outre, l’identifica-
tion expérimentale proposée a été réalisée à partir de mesures instantanées de la ténacité et
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de la vitesse de propagation, au contraire des identifications expérimentales de la littérature
exploitant des mesures moyennes sur des essais de type Charpy.

Plusieurs axes de recherche sont envisagés pour la poursuite de ces travaux :

Concernant l’optimisation du protocole expérimental développé, l’analyse à 2-paramètres
du champ déformation asymptotique mesuré ponctuellement par une jauge de déformation a
montré ses limites sur l’essai de propagation impacté à 10 m.s−1. À cette vitesse, la zone de
validité de ce modèle devient beaucoup trop faible pour y inclure une jauge de déformation.
Une alternative possible consiste à utiliser la corrélation d’images numériques pour identifier
un modèle d’ordre supérieur décrivant le champ de déformation asymptotique sur une zone
plus large. Dans ce cas, des difficultés sont à prévoir concernant la mesure d’une déformation
de faible amplitude, la localisation de la pointe de fissure ou encore l’utilisation d’une caméra
ultra-rapide. De plus, la corrélation d’images numériques associée à l’analyse par éléments fi-
nis constitue un moyen intéressant de prendre en compte le comportement visqueux de la résine.

Pour améliorer la compréhension de la rupture dynamique des résines époxy renforcées avec
des nodules thermoplastiques, il serait intéressant de caractériser expérimentalement l’influence
de la température sur la ténacité. En effet, des études expérimentales réalisées sur des polymères
amorphes rapportent que les processus visco-plastiques opérant en pointe de fissure dissipent
de l’énergie sous forme de chaleur et augmente la température localement. Cette augmentation
de température n’est pas négligeable et peut modifier la ténacité du matériau en agissant sur
l’ouverture critique de la fissure ou encore sur la taille de la zone cohésive.

En terme de modélisation, l’implémentation de la loi proposée dans un élément cohésif
adapté est nécessaire afin d’évaluer sa prédictibilité. L’application directe de ces travaux concerne
la simulation de la rupture dynamique de structures en résine époxy ou de joints collés. À moyen
terme, les effets de la dynamique sur l’initiation et la propagation de fissure dans les résines
époxy pourraient être exploités dans un modèle multi-paramètres dédié à la modélisation du
délaminage sous chargement dynamique. Toutefois, l’extension de ces travaux à la rupture des
interfaces nécessite d’étudier l’influence du confinement sur le développement des mécanismes
de rupture en pointe de fissure.
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Annexe A

Généralités sur la mécanique élastique
linéaire de la rupture

A.1 Mécanique élastique linéaire de la rupture dans le

domaine de la quasi-statique

A.1.1 Comment définir une fissure ?

Une fissure est définie comme une discontinuité surfacique séparant la matière. D’un point
de vue mécanique, elle est une discontinuité du champ de déplacement provoquant une concen-
tration de contrainte en son front. Une fissure est en général initiée à partir d’un défaut na-
turellement présent dans la matière. Sa propagation résulte d’une sollicitation mécanique qui
peut suivre trois modes différents représentés dans la figure A.1.

I II III

Figure A.1 – Les différents modes d’ouverture d’une fissure.

A.1.2 Théorie énergétique de Griffith

Précurseur de la mécanique de la rupture, Griffith [45] aborde en 1921 le problème de
criticité d’une fissure. Le cadre théorique de ces travaux est la mécanique de la rupture fragile,
le matériau non fissuré se comportant de manière purement linéaire élastique. Dans son étude,
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Griffith se propose de caractériser la rupture d’un point de vue énergétique en considérant
une évolution quasi-statique du milieu. Son approche est motivée par la présence d’interactions
atomiques rompues au cours de la propagation d’une fissure. Cela l’amène à supposer l’existence
d’une énergie de liaison par unité de surface γ définie comme une valeur intrinsèque du matériau.
La quantité 2γ dSf représente alors l’énergie strictement nécessaire à apporter au système pour
séparer les deux lèvres de fissure afin de propager la fissure d’une surface dSf . Par conséquent,
une variation de l’énergie apportée au système dWext se traduit par une variation de l’énergie
interne du système dWelas et par une dissipation d’énergie 2γ dSf pendant la propagation de la
fissure selon la relation (A.1),

dWext = dWelas + 2γ dSf . (A.1)

Au moment de l’initiation d’une fissure sollicitée en mode I, on définit le taux de restitution
d’énergie critique GIC par la relation (A.2),

GIC = − dWelas − dWext

dSf
= 2γ . (A.2)

L’importance du paramètre GIC est de premier ordre car celui-ci définit la capacité d’un
matériau à résister au phénomène de fissuration et caractérise ainsi sa ténacité selon le mode
I. Il est important de rappeler que la relation précédente est valable uniquement dans le cas
d’une rupture fragile et d’une évolution quasi-statique correspondant aux hypothèses de travail
de Griffith. Aucun phénomène dynamique n’est pris en considération dans ce bilan énergétique.

A.1.3 Facteur d’intensité de contrainte

Griffith est le premier à proposer une théorie cohérente de la rupture fragile en caractérisant
une fissure d’un point de vue énergétique. La théorie plus récente d’Irwin [51] se fonde sur
l’analyse des champs mécaniques singuliers au voisinage du front d’une fissure présente dans un
milieu homogène. Son raisonnement est motivé par le constat que le développement d’un critère
de propagation sur la contrainte en pointe de fissure est impossible pour les matériaux fragiles
car la théorie de la rupture impose que celle-ci soit infinie. Son idée est alors de caractériser une
fissure par son degré de criticité représenté par les valeurs des facteurs d’intensité de contrainte.
Lorsque la fissure est sollicitée selon le mode I, le problème est considéré plan comme représenté
dans la figure A.2. Dans ce cas, la partie singulière des champs mécaniques asymptotiques en
déplacement (u1, u2) et en contrainte (σ11, σ12, σ22) au moment de l’initiation de la fissure
dépendent uniquement du facteur d’intensité de contrainte critique KIC . Alors, les champs
mécaniques asymptotiques à l’initiation de la rupture sont décrits au plus proche de la pointe
de fissure par les relations (A.3) et (A.4),

{
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A.2. Mécanique élastique linéaire de la rupture dans le domaine de la dynamique

où µ est le module de cisaillement et ν est le coefficient de poisson. Enfin le coefficient k est
égal à 3− 4ν en déformation plane et à 3−ν

1+ν
en contrainte plane.

M

Figure A.2 – Représentation du système de coordonnées utilisé pour décrire les champs asymp-
totiques. Le repère local est orienté par ~x1 dans la même direction que la pointe de fissure.

A.1.4 Équivalence des théories de Griffith et Irwin

La théorie d’Irwin est valide lorsque le milieu est homogène. Lorsque cette hypothèse est
vérifiée, le taux de restitution d’énergie critique GIC est lié au facteur d’intensité de contrainte
critique KIC par la relation (A.5),

GIC =
k + 1

8µ
K2
IC . (A.5)

A.2 Mécanique élastique linéaire de la rupture dans le

domaine de la dynamique

A.2.1 Champs mécaniques asymptotiques en dynamique

La théorie d’Irwin [51] utilise le facteur d’intensité de contrainte critique KIC pour décrire
les champs asymptotiques singuliers en contrainte et en déplacement à l’initiation de la fis-
sure sous sollicitation quasi-statique. Dans le cas d’une fissure se propageant rapidement à une
vitesse ȧ, les champs mécaniques asymptotiques possèdent des singularités différentes. Il de-
vient nécessaire d’introduire le facteur d’intensité de contrainte dynamique KID pour décrire
la singularité du champ asymptotique en contrainte [20][36]. Le facteur KID est approprié à la
description de la propagation rapide d’une fissure [44][43][84] et est défini par la relation (A.6),

KID = lim
r→0

√
2πr . σ22(θ = 0) . (A.6)

121



Chapitre A. Généralités sur la mécanique élastique linéaire de la rupture

A.2.2 Extension de la formule d’Irwin à la dynamique

Soit ∂Γ un contour entourant la pointe de fissure mobile, suffisamment proche de celle-ci pour
que l’hypothèse de stationnarité soit valide à l’intérieur de ∂Γ. Le taux de restitution d’énergie
dynamique GID est défini comme le flux d’énergie mécanique traversant ∂Γ par unité de surface
créée lors de la propagation. La formule d’Irwin (A.5) peut être étendue à la dynamique [20][36]
et permet de relier le taux de restitution d’énergie dynamique GID au facteur d’intensité de
contrainte dynamique KID par l’égalité (A.7),

GID =
ȧ2 λ1

2 c22 µD(ȧ)
. (KID)2 , (A.7)

avec,

D(ȧ) = 4λ1λ2 − (1 + λ22)
2 , (A.8)

λ1 =

√
1− (

ȧ

c1
)2 et λ2 =

√
1− (

ȧ

c2
)2 . (A.9)

Les paramètres c1 et c2 sont respectivement la célérité des ondes de compression et la célérité
des ondes de cisaillement dans le matériau. Par ailleurs, la fonction D(ȧ) tend vers 0 lorsque
ȧ→ cR où cR est la célérité des ondes de Rayleigh. Il est important de noter la dépendance à la
vitesse de fissuration ȧ qui différencie fondamentalement le cas dynamique de la quasi-statique.
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Annexe B

Caractérisation quasi-statique du
comportement mécanique de la résine
époxy Hexply R©M21

Table B.1 – Résultats de la campagne de caractérisation du comportement quasi-statique de
la résine époxy Hexply R©M21.

Essai [no] E [MPa] ν [-] σmax [MPa]

S1 3.130 0.354 77.6
S2 3.120 0.346 73.9
S3 3.160 0.361 60.3
S4 3.170 0.348 81.0
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Chapitre B. Caractérisation quasi-statique du comportement mécanique de la résine époxy
Hexply R©M21

Figure B.1 – Exemple d’une courbe contrainte/déformation obtenue au cours de la campagne
de caractérisation du comportement quasi-statique de la résine époxy Hexply R©M21.
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Caractérisation expérimentale de l’initiation et de la propagation de
fissure dans une résine époxy sous chargement dynamique

Les résines époxy renforcées par des nodules thermoplastiques sont largement utilisées dans
les matériaux composites à matrice organique de l’industrie aéronautique. Dans le cas parti-
culier des stratifiés, les résines époxy déterminent la résistance du milieu inter-laminaire au
délaminage. Ce processus de décohésion macroscopique apparâıt classiquement lors d’un im-
pact dynamique et compromet fortement l’intégrité des structures composites légères. Pour-
tant, les modèles cohésifs actuels ne sont pas prévus pour la simulation du délaminage sous
sollicitation rapide. Notamment, l’influence présumée de la dynamique sur la rupture du milieu
inter-laminaire riche en résine époxy n’est pas prise en compte. Par conséquent, cette recherche
consiste à caractériser l’initiation et la propagation de fissure dans une résine époxy sous char-
gement dynamique. Dans cet objectif, des éprouvettes entaillées sont fabriquées à partir de la
résine époxy Hexply R©M21 spécifique du domaine aéronautique. Un protocole expérimental est
développé et validé afin d’estimer les ténacités d’initiation et de propagation d’une éprouvette
chargée en flexion 3-points par un vérin hydraulique. Les essais réalisés démontrent que la
ténacité dynamique augmente fortement avec la vitesse de propagation de fissure, à l’inverse de
la ténacité d’initiation qui diminue avec la vitesse d’impact. Ces évolutions sont cohérentes avec
les micrographies réalisées post-mortem qui présentent une augmentation des mécanismes de
rupture. Finalement, une loi cohésive est définie et identifiée pour prendre en compte l’influence
de la dynamique sur l’initiation et la propagation d’une fissure dans la résine époxy étudiée.

Mots-clés : Mécanique de la rupture dynamique ; Protocole expérimental ; Résine époxy ; Pro-
pagation de fissure ; Initiation de fissure.

Experimental characterization of crack initiation and propagation in
epoxy resins under dynamic loadings

Epoxy resins toughened with embedded thermoplastic particles are classically used in the
aeronautical composites manufacturing. As matrix into laminated composites, epoxy resins de-
termine the delamination resistance of the interlaminar field. The delamination process is a large
decohesion that often occurs during impact loadings and it critically compromises the integrity
of the light weight composite structures. However, most of the cohesive zone models are not
intended to simulate delamination under high rate loadings. In particular, these models do not
consider the expected effects of loading rate on fracture behaviour of the resin-rich interlaminar
field. Therefore, this research aims at characterizing crack initiation and propagation in epoxy
resins under dynamic loadings. For that purpose, we manufacture notched specimens made of
pure Hexply R©M21 epoxy resin which is mainly used in aeronautics. An experimental procedure
is developed and validated in order to estimate initiation and propagation fracture toughness on
a 3-points bending test associated to a servo-hydraulic testing machine. Experimental results
demonstrate that the dynamic fracture toughness highly increases with the crack propagation
speed while the initiation toughness decreases with the impact velocity. These evolutions are
consistent with post-mortem micrographic observations that show intensifying fracture me-
chanisms. Finally, a cohesive law is defined and identified to take into account the dynamic
dependency of crack initiation and propagation in the considered epoxy resin.

Keywords : Dynamic fracure mechanics ; Experimental procedure ; Epoxy resin ; Crack pro-
pagation ; Crack initiation.
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