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Nomenclature

La nomenclature suit les règles suivantes :

— Les paramètres en minuscules sont des scalaires. Exemple : kc
— Les paramètres en majuscules sont des vecteurs. Exemple : U
— Les paramètres en majuscules et en gras sont des matrices. Exemple : M

Φ Matrice des vecteurs propres

Ψ Ensemble des modes contraints

C Matrice d’amortissement

K Matrice de rigidité

M Matrice de masse

Ü Accélération

δ enfoncement au point de contact

U̇r Vitesse adimensionnée

U̇ Vitesse

Γ Densité spectrale de déplacement

µ Coefficient de frottement

ν Coefficient de poisson

ω Pulsation

ω0 Fréquence du mode fondamental

ω0 Pulsation du mode fondamental

ρ Masse volumique

θ Azimut

k̃ Raideur de Hertz

ξ Coefficient d’amortissement modal

an...fn Coefficient de Fourier

c Coefficient d’amortissement physique

cf Vitesse des ondes de flexion

Ci, C
′
i Courbure de l’objet i

d1 Distance de lâcher

dt Pas de temps

dtc Temps de choc

E Module d’Young

e épaisseur

ec Energie cinétique

em Energie mécanique

ep Energie potentielle

err Erreur sur la DSP du signal

errF Erreur sur la force

f0 Fréquence du mode fondamental

fc Force de contact

fN Effort normal

fcd Force de contact à droite

fcg Force de contact à gauche

ftronc Fréquence de troncature

frc Force adimensionnée

I Moment quadratique

j Jeu

jr Jeu adimensionné

kc Raideur de contact

kf Raideur de flexion
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l Longueur

l0 Longueur libre des aiguilles des essais
de lâcher CARNAC

l1 Distance entre le haut de l’aiguille et le
point de choc

LSSi Zone de liaison entre sous-structures

m masse

mf Moment fléchissant

p Chargement réparti

Q Coefficient modal

r rayon

Rk Ratio des raideurs kc/kf

Rftronc Ratio des fréquences f/f0

U Déplacement

u, v, w Déplacements en coordonnées cylin-
driques

Ur Déplacement adimensionné

ASTRID “Advanced Sodium Technological
Reactor for Industrial Demonstration”

CARNAC “CARactérisation dyNamique des
Aiguilles Combustibles”

DSP “Densité Spectrale de Puissance”

PMC “Plan Médian Cœur”

POD “Proper Orthogonal Decomposition”

POM “Proper Orthogonal Modes”

RNR “Réacteur à Neutrons Rapides”

TH “Tube Hexagonal”
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Introduction

“ Un scientifique dans son laboratoire n’est pas un simple technicien : il est aussi
un enfant confronté à des phénomènes naturels qui l’impressionnent comme
des contes de fées. ”

Marie Curie,

L’industrie nucléaire a des impératifs de sureté très exigeants. Tout nouveau prototype de
réacteur doit faire l’objet d’une analyse de risque faisant appel à des spécialistes de plusieurs
disciplines. Le CEA travaille sur un démonstrateur technologique de réacteur à neutrons ra-
pides, appelé ASTRID. Les réacteurs utilisant l’eau comme liquide caloporteur constituent la
grande majorité des réacteurs du parc. Les réacteurs à neutrons rapides refroidis au sodium
liquide présente des spécificités différentes en terme de sureté : les chargements thermiques
et d’irradiations sont plus importants et de ce fait, la conception du cœur est sensiblement
différente. Le cœur est composé d’assemblages hexagonaux de différents types. Certains as-
semblages permettent de maîtriser et contenir les réactions neutroniques dans le cœur. Les
autres sont les assemblages combustibles, sur lesquels ont porté le travail présenté dans ce
mémoire.

Le centre de l’assemblage combustible est composé d’un tube hexagonal (TH) creux. Sur la
partie inférieure, un pied permet l’entrée du sodium dans le tube et le maintien de l’assem-
blage. Sur la partie supérieure, une protection permet d’éviter les fuites neutroniques verti-
cales. A l’intérieur du tube est inséré un faisceau de 217 aiguilles combustibles ordonnées en
un réseau hexagonal. Elles sont maintenues sur la partie basse par une grille et laissées libres
sur la partie haute, afin de ne pas contraindre les aiguilles lors de sollicitations thermiques.
Les aiguilles sont des tubes clos d’environ un centimètre de diamètre contenant le combus-
tible sous forme de pastilles. Elles disposent aussi d’un long vase d’expansion interne pour
contenir les gaz de fission. Un fil enroulé en hélice autour du tube de gaine va permettre de
maintenir un espacement constant entre les aiguilles et améliorer les échanges thermiques
entre le cœur et le sodium.

L’absence de cerclage et de maintien du faisceau sur sa partie haute va permettre aux
aiguilles d’être relativement mobile à l’intérieur du TH, notamment en début de vie lorsqu’il
y a présence de jeux de montage. Lors des opérations de transport et de manutention des
assemblages, avant et après leurs mises en place dans le réacteur, les aiguilles vont subir des
chargements dynamiques. Ceux-ci se traduisent par des chocs localisés sur la paroi externe
du tube hexagonal et conduisent à des mouvements complexes à l’intérieur du faisceau. De
même, les séismes vont induire des contraintes à l’intérieur de l’assemblage.
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L’objet de cet étude est la compréhension du comportement dynamique du faisceau d’ai-
guille combustible en présence ou non de jeu. Les aiguilles combustibles constituent la pre-
mière barrière du confinement, et en cette qualité, leur intégrité doit être préservée. Lors
d’une sollicitation dynamique, les aiguilles du faisceau vont subir un nombre conséquent de
chocs (plusieurs centaines de milliers) dans un laps de temps très court. Afin de dimensionner
les aiguilles, les contraintes induites par ces chargements dynamiques doivent pouvoir être
évaluées.

L’objet de ce mémoire est de comprendre les phénomènes physiques se déroulant dans une
structure présentant un grand nombre de contacts internes, et de définir des méthodologies
pour créer des modèles numériques capables de simuler le comportement dynamique de ces
structures. Les contacts en dynamique constitue une non-linéarité forte nuisant à la stabilité
des méthodes numériques. De façon à s’assurer de la précision des résultats, ceux-ci seront
validés par des approches analytiques et expérimentales.

Une méthodologie de résolution numérique est proposée. Différentes techniques sont em-
ployées pour permettre d’aboutir à une solution rapide et précise, comme l’utilisation de la
sous-structuration et de la projection des inconnues sur base modale. Les méthodes de ges-
tions de non-linéarités de contact sont particulièrement étudiées et une loi de contact repré-
sentative de la géométrie du problème est créée. L’étude précise des déplacements, énergies
et efforts dans les aiguilles dans plusieurs situations ont permis de comprendre un certains
nombre de phénomènes physiques agissant dans le faisceau et plus généralement dans des
systèmes multicontact.

Le mémoire s’articule en quatre axes. Dans le premier, nous abordons d’abord la concep-
tion du banc expérimental CARNAC, banc conçu pour réaliser des essais dynamiques sur une
aiguille combustible de RNR. Le banc est polyvalent et permet plusieurs types d’essais, pour
plusieurs géométries ou configurations. Les premiers essais réalisés sont des essais de lâcher,
l’aiguille est soumise à une flexion préalable et relâchée contre un appui. Ensuite des essais
sont réalisés dans plusieurs configurations de jeux sur une aiguille sollicitée par un pot vi-
brant. L’objectif de ces expériences est de comprendre la réponse dynamique d’une aiguille
seule et de valider les modélisations.

Dans un second axe, nous nous intéressons au choix d’une méthode numérique apte à
simuler le comportement dynamique d’un faisceau complet et à valider cette méthode par
différents moyens. Le problème simple d’une poutre entrant en contact avec un ressort est
considéré, et résolu avec une méthode semi-analytique. La méthode numérique envisagée
est comparée sur ce problème à la fois à la résolution semi-analytique et aussi aux résultats
expérimentaux obtenus sur CARNAC ce qui permet d’aboutir à une méthodologie de choix
des paramètres numériques.

Ensuite, une modélisation simplifiée du faisceau est étudiée afin de comprendre les phé-
nomènes physiques agissant dans la dynamique de ce système. Ce modèle éléments finis est
appuyé par un modèle analytique multicontact à une dimension afin d’interpréter les phéno-
mènes agissant sur une durée très réduite lors des contacts successifs et l’influence du jeu
dans ce type de système.

Dans le dernier axe, la méthode numérique sera appliquée sur l’assemblage complet. Une
méthode par sous-structuration a dû être utilisée pour réaliser le calcul sur le maillage élé-
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ment fini dans un délai raisonnable. De plus, la loi d’effort a été étudiée en détail pour être
représentative de la géométrie des contacts. Les trajectoires, énergies et efforts dans les confi-
gurations avec ou sans jeux ont été obtenus et analysés pour être enfin comparés avec les
résultats expérimentaux obtenus sur des travaux précédents au CEA.
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CHAPITRE I

CONTEXTE ET ÉTAT DE L’ART

“ Imagination is more important than knowledge. For knowledge is limited,
whereas imagination embraces the entire world, stimulating progress, giving
birth to evolution. ”

Einstein, The Saturday Evening Post, 1929
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I.3.1 Modèles antérieurs 24
I.3.2 Banc d’essai BELIER 29
I.3.3 Limites des outils existants 30

I.1. Contexte industriel

I.1.1. Les RNR et le projet ASTRID 600

ASTRID est un projet de réacteur à neutrons rapide (RNR) français. Il fait suite aux RNR
Phénix et Superphénix arrêtés en 2010 et 1998. Si les RNR sont actuellement peu implantés
industriellement dans le parc mondial, c’est pourtant cette technologie qui a fait fonction-
ner les premiers réacteurs, dont EBR1 en 1951, seulement 17 ans après la découverte de la
radioactivité artificielle.

Le parc actuel est majoritairement composé de réacteurs dit « à neutrons thermiques »,
incluant les réacteurs à eau pressurisée (REP) ou réacteurs à eau bouillante (REB). Ces types
de réacteurs ne peuvent utiliser comme combustible qu’une quantité infime de l’uranium
naturel, l’isotope fissile U235, disponible en quantité limitée sur la surface du globe, alors
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I. Contexte et état de l’art

que les RNR sont capables de faire réagir notamment de l’Uranium 238 ou du Thorium,
présent en quantité beaucoup plus grande à l’état naturel, et laissant donc envisager des
ressources en combustibles quasi-illimitées. Dans les RNR, le fluide caloporteur utilisé ne
doit pas être un modérateur à neutrons, comme l’eau. Plusieurs solutions ont été envisagées,
comme l’utilisation de plomb liquide ou de gaz. C’est le sodium qui a été retenu pour les
prototypes français.

Les réacteurs « lents » ont rapidement été préférés aux RNR pour plusieurs raisons : tout
d’abord, du point de vue technologique, les REP et REB étaient plus faciles à mettre en œuvre
à grande échelle, principalement grâce à la possibilité d’utiliser de l’eau comme seul fluide ca-
loporteur. Ensuite, pour des raisons stratégiques : les RNR permettent de fabriquer de grande
quantité de plutonium qui pourrait être utilisé dans l’armement. La fermeture de SuperPhénix
a poussé à la désaffection de la filière en France. Cependant, cette technologie a de grandes
qualités. Outre l’augmentation considérable des ressources disponibles, les RNR sont surtout
capables de mieux utiliser le combustible, permettant ainsi de réduire la quantité de déchets
générés. Mieux, une partie des combustibles usés de haute activité générés par les centrales
classiques pourraient être utilisés pour alimenter les RNR. Dans l’optique actuelle d’une dé-
carbonatation massive de la production électrique à l’échelle mondiale pour lutter contre le
réchauffement climatique, ces réacteurs, dits de 4ème génération, sont une option de choix.

Le projet ASTRID 600 a été lancé en 2008. Actuellement, il est en phase d’avant-projet
détaillé. Des décisions récentes en janvier 2018 ont poussé à une réévaluation de sa puissance
thermique. L’étude actuelle porte sur le prototype initial de 600MW électrique. La conception
d’ASTRID profite du retour d’expérience (REX) de Phénix et Superphénix. Le fonctionnement
du réacteur est présenté sur la figure I.1. Il est composé de 3 circuits entre lesquels il n’y a
pas d’échange de matière mais un transfert de chaleur.

Les circuits secondaires et tertiaires permettent de récupérer la chaleur émise par le cœur
à travers des échangeurs et de la convertir ensuite en électricité. Du sodium circule dans
les deux premiers circuits, le liquide caloporteur privilégié pour le moment pour le circuit
tertiaire est l’eau. La conception d’Astrid est de type intégré, c’est-à-dire que l’intégralité du
circuit primaire est immergée dans la cuve principale. Une pompe d’alimentation fait pénétrer
le sodium « froid » (400°C) venant de la base de la cuve dans le cœur où il se réchauffe
jusqu’à atteindre 550°C à la sortie. La cuve est surmontée d’une dalle couvercle à travers
laquelle on peut insérer les assemblages, introduire les barres de contrôle et installer des
instruments de mesure.

Le cœur(voir la section I.1.2) est plongé dans un bain de sodium qui est utilisé comme
fluide caloporteur. L’avantage de ce fluide est d’être liquide dans une large gamme de tempé-
rature ( 100 – 900°C) à pression ambiante, contrairement à l’eau en REP qui est pressurisée à
155 bars. Revers de la médaille, il est opaque, ce qui rend difficile l’inspection, mais surtout il
a une réaction très exothermique avec l’eau. Le sodium circule à la fois autour et à l’intérieur
des assemblages.
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I. Contexte et état de l’art

Figure I.1. � Fonctionnement d'un RNR - Na.

I.1.2. Présentation du cœur et des assemblages

Le cœur d’Astrid 600 est composé d’un grand nombre de tubes hexagonaux, appelés assem-
blages d’environ 17cm de côté et 4,5m de hauteur. Plusieurs types d’assemblages coexistent.

Les assemblages combustibles, au centre du cœur en jaune et en orange sur la figure I.2,
contiennent 217 aiguilles de faible diamètre contenant le combustible sous forme de pastilles.
Les assemblages absorbants, sont répartis entre les assemblages combustibles et permettent
de réguler la réactivité. En périphérie, les assemblages de Protection Neutronique Latérale
(PNL) en gris, et les assemblages réflecteurs, en bleu entourent les assemblages combustibles
et permettent de diminuer les fuites neutroniques.
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Figure I.2. � C÷ur ASTRID 600 [1]

Une représentation d’un assemblage combustible est donnée figure I.3. Le pied est inséré
dans un espace dans le sommier avec un système de clé permettant de ne pas intervertir les
assemblages du cœur. Sur la partie supérieur du pied, un contact s’opère entre une partie sphé-
rique du pied et une zone conique dans le sommier. Cette surface est nommée Portée Sphère
Cône (PSC). Un deuxième contact a lieu sur la partie basse au niveau des labyrinthes [1].
Le reste de l’assemblage est composé d’un tube hexagonal (TH) surmonté d’une tête utili-
sée pour sa manutention. A l’intérieur du TH, on trouve le faisceau d’aiguilles combustibles
(figure I.4) fixé à son extremité basse par une grille encastrée avec le TH. Sur la partie su-
périeure du TH, des éléments massifs sont insérés pour limiter les fuites neutroniques, la
protection neutronique supérieur (PNS). Au dessus du faisceau d’aiguilles sur la face externe
du TH, des bossages appelés plaquettes sont réalisés (figure I.4). Les contacts entre les assem-
blages se font au niveau de ces plaquettes.

I.1.3. Description de l’aiguille combustible

Le combustible nucléaire est contenu dans des éléments appelées "aiguilles", composés d’un
tube fin (la gaine) et d’un fil espaceur enroulé en hélice autour de la gaine (figure I.5) qui
permet au sodium de s’écouler et maximise la surface de contact sodium/gaine [1]. Il garanti
la distance entre les aiguilles, afin d’obtenir un bon comportement neutronique du cœur. Le
matériau de référence prévu pour ASTRID 600 est un acier austénitique composé de 15%
de chrome et de 15% de nickel [2]. Deux bouchons soudés viennent clore l’aiguille à ses
extrémités et maintenir le fil espaceur en position. Les pastilles combustibles sont insérées
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Figure I.3. � Assemblage combustible

Figure I.4. � Faisceau et plaquette.
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dans la gaine sur environ la moitié de la hauteur, laissant un vase d’expansion sur la partie
inférieure de l’aiguille, afin de contenir les gaz relâchés par la réaction de fission. La colonne
de combustible alterne entre des pastilles dîtes fissiles (qui subit une fission sous l’effet d’un
bombardement de neutrons) et fertiles (qui peut produire des isotopes fissiles à la suite de
la capture d’un neutron). Un jeu entre les pastilles et la gaine existe initialement et évolue
durant la vie de l’aiguille sous l’effet de l’irradiation. La colonne combustible est maintenue
par un ressort en partie haute et une entretoise sertie en partie basse.

Figure I.5. � Aiguille combustible

Les pastilles combustibles sont des éléments lourds (leurs densités sont comprises entre
10 et 11). La répartition de la masse sera donc extremement hétérogène, 75% de la masse
totale de l’aiguille est concentrée dans sa moitié supérieure. De plus, durant la vie de l’assem-
blage, les gaines des aiguilles vont gonfler en raison de l’irradiation. Ce gonflement est très
hétérogène dans la hauteur de l’aiguille et influe sur la répartition des jeux dans le faisceau
d’aiguilles présenté figure I.4.

I.1.4. Contacts entre aiguilles dans l’assemblage

Toutes les aiguilles dans le faisceau sont orientées dans la même direction. Tous les contacts
dans le faisceau se font avec les fils espaceurs des aiguilles, à des altitudes prédéterminées
par la valeur du pas d’enroulement du fil.

L’espacement entre les aiguilles elle-même ou entre les aiguilles et le tube hexagonal est
minimal lorsque tous les fils espaceurs sont orientés dans la direction d’un axe qui relie les
coins et les centres des faces du tube hexagonal soit tous les 1/6 de pas d’enroulement du
fil. Lorsque les fils sont orientés dans la direction d’un axe entre coins (figure I.6-a), le jeu
entre aiguilles est minimal mais le jeu aiguille TH est maximal. A l’inverse, lorsque les fils
sont orientées dans la direction d’un axe entre plats (figure I.6-b), le jeu entre aiguilles est
maximal, mais les aiguilles sont susceptibles de rentrer en contact avec l’une des 6 faces du
tube (celle du haut à droite dans la figure I.6-b). Au total dans un assemblage de 217 aiguilles,
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on peut observer alternativement tous les 30° de pas de fil un plan avec 200 contacts inter-
aiguilles ou un plan avec 9 contacts aiguilles périphériques-tube hexagonal. C’est vers les
aiguilles périphériques que vont transiter le plus d’efforts.

Figure I.6. � Position du �l à deux altitudes espacées d'un douzième de pas �l

Dans un assemblage de type ASTRID 600, pour un pas d’enroulement de 180 mm et une
longueur d’aiguille de 2,136 m, l’assemblage contient environ 15000 zones de contacts poten-
tiels. Pour les expériences sur assemblages tronqués BELIER présentées dans la section I.3.2,
le nombre de zones de contact est d’environ 11000.

I.1.5. Chargements dynamiques

L’assemblage, et par extension le faisceau d’aiguilles, est susceptible de subir un certain
nombre de sollicitations dynamiques pendant sa durée de vie. Un séisme génère des mou-
vements différentiels entre les éléments pendant ou en dehors du fonctionnement du cœur.
Lors des opérations de transport des assemblages vierges ou en fin de vie, le faisceau peut
aussi subir des accélérations longitudinales et transversales. Enfin, les opérations de manu-
tention dans le cœur peuvent occasionner des chocs localisés ou des chutes d’assemblages.
Pour toutes ces sollicitations, de durée, d’amplitude et de fréquence très diverses, il est néces-
saire de déterminer des critères à ne pas dépasser pour garantir la bonne tenue mécanique
des aiguilles et éviter les ruptures de gaines.

I.1.6. Problématique

Le faisceau d’aiguilles est une structure non symétrique qui, en présence de jeu, possède
près de 15000 zones de contacts potentiels. Le problème regroupe plusieurs ordres de gran-
deur : le rapport entre le jeu inter-aiguilles et le diamètre d’une aiguille est de l’ordre de
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1/100, tandis que l’élancement d’une aiguille est de l’ordre de 200. Les méthodes de ré-
solution numérique les plus courantes utilisent des schémas d’intégration implicite et une
résolution sur les degrés de liberté du maillage de la structure. Elles sont précises mais elles
montrent des grandes difficultés à converger et nécessitent une puissance de calcul très im-
portante. L’objectif de la thèse est de parvenir à une modélisation simplifiée du faisceau pour
la dynamique en prenant en compte la présence d’un jeu qui permettra à la fois d’analyser
l’influence des différents paramètres sur le comportement du système et de vérifier que les
contraintes induites sur les aiguilles ne dépassent pas les limites admissibles.

I.2. État de l’art

Des projets de réacteurs aux neutrons rapides sont developpés en France mais aussi au Ja-
pon, en Russie, en Chine et en Inde. Tous ces projets nécessite des études de façon à assurer
la sûreté de ces installations très particulières. Beaucoup d’études se sont portées sur l’inter-
action fluide-structure entre les aiguilles et le liquide. Dans le travail mené par Broc [3], des
méthodes d’homogénéisation sont utilisées pour représenter à la fois les aiguilles et le sodium.
Daogang [4] utilise une approche théorique et expérimentale pour modéliser le comporte-
ment dynamique de deux assemblages immergés dans du sodium. D’autres écrits concernent
l’étude du comportement dynamique du cœur avec différents méthodes de réduction [5, 6].
Toutes ces études ont la particularité de simplifier la géométrie de l’assemblage pour réaliser
des calculs dans un temps raisonnable. L’originalité de cette thèse est de proposer une ana-
lyse sur la géométrie complète de l’assemblage afin d’interpréter au mieux les phénomènes
physiques s’y déroulant. Des études similaires ont été réalisés dans le cas des réacteurs à eau
pressurisée, en utilisant de la même façon des méthodes d’homogénéisation [7, 8], ou une
réduction sur base modale [9, 10]. Récemment, Fadaee [11] a proposé une méthode pour
traiter le cas d’un problème avec jeux similaire à l’assemblage de RNR. Mais le nombre de
zones de contact et la taille du modèle sont beaucoup plus réduits. La modélisation d’un
système de cette taille avec autant de contacts potentiels reste donc un défi industriel qui jus-
tifie une analyse poussée. Dans les sections suivantes, nous nous attarderons sur les études
préalables à cette thèse qui ont inspiré les méthodologies développées par la suite.

I.3. Etat de l’art au CEA

I.3.1. Modèles antérieurs

Le faisceau d’aiguilles est un système de grande dimension avec un grand nombre de rela-
tions de contacts, c’est pourquoi les calculs réalisés par le passé ont dû utiliser des méthodo-
logies simplifiées pour obtenir des critères de dimensionnement, aussi bien sur la définition
du maillage que sur la gestion des non-linéarités. Les travaux de deux auteurs qui ont inspiré
fortement cette thèse sont présentés ici.
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I.3.1.1. Travaux de A.Ravenet

L’approche de Ravenet est de linéariser le contact et de limiter la zone d’étude afin de limi-
ter les ressources nécessaires au calcul. Cette méthode est employée pour dimensionner les
aiguilles à une sollicitation de type transport/manutention [12] et pour le séisme [13]. Le
faisceau est modélisé uniquement sur un pas de fil, et une rangée de 6 aiguilles est représen-
tée (figure I.7). Des éléments finis de type coques sont utilisés pour les gaines. La masse des
autres aiguilles est appliquée sur la dernière aiguille de la rangée.

Figure I.7. � Schéma du modèle de Ravenet et allure du déplacement imposé.

Un certain nombre d’hypothèses sont utilisées pour linéariser le problème de contact. L’ins-
tant initial est choisi au tout début de la phase de choc. Toutes les aiguilles sont considérées
bloquées les unes contre les autres aux points de contact avec les fils. Le chargement est
imposé sur l’aiguille périphérique aux points théoriques du contact avec le tube hexagonal.
Celui-ci est choisi sous la forme d’un demi-sinus à la fréquence ω (voir graphe de la figure I.7).
Un schéma d’intégration implicite sur les degrés de liberté de la structure est utilisé. L’accélé-
ration maximale est dépendante du paramètre scalaire a :

Ü = −aω2 (I.1)

Les calculs sont effectués à accélération unitaire, c’est à dire que la constante a est choisie
telle que :

a = − 1
ω2 (I.2)

Pour chaque valeur de ω choisie, un calcul élément fini est réalisé et une valeur de contrainte
maximale σi durant l’essai est calculée. On ne garde ensuite que la plus grande valeur σmax.
L’accélération admissible Üadm est définie grâce à cette valeur σmax et une contrainte limite
σlim imposée par le matériau des aiguilles et les autres chargements (thermique/statique)
subits par l’aiguille (équation I.3). Cette relation suppose que la contrainte calculée lors de
l’essai est proportionnelle à l’intensité du chargement dynamique.
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Üadm = σlim
σmax

(I.3)

Si cette méthode permet d’estimer simplement les contraintes générées par un chargement
dynamique par le biais d’un problème linéaire, elle occulte un grand nombre de phénomènes
dynamiques que nous aborderons dans cette thèse, telles que :

— les déformations des surfaces de contact
— les ondes générées dans le faisceau
— les problématiques de contacts multiples
— l’influence du jeu

La portion d’aiguilles étudiées est trop limitée pour appréhender les effets couplés entre la
flexion des aiguilles et leur ovalisation : l’ovalisation est maximale sur la gaine des aiguilles
au niveau des zones de contacts. Puisque les aiguilles sont tronquées au niveau de ces zones
(voir figure I.7), l’ovalisation est mal modélisée.

I.3.1.2. Travaux de G.Pelloux

Dans son mémoire, Pelloux [14] s’est intéressé au comportement dynamique d’une rangée
d’aiguilles soumises à un séisme. Une maquette simulant une rangée de tronçons d’aiguilles
a été mise en place, son schéma de fonctionnement est donné figure I.8.

Figure I.8. � Schéma de fonctionnement de la maquette de Pelloux.

Un pot vibrant ajustable en fréquence sollicite un chariot libre de translater dans l’axe du
pot. Un certain nombre d’aiguilles est lié au bâti fixe par l’intermédiaire de fil. Leur nombre
et le jeu sont ajustables. Lors de l’excitation, le mouvement différentiel entre le chariot et le
bâti va faire rentrer les deux plaques en contact avec les aiguilles, faisant ainsi s’entrechoquer
les aiguilles à l’image d’un pendule de Newton. Eventuellement, un bac de plexiglas peut être
utilisé pour faire les essais dans du fluide. Des essais de lâchers d’aiguilles contre les plaques
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peuvent aussi être effectués. Du fait de l’architecture de la maquette et des techniques de
mesures, les chocs inter-aiguilles sont très difficilement mesurables. L’instrumentation a donc
consisté en deux accéléromètres et capteurs de force aux niveaux des plaques afin de mesurer
l’excitation et les efforts entre TH et aiguilles. Les raideurs et amortisseurs de choc ont été
préalablement obtenus numériquement, puis identifiés expérimentalement par des essais de
lâcher d’aiguille en pendule (figure I.9), au contraire de la loi de contact non-linéaire utilisée
dans cette thèse qui a été déterminée analytiquement (section V.1 ).

Figure I.9. � Schéma de principe du lâcher en pendule .

Les essais expérimentaux ont été comparés à des simulations numériques. Le système a
été modélisé par une suite de systèmes masse-ressort amortisseur reliés par des relations de
contact dépendantes du jeu (figure I.10). Chaque aiguille est modélisée par deux degrés de
liberté situés au droit des plans de contact et reliée entre elles par un ressort modélisant la
flexion. Le jeu entre chaque aiguille est paramétré suivant la configuration étudiée.

Cette modélisation est représentative du banc d’essai présenté figure I.8, et a l’avantage de
permettre des calculs rapides, mais elle n’est pas satisfaisante pour représenter la dynamique
complète de l’aiguille, comme nous le verrons à la section IV.1. D’après les essais de Pelloux,
les calculs numériques sont enveloppes par rapport au cas réel. La présence d’eau diminue
la vitesse de l’impact initial, la prise en compte du fluide semble donc bénéfique au dimen-
sionnement. Cependant, l’allure des courbes expérimentales et numériques est très différente
(voir figure I.11).

De même, les calculs numériques sembleraient montrer que le faible jeu entraîne une aug-
mentation des efforts (de 10 à 25%), mais les essais expérimentaux, du fait de la faible
fréquence d’acquisition et des incertitudes sur les paramètres, permettent difficilement de
valider (ou de contredire) ce phénomène. De plus la maquette n’est pas représentative du
système réel, des maquettes complètes ont dû être créees, tel le banc d’essai BELIER.
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Figure I.10. � Calcul des e�orts de choc pour une rangée d'aiguille en contact - code CORALIE
.

Figure I.11. � Corrélation calcul-essais sur les e�orts de contact sur les aiguilles périphériques,
a) résolution numériques b) valeurs expérimentales
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I.3.2. Banc d’essai BELIER

Les essais BELIER sont des essais de choc sur assemblage réalisés entre les années 89 et 95
[15, 16, 17]. Le banc Bélier permet de réaliser des essais de lâcher avec choc contre un butoir
fixe. L’assemblage est un assemblage PHENIX dont la partie basse a été tronquée. La maquette
est présentée figure I.12. Le pied est encastré dans un sommier (au lieu d’une liaison rotule et
d’une liaison pivot glissant) et son diamètre a été ajusté pour obtenir une raideur équivalente
de l’assemblage proche de la raideur de l’assemblage PHENIX au niveau du plan médian cœur.
La masse du lest en plomb a été ajustée pour permettre d’approcher la fréquence du premier
mode de l’assemblage réel. Un dispositif constitué d’une tige de traction et d’une gâchette
de déclenchement permet d’imposer l’arcure initiale de l’assemblage et de le lâcher à partir
de cette position. Un butoir fixe rigidifié en flexion et en torsion par des croisillons permet
d’obtenir des chocs au plan plaquette. Le tube hexagonal est vide au niveau du plan plaquette
comme sur l’assemblage ASTRID.

Figure I.12. � Schéma de fonctionnement du banc BELIER et photographie de l'installation

L’ensemble est instrumenté : un capteur de force et de déplacement en tête permettent
de quantifier l’énergie de l’impact, des accéléromètres mesurent le déplacement du TH et
des jauges de déformation sur de nombreuses aiguilles permettent d’estimer les contraintes
qu’elles subissent pendant l’essai. Si cette campagne expérimentale a permis de confirmer
certains résultats numériques, elle a aussi montré la sensibilité très forte du montage aux
moindres défauts, notamment sur les conditions d’alignement des composants, sur les jeux
de montage et les vibrations parasites, qui induisent des comportements de la maquette non
représentatifs du système réel. À la seule lecture des résultats, il est difficile de conclure quelle
configuration (libre ou compactée) est la plus contraignante quelle que soit la sollicitation,
néanmoins ces résultats donnent une base expérimentale importante afin de valider des mo-
dèles de calcul faisceau. Ils seront utilisés comme base de validation des calculs sur faisceau
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complet réalisé durant cette thèse (section V.6 ).

I.3.3. Limites des outils existants

Aucun outil analytique ou numérique ne modélise pour l’instant l’intégralité du comporte-
ment du faisceau, que ce soit la physique réaliste du contact ou la géométrie du système. En
règle générale, si les expériences ont permis de confirmer l’ordre de grandeur des résultats
théoriques et numériques, elles se sont révélées imparfaites ou incomplètes sur l’instrumenta-
tion utilisée ou sur les configurations testées. Elles sont les témoins de la complexité du sujet.
Dans le cadre de démarches liées aux nouvelles exigences de sûreté, les phénomènes dyna-
miques agissant dans l’assemblage combustible devront être mieux appréhendés par un mo-
dèle de faisceau complet. De plus un nouveau banc d’essai, baptisé CARNAC, a été développé
dans le cadre de la thèse (section II.1) afin de comprendre précisément le comportement
dynamique d’une aiguille isolée de son faisceau.
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CHAPITRE II

CARACTÉRISATION EXPÉRIMENTALE
D’UNE AIGUILLE COMBUSTIBLE SUR LE

BANC CARNAC

“ The most exciting phrase to hear in science, the one that heralds new discove-
ries, is not ’Eureka !’ but ’That’s funny...’ ”

Isaac Asimov,
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II. Caractérisation expérimentale d’une aiguille combustible sur le banc CARNAC

II.1. Conception et réalisation du banc CARNAC

II.1.1. Objectif du banc d’essai

Le banc d’essai CARNAC a pour objectif d’étudier le comportement d’une aiguille com-
bustible soumise à une excitation dynamique. La maquette se veut adaptable à plusieurs
géométries d’aiguilles, notamment pour les aiguilles de géométrie ASTRID ou PHENIX, et à
plusieurs configurations de jeux. L’aiguille combustible testée est représentative d’une aiguille
périphérique du faisceau. Le banc d’essai doit vérifier les propriétés suivantes :

— Une géométrie suffisamment grande pour contenir toute l’aiguille ;
— Une prise en compte des contacts entre le TH et l’aiguille ;
— Une prise en compte des contacts entre l’aiguille et sa voisine ;
— Un outil permettant de solliciter l’aiguille en vibration.
— Une liaison encastrement sur l’extrémité basse de l’aiguille ;
— Un comportement dynamique du bâti tel qu’il ne perturbera pas les mesures sur l’ai-

guille.
— Un jeu aiguille-bâti réglable

La section suivante fera un brève résumé de la conception du banc.

II.1.2. Conception

Le banc d’essai a fait initialement l’objet d’une préconception au CEA où l’aspect général
du banc et les solutions techniques principales ont été proposés. Un cahier des charges a
été rédigé regroupant les détails de cet avant-projet sommaire et un ensemble de critères
nécessaires au bon fonctionnement du banc. Cette première phase a duré environ 6 mois. La
conception et la réalisation d’un banc d’essai dynamique est très complexe. L’instrumentation
doit être bien adaptée au système et la maquette ne doit pas générer de vibration parasites
susceptible de perturber les mesures. Il a été décidé de faire appel à une entreprise exté-
rieure pour l’étude et la réalisation du banc par le biais d’un appel d’offre qui a duré 3 mois.
L’équipe d’ADF Technologies à Vitrolles a été sélectionnée et a conçu le banc en échangeant
régulièrement avec le CEA. La livraison du banc a été effectuée au bout de 8 mois.

L’aspect final du banc CARNAC est donné sur la figure II.1.

L’aiguille combustible considérée est placée en position verticale dans un bâti rigide. A
l’extrémité inférieure, l’aiguille est bloquée par une pièce d’encastrement (section II.1.3.4).
La sollicitation sera exercée à l’extrémité haute de l’aiguille à l’aide d’un pot vibrant (sec-
tion II.1.3.3). Des éléments de blocage sont placés de part et d’autre de l’aiguille pour re-
présenter les contacts TH/Aiguille et Aiguille/Aiguille présents au niveau du faisceau (sec-
tion II.1.3.2). En terme d’instrumentation, on souhaite mesurer les efforts au niveau de
chaque appui avec des capteurs de force et les vitesses en certains points avec des vibro-
mètres lasers.
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Figure II.1. � Vue générale du banc CARNAC

Pour une aiguille donnée, il est possible de distinguer quatre types de contacts :
— Entre le fil d’une aiguille et la paroi du tube hexagonal,
— Entre le fil d’une aiguille et la gaine d’une autre aiguille
— Entre la gaine d’une aiguille et celle d’une voisine
— Entre la gaine d’une aiguille et le tube hexagonal.
Compte tenu de la géométrie des objets réels, les contacts se feront d’abord avec les fils,

les gaines ne pourront s’entrechoquer qu’en cas de déformation de flexion importante. En
première approche, on considère que ces contacts ne seront pas activés lors des différents
chargements. Les appuis seront donc placés à gauche tous les demi-pas de fil, pour représen-
ter les contacts fil-gaine et à droite tous les pas de fil, pour représenter les contacts fil-TH
(voir figure II.2).

Les contacts ont été étudiés pour être représentatifs de la structure. Les différents consti-
tuants des appuis décrits à la section II.1.3.2 ont une rigidité d’ensemble 50 fois supérieure à
la rigidité transversale des aiguilles. C’est donc bien en priorité l’aiguille qui se déformera lors
du chargement. Le réglage par cales permet de définir un jeu au niveau du contact. Le banc
d’essai accueille de nombreuses voies de mesures sur un boîtier : jusqu’à 46 capteurs piezo-
électriques et 2 de vibrométrie. La chaîne d’acquisition est prévue pour pouvoir effectuer des
mesures à des très grandes fréquences d’échantillonage (>6000Hz), indispensable pour bien
estimer les efforts de choc. Les capteurs piézoélectriques choisis sont beaucoup plus adaptés
que des capteurs résistifs pour ce genre d’usage : leurs fréquences de mesures admissibles
sont beaucoup plus élevées et ils présentent une rigidité importante.
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Figure II.2. � Représentation des contacts dans CARNAC

II.1.3. Description des différents composants

II.1.3.1. Bâti

Le châssis est composé d’un socle, de quatre colonnes pleines liées par des éléments massifs
et de deux bracons (voir schéma sur la figure II.3). Des pieds absorbants réglables permettent
d’amortir les vibrations reçues par l’environnement extérieur. Les déplacements de l’aiguille
sont observés dans un plan parallèle aux bracons, là où sont fixées les rangées d’appuis. Sur
le plan perpendiculaire, des entretoises sont installées pour rigidifier la structure et empêcher
le basculement de l’aiguille lors de son installation ou en cas de désaxement. La rigidité du
châssis a été spécialement étudiée pour ne pas perturber les mesures sur les aiguilles lors
d’un chargement et pour empêcher le risque de basculement de l’installation.

Deux critères ont été définis pour s’assurer que le bâti ne perturbe pas les mesures : le
déplacement maximal en tous ces points doit être inférieur à 50 µm et aucun mode d’impor-
tance ne doit se trouver dans l’intervalle de fréquence d’étude. Les deux modes principaux
(le premier est illustré figure II.3) apparaissent pour des fréquences inférieurs à 50 Hz et des
calculs statiques équivalents sur un modèle élément fini de la maquette montre un déplace-
ment maximal de la maquette de l’ordre de 12 µm dans la situation la plus défavorable lors
de l’utilisation du pot vibrant [18] lorsque celui ci sollicite l’aiguille en son sommet.
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Figure II.3. � Représentation du bâti et déformée du 1er mode (MG Calculs)

II.1.3.2. Appuis instrumentés

Ces appuis sont ajustables dans la direction verticale grâce aux trous oblongs présents dans
les entretoises. Cette particularité permet de s’adapter à l’angle de rotation de l’aiguille et à
différents pas de fil. Des cales de différentes épaisseurs peuvent aussi être insérées entre le
capot de fixation et l’entretoise pour permettre de régler la distance entre l’aiguille et l’appui,
et ainsi créer un contact avec plus ou moins de jeu. Une configuration précontrainte (c’est
à dire avec un jeu négatif) est envisageable. Les appuis sont équipés d’un capteur intégré
(figure II.4).

Figure II.4. � Appuis instrumentés
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Ils sont constitués tout d’abord d’une tige dont l’extrémité opposée au capteur vient en
contact avec l’aiguille. Certains capteurs représentatifs des contacts entre l’aiguille voisine et
l’aiguille testée (figure II.2) sont munis d’une petite portion de fil espaceur incliné à 80° par
rapport à la verticale pour assurer un respect de la géométrie de contact. La tige se visse dans
le capteur piézoélectrique vers lequel elle transmet les efforts. Une entretoise permet de lier
l’appui au bâti. Cette pièce est volontairement très épaisse pour assurer une bonne rigidité
à l’ensemble de l’appui. Le capot de fixation permet de bloquer le capteur, de le protéger et
de le lier à l’entretoise. Les cales de réglages du jeu se placent entre le capot de fixation et
l’entretoise.

II.1.3.3. Pot vibrant et liaison pot-Aiguille

Au sommet du châssis est installé un pot vibrant dont la hauteur peut être réglée manuelle-
ment suivant la longueur de l’aiguille étudiée. L’excitation est transmise à une tige, elle-même
fixée à un capteur piezoélectrique et à une pièce de serrage qui permet d’effectuer la liaison
avec l’aiguille II.5. Le pot est prévu pour fonctionner sur une gamme de fréquence allant de
50Hz à 6000Hz, pour des efforts allant jusqu’à 200N. Le commandement du pot est effectué
en boucle ouverte, avec un réglage manuel de l’intensité, et un générateur de signaux per-
mettant d’imposer entre autre des signaux harmoniques ou des sinus balayés dans la gamme
de fréquence d’étude.

Figure II.5. � Pot vibrant et liaison tige-aiguille

II.1.3.4. Pièce d’encastrement

La pièce d’encastrement est prévue pour s’adapter aux différentes géométries d’aiguilles. Il
est aussi possible de rendre la liaison isostatique (pour simplifier la modélisation) ou d’utiliser
une pièce de transition représentative du blocage de type grille du faisceau réel comme dans
la figure II.6.
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Figure II.6. � Encastrement de l'aiguille

Cette pièce est constituée d’un cylindre tournant permettant de régler la position angulaire
de l’aiguille autour de l’axe vertical. Une fois la position choisie, le cylindre est bloqué par
une vis serrante. Trois mors concentriques permettent ensuite de fixer l’aiguille. Un jeu de
mors est prévu pour bloquer l’aiguille de façon isostatique avec deux points de contacts sur
chaque mors. Un autre jeu de mors permet d’effectuer un serrage surfacique contre une grille
individuelle représentative de la liaison réelle, dans laquelle le bouchon de l’aiguille étudiée
peut être inséré.

II.1.3.5. Aiguilles d’essais

Les aiguilles testées sur le banc ont les mêmes dimensions que les aiguilles prévues pour
le cœur d’ASTRID présentée à la section I.1.3. Le pas du fil espaceur va avoir une influence
importante sur le comportement dynamique des aiguilles, puisqu’il pilote la distance entre
deux contacts dans le faisceau. Afin d’étudier cette influence expérimentalement, des aiguilles
avec trois pas différents ont été crées : un pas de 150 mm représentatif des aiguilles de l’ancien
réacteur expérimental Phénix, un pas de 180 mm qui est la référence actuelle pour les aiguilles
ASTRID et un pas de 200 mm qui amplifiera les effets dynamiques. Tous les essais présentés
dans cette section sont réalisés avec un pas de 180mm.

Des matériaux postiches ont dû être employés pour représenter les pastilles combustibles.
Les matériaux réels des pastilles combustibles sont des céramiques de très haute densité
(entre 10 et 11). En réacteur, un jeu entre les pastilles et la gaine existe initialement et est peu
à peu comblé durant la vie du réacteur par les gonflements [19]. De plus les pastilles perdent
en partie leur intégrité durant leur durée de vie (fissuration/morcellement). Le jeu pastilles-
gaine est représentatifs du début de vie du réacteur. Deux matériaux ont été envisagés qui
présentent des caractéristiques de densité, d’usinabilité et de coût satisfaisant : un alliage
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plomb-antimoine (PbSb3) et du molybdène quasiment pur. Le choix du matériau pour les
pastilles postiches a une influence sur son comportement dynamique, comme nous le verrons
à la section II.2.3.3.

Figure II.7. � Aiguilles avec pastilles postiches utilisée sur la maquette CARNAC avant pose du
�l

II.1.4. Intérêts et limites du banc d’essai

Comparativement aux essais réalisés par le passé et présentés en section I.3, le banc d’essai
CARNAC étudie le comportement dynamique d’une unique aiguille. Il n’est donc pas capable
de représenter fidèlement les interactions entre aiguilles, les contacts hors-plan et l’influence
du tube hexagonal. Cependant ce banc est prévu pour être complémentaire avec les essais de
type BELIER : en s’intéressant à un système plus réduit, il est possible d’effectuer des mesures
plus précises, plus nombreuses et d’étudier de nombreuses configurations. Les efforts sont
mesurés dans toute la hauteur de l’aiguille ce qui permet d’étudier les effets de la masse hé-
térogène et des non-linéarités apportées par les pastilles. Les appuis ajustables permettent à
la fois d’étudier différentes géométries d’aiguilles (en particulier plusieurs pas d’enroulement
du fil) et d’étudier l’effet d’un jeu réparti de façon homogène ou non le long de l’aiguille. Cer-
tains essais plus académiques comme l’essai de lâcher (section II.2) peuvent aussi facilement
être réalisés grâce à la versatilité de l’installation.

Cependant la maquette présente certains défauts, notamment la difficulté de positionner
les appuis afin de réaliser des jeux très faibles : le jeu entre aiguilles varie entre −50 µm et
100 µm dans le faisceau. Ici, l’incertitude sur la valeur du jeu lors de l’installation est de près
de 20 µm. Dans les essais avec jeu, un jeu de 500 µm a donc été utilisé afin de limiter l’erreur
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en proportion sur la valeur du jeu. Ensuite, les capteurs piézoélectriques sont très précis
mais très sensibles au bruit ambiant, si bien que le rapport signal sur bruit pour de faibles
amplitudes peut être mauvais. Il est donc impératif d’utiliser des filtres et des fenêtrages, nous
aborderons ce problème aux sections II.2.2 et II.3.4

II.2. Essais de lâcher

II.2.1. Descriptif des essais et objectifs

Les premiers essais ont consisté à lâcher l’aiguille en flexion en oscillation libre ou contre
un appui dans la configuration présentée figure II.8. Le pot vibrant n’a pas été utilisé pour
ces essais. Seule la partie haute de l’aiguille est libre, le reste étant maintenu par 20 à 24
appuis à embouts plat ou à fil permettant un blocage des déplacements. Les longueurs libres
l0 utilisées sont comprises entre 600 et 800mm. Plusieurs essais ont été réalisés pour des
amplitudes de lâcher différentes (valeur d1) et pour plusieurs longueurs libres l0. On mesure
la vitesse de l’aiguille en un point de l’aiguille à une distance l1 de son sommet grâce au
vibromètre optique. On mesure également l’effort de contact sur l’appui en ce même point.

Figure II.8. � Schéma de principe des essais de �exion sur CARNAC

Les lâchers ont été d’abord effectués sans butée. Leurs objectifs est d’analyser l’amortis-
sement de l’aiguille dans une configuration linéaire. Ensuite, un appui a été ajouté à une
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distance l1 du haut de l’aiguille, l’effort et le déplacement mesuré en ce point ont été ana-
lysés. Les tableaux II.1 et II.2 présentent la matrice des essais réalisés sur les aiguilles avec
pastilles plomb et pastilles molybdène.Chaque essais a été reproduit 5 fois afin d’obtenir des
valeurs représentatives.

N°Campagne l0(m) l1(m) d1(mm) Libre/Choc
P1-P21 0.7 0.36 15 Choc

P3 0.7 0.36 15 Libre
P9 0.7 0.36 25 Libre

P10 0.7 0.3 8 Choc
P11 0.7 0.3 8 Libre
P12 0.7 0.3 4 Libre
P13 0.6 0.3 4 Libre
P15 0.8 0.3 4 Libre
P16 0.8 0.3 4 Choc

Table II.1. � Essais réalisés sur l'aiguille avec pastilles Plomb

N°Campagne l0(m) l1(m) d1(mm) Libre/Choc
M1 0.6 0.3 2.5 Libre
M2 0.6 0.3 1 Libre
M3 0.6 0.3 2.5 Choc
M4 0.7 0.3 4 Libre
M5 0.7 0.3 10 Libre
M6 0.7 0.3 2 Libre
M7 0.7 0.3 4 Choc
M8 0.8 0.3 4 Libre
M9 0.8 0.3 2 Libre

M10 0.8 0.3 4 Choc
M11 0.6 0.3 8 Libre
M12 0.6 0.3 8 Choc
M13 0.6 0.3 2 Choc
M14 0.6 0.3 4 Choc

Table II.2. � Essais réalisés sur l'aiguille avec pastilles Molybdène

II.2.2. Filtrage des résultats

Les données expérimentales de vibrometrie sont bruitées. Durant les essais, particulière-
ment si l’amplitude des déplacements est importante, le faisceau laser a tendance à défoca-
liser par moment, provoquant des pics de vitesses très rapides et non physiques. De plus, il

1. Pour ces essais, le choc a été réalisé sur l’extrémité haute de l’aiguille
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a été observé des perturbations basses fréquences (<10Hz) sur les résultats dues à des per-
turbations extérieures. Un filtre numérique passe-bas de type Butterworth de fréquence de
coupure 1000Hz a été utilisé pour atténuer les erreurs de défocalisation. Pour les erreurs
basses fréquences, il n’est pas possible d’utiliser un filtre sans atténuer une partie du signal
utile. La moyenne du signal a été fixée à une valeur nulle pour éviter un décalage horizontal
des courbes résultats.

II.2.3. Essais libres

II.2.3.1. Rappel sur l’amortissement

On distingue deux types d’amortissement, que l’on peut illustrer avec un modèle simple
figure II.9. Une masse m est accrochée à un ressort de raideur k et soumise à un amortisse-
ment visqueux de coefficient c et un amortissement sec. Cet amortissement sec de Coulomb
est dépendant de l’effort normal fN et d’un coefficient de frottement µ. La masse est soumise
à un déplacement initial d1 autour de sa position d’équilibre.

Figure II.9. � Masse soumise à un frottement visqueux ou à un frottement sec

L’amortissement utilisé le plus classiquement en mécanique est l’amortissement visqueux [20]
et correspond à l’amortissement généré par une structure linéaire. En présence de frotte-
ment, on observe un amortissement “sec”. L’annexe C détaille la résolution du système de
la figure II.9 en présence soit d’un frottement visqueux, soit d’un frottement sec. L’analyse
théorique permet d’aboutir aux considérations suivantes :

Lors d’un essai de lâcher, dans le cas d’un amortissement visqueux, le déplacement et la
vitesse décroissent exponentiellement. Le logarithme de la vitesse décroît donc suivant une
droite et la pente de celle-ci est proportionnelle à la valeur du l’amortissement c. Dans le cas
d’un amortissement sec de Coulomb, le déplacement et la vitesse décroissent linéairement.
Le logarithme de la vitesse aura donc une allure de logarithme décroissant. L’intensité de la
décroissance dépend du coefficient d’amortissement µ, de l’effort normal fN et de la raideur
k. Ces observations vont permettre d’identifier les différents amortissement sur les courbes
expérimentales.
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II.2.3.2. Identification de l’amortissement non-linéaire

Les courbes de vitesse expérimentales dans toutes les figures à suivre sont données en bleu
clair. Les courbes rouges correspondent au module de la transformée de Hilbert du signal qui
a la propriété d’estimer l’enveloppe des courbes [21]. La transformée de Hilbert noté H d’un
signal s’écrit :

H(f(τ)) = 1/π
∫ ∞
−∞

f(τ)
(t− τ)dt (II.1)

Cette propriété est utilisée pour déterminer les amortissements issus des résultats expéri-
mentaux en appliquant des régressions linéaires sur l’enveloppe des courbes. Aucun essai de
lâcher n’a permis d’identifier un unique amortissement. Au contraire, les essais ont révélé
deux à trois valeurs d’amortissement distinctes selon la valeur des pentes comme illustré sur
la figure II.10. Ces amortissement sont de valeurs décroissantes : ξ1 > ξ2 > ξ3

Figure II.10. � Vitesse et log de la vitesse pour l'essai P13

Le temps de passage entre ξ1, ξ2 et ξ3 a été estimé visuellement sur les courbes.
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II.2.3.3. Analyse paramétrique

Une analyse sur l’ensemble des essais présentés dans les tableaux II.2 et II.1 a révélé plu-
sieurs tendances :

— La longueur libre l0 et l’amplitude du lâcher d1 vont influer sur la vitesse de l’aiguille lors
du contact avec la butée. Plus la vitesse d’impact est importante, plus l’amortissement
ξ1 est fort et agit sur un temps long. Les amortissements ξ2 et ξ3 sont peu sensibles à ces
paramètres.

— Le choix du matériau des pastilles postiches a une influence majeure sur l’amortissement
de l’aiguille, comme illustrée sur la figure II.11

Figure II.11. � Comparaison entre les vitesses pour les essais P13 (à gauche) et M1 (à droite) -
Seul le type de pastilles varie entre ces essais

La figure II.11 montre la réponse des deux aiguilles dans la même configuration. L’aiguille
avec pastille molybdène est beaucoup moins amortie que l’aiguille témoin en plomb. Le choix
du matériau postiche va agir sur le comportement de l’aiguille pour 3 raisons :

— Le coefficient de frottement statique entre deux pastilles plomb est estimé à µp−p = 0, 54,
celui associé à deux pastilles en molybdène est de µm−m = 0, 37. L’amortissement sec
associé aux deux aiguilles va donc être sensiblement différent.

— Les modules d’Young du plomb et du molybdène sont respectivement d’environ 50 GPa
et 350 GPa, la rigidité du contact pastille-gaine sera très différente.

— L’amortissement visqueux de l’aiguille est lui aussi dépendant de l’amortissement vis-
queux propre au matériau postiche choisi.

Le tableau II.3 regroupe les valeurs d’amortissements identifiées à partir des essais. Pour
chaque essai et pour les 3 amortissements ξ1, ξ2 et ξ3, on identifie la valeur de la pente du
logarithme de la vitesse par régression linéaire, ce qui permet d’aboutir à une estimation
de l’amortissement (équation C37). Un facteur de corrélation est calculé pour quantifier l’er-
reur commise entre la régression linéaire des résultats x et les données expérimentales y en
utilisant la formule II.2.

fcorr = Σ(x− x̄)(y − ȳ)√
Σ(x− x̄)2Σ(y − ȳ)

(II.2)
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La pente du logarithme de la vitesse est supposée linéaire pour chaque amortissement iden-
tifié. En réalité, ξ1 étant un amortissement sec, le logarithme de la vitesse aux premiers ins-
tants des oscillations n’est pas une droite. Elle sera néanmoins considérée comme telle pour
permettre la comparaison avec les amortissement ξ2 et ξ3. Les transitions entre les amortisse-
ments sont identifiées manuellement pour chaque courbe. Chaque relevé d’amortissement est
obtenu avec la moyenne des résultats sur cinq essais pour une même campagne et est inscrite
dans le tableau avec l’écart type et le coefficient de corrélation moyen :

N°Campagne ξ1 ξ2 ξ3 l0(m) d1(mm)
P3 3,62 ∅1 0,272 0,7 15

(90%/5%) (96%/9%)
P9 3,68 0,99 0,300 0,7 25

(92%/2%) (98%/3%) (99%/0%)
P11 2,532 0,912 0,370 0,7 8

(95%/6%) (99%/0%) (99%/1%)
P13 6,66 1,060 0,340 0,6 4

(93%/10%) (94%/5%) (95%/1%)
P15 ∅2 0,622 0,172 0,8 4

(98%/0%) (100%/0%)
M1 ∅2 1,22 0,281 0,6 2.5

(84%/9%) (99%/6%)
M4 ∅2 0,86 0,220 0,7 4

(91%/7%) (88%/10%)
M8 ∅2 0,72 0,196 0,8 4

(84%/6%) (89%/2%)
M11 ∅2 1,34 3 0,260 0,6 8

(99%/2%) (100%/3%)

Table II.3. � Valeur des amortissements mesurés pour di�érents essais

1. Signaux trop bruités pour identifier l’amortissement.
2. Absence d’amortissement sec identifié.
3. Influence à la fois de l’amortissement sec ξ1 et de l’amortissement visqueux ξ2.
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L’amortissement ξ1 est très dépendant de tous les paramètres d’essai : le matériau utilisé,
la longueur libre et l’amplitude de sollicitation. Les coefficients de corrélation sont moins
élevés du fait que l’allure théorique de l’enveloppe du signal n’est pas une droite. De même,
la dispersion des résultats est un peu plus élevée, ce qui montre la sensibilité de ce paramètre.
Les amortissements ξ2 et ξ3 sont de même ordre de grandeur quelle que soit la configuration
d’essai ou le matériau postiche utilisé (ξ2 ≈ 1%, ξ3 ≈ 0, 3%). On remarque néanmoins qu’ils
ont tendance à diminuer avec la longueur libre. Le frottement sec dans les aiguilles ne peut
être généré que par les frottements entre les pastilles tandis que les amortissements visqueux
identifiés sont dus probablement à la gaine et à la colonne combustible dans son ensemble.

Un modèle théorique simplifié a été développé afin de vérifier l’origine physique de ces
amortissements. Il est présenté dans le paragraphe suivant.

II.2.3.4. Interprétation avec un système 2DDLs

L’aiguille est modélisée par le système masse-ressort décrit par la figure II.12

Figure II.12. � Oscillateur 2DDLs soumis à un frottement de Coulomb et un amortissement
visqueux

La masse mg représente la gaine, mp celle d’une pastille. Le ressort kf représente la rigi-
dité en flexion de la gaine, les ressorts kp celle de la liaison pastille-gaine. Chaque degré de
liberté possède un amortissement visqueux propre cg et cp. Les pastilles sont soumises à deux
efforts : une charge normale dans la direction verticale due à la raideur du ressort et au poids
qui permet de maintenir la colonne, et une force d’inertie Finer due à un chargement dyna-
mique dans la direction du mouvement. On associe aussi au degré de liberté correspondant
aux pastilles une liaison de frottement de Coulomb. Elle transmet aux pastilles une force op-
posée à la vitesse et dépendante des autres forces F suivant l’équation C38. Ce modèle n’est
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pas représentatif du système complet, puisqu’une seule pastille est représentée, mais il va
permettre de reproduire les phénomènes physiques jouant sur l’amortissement de l’aiguille.

Les paramètres utilisés dans le cadre de l’étude sont ceux indiqués dans le tableau II.4.

Nom Description Valeur
mg Masse de la gaine 67, 8 ou 79, 1 ou 90, 4 g
mp Masse de la pastille 6, 1 g
kf Raideur en flexion de l’aiguille 1668 ou 1048 ou 704 N/m
kp Raideur d’intéraction pastille-gaine 1 · 105 N/m
µ Coefficient de frottement des pastilles 0, 37 (Mo) ou 0, 54 (PbSb3)
fN Effort normal appliqué sur les pastilles Variable
cg Amortissement visqueux de la gaine Variable
cp Amortissement visqueux des pastilles Variable
jp Jeu pastille gaine Information DR

Table II.4. � Paramètre du modèle numérique

Les masses et raideurs dans le tableau II.4 sont indiqués pour les 3 valeurs de longueurs
libres utilisées pour les essais, 600 mm, 700 mm, 800 mm. Le coefficient des pastilles plomb et
molybdène ont été obtenu par un test de glissement sur un plan incliné.

Le problème a été résolu de manière discrète avec le logiciel Scilab [22]. Après avoir entré
les différents paramètres du modèle, on définit ensuite un pas de temps suffisamment petit
pour s’assurer de la stabilité du calcul en suivant les recommandations de [23]. La valeur de
pas de temps dt = 2.10−6s a été retenue. Ensuite, pour chaque pas de temps, l’équation de la
dynamique est résolue en accélération :

Ü(t+ dt) = M−1 · (−CU̇(t)−KU(t) + Fchoc(U) + Ffriction(U̇ , Ü), (II.3)

Avec :

U =
∣∣∣∣∣ugup
∣∣∣∣∣ M =

∣∣∣∣∣mg 0
0 mp

∣∣∣∣∣ C =
∣∣∣∣∣cg 0
0 cp

∣∣∣∣∣ K =
∣∣∣∣∣kf 0
0 0

∣∣∣∣∣
Fchoc =

(
fp→g
fg→p

)

Ffriction =

 0
−mpÜp

 si U̇ = 0,

Ffriction =
 0
−µfN · sign(U̇)

 si U̇ 6= 0

Le déplacement et la vitesse sont intégrés avec le schéma explicite usuel des différences
centrées. En fin de calcul, les déplacements, vitesses et forces de contacts sont sauvegardés.
Pour permettre de comprendre l’origine des trois amortissements, plusieurs calculs ont été
réalisés avec des paramètres fN , cg et cp différents. On déplace les masses mg et mp d’une
amplitude d1 et on laisse le système osciller. Dans un premier temps, en annulant les effets
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de Coulomb (fN = 0) et en prenant cg = cp (voir table II.5), on obtient les courbes de
déplacements données sur les figures II.13.

Paramètres fN(N) l0(m) cg cp d1(m) µ
Para1 0 0,7 2% 2% 4.10−3 0,54
Para2 0,3 0,7 2% 2% 4.10−3 0,54
Para3 0 0,7 0.5% 10% 4.10−3 0,54

Table II.5. � Paramètres du modèle numérique

Figure II.13. � Vitesse des masses mp et mg et log de la vitesse de mg pour le jeu de paramètres
Para1

L’enveloppe du logarithme de la vitesse est assimilable à une droite, l’amortissement du sys-
tème peut donc être considéré comme linéaire visqueux malgré la présence de non-linéarités
de choc. La présence d’un jeu pastille-gaine n’explique donc pas la non-linéarité de l’amortis-
sement de l’aiguille expérimentale.

L’effort normal subi par les pastilles est maintenant ajouté (fN 6= 0) pour le jeu de para-
mètre Para2 (tableau II.5), le système est donc susceptible de subir des frottements de type
Coulomb. Compte tenu du caractère conservatif de la modélisation, l’effort normal consi-
déré n’est que de fN = 0, 3N et le coefficient de frottement est pris égal à celui du contact
Plomb/Plomb (µ = 0, 54), ce qui suffit à amortir fortement le système.

On observe sur la figure II.14 une diminution très rapide des premières oscillations, avec
une décroissance de forme logarithmique spécifique d’un frottement de type Coulomb (voir
section II.2.3.1). La décroissance de la figure II.14 est ensuite linéaire à partir de 0, 2s. La
pastille adhère donc et c’est l’amortissement visqueux des pastilles et de la gaine qui devient
prédominant.
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Figure II.14. � Vitesse des masses mp et mg et log de la vitesse de mg pour le jeu de paramètres
Para2

Deux amortissement visqueux ont été identifiés sur les courbes expérimentales, en plus de
l’amortissement dû au frottement de Coulomb, ξ2 et ξ3 avec ξ2 > ξ3. Le changement de pente
peut s’expliquer par la différence entre l’amortissement des pastilles et l’amortissement de la
gaine. On considère un troisième jeu de paramètres (Para3) avec fN = 0 (pour retirer les
effets du frottement de Coulomb) et cg 6= cp.

Figure II.15. � Vitesse des masses mp et mg et log de la vitesse de mg pour le jeu de paramètres
Para3

On choisit arbitrairement des amortissements visqueux très différents pour la masse mp

(10%) etmg (0,5%). Sur la figure II.15, le logarithme de la vitesse décroit suivant deux pentes
linéaires avec une rupture de pente nette. Par régression linéaire, on retrouve approximati-
vement l’amortissement de la pastille entre 0 et 0,2s (9,5%) et l’amortissement de la gaine
ensuite (0,61%). A noter que la transition est dépendante de la valeur du jeu pastille-gaine.
Lorsque le jeu pastille-gaine est nul, on n’observe plus de rupture de pente, seul l’amortisse-
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ment des pastilles va influer.

II.2.3.5. Conclusion sur l’amortissement non-linéaire

Les premiers essais CARNAC ont montré un comportement non linéaire des aiguilles avec
pastilles combustibles postiches. Les oscillations de plus grandes amplitudes subissent un
amortissement plus important et sec, tandis que les oscillations plus faibles subissent un amor-
tissement faible et visqueux. Les résultats expérimentaux semblent indiquer la présence d’un
frottement inter-pastille de type Coulomb actif uniquement lors des mouvements de fortes
amplitudes. Lorsque l’amplitude des oscillations est faible, les pastilles adhèrent entre elles
et il n’y a plus de dissipation d’énergie par frottement. Pour les oscillations les plus faibles,
on distingue deux phases : celle où l’amortissement des pastilles est prédominant, et celle où
l’amortissement de la gaine est prédominant. La transition entre ces phases est directement
dépendante du jeu pastille-gaine. Tous ces phénomènes ont été expliqués sur un modèle sim-
plifié de l’aiguille présenté section II.2.3.4. Les coefficients d’amortissement obtenus pour des
oscillations faibles (ξ3) correspondent à ceux trouvés lors des essais CRAYON [24] sur des
crayons de réacteurs à eau pressurisé munis de pastilles postiches en molybdène.

Ce comportement est plutôt complexe et difficile à modéliser numériquement. Pour définir
un modèle numérique valide pour un temps long, il serait nécessaire de pouvoir créer une
matrice d’amortissement non-linéaire et décrire la dépendance de ces paramètres en fonction
du déplacement, de ses dérivées et de tous les paramètres du système. Néanmoins il est
possible d’approximer l’amortissement à sa valeur la plus élevée pour garder une matrice
d’amortissement linéaire. Le modèle sera représentatif de l’expérience pour les temps courts,
pour les premiers chocs, mais la solution numérique surévaluera l’amortissement pour les
temps long.

II.2.4. Essais avec choc

La décroissance des oscillations est beaucoup plus rapide lors des essais de lâcher avec
contact à cause de la sollicitation de hautes fréquences et de dissipations lors du choc. Un
exemple de résultat est donné figure II.16. On observe un instant de contact pour lequel la
vitesse est pratiquement nulle puis un rebond pendant lequel la vitesse est successivement
positive - l’aiguille s’éloigne du point d’impact - et négative - l’aiguille revient vers le point
d’impact. Un certain nombre de rebonds d’amplitudes décroissantes ont lieu avant que l’ai-
guille ne se stabilise.

II.2.4.1. Comportement fréquentiel

Il est possible d’analyser les résultats expérimentaux en traçant des spectrogrammes temps-
fréquences. Lors des essais libres, une seule fréquence était sollicitée, comme on le voit sur
la figure II.17. Les chocs, à l’inverse, sollicitent l’aiguille sur un large spectre de fréquence, cf
figure II.18.
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Figure II.16. � Vitesse et contenu spectral d'un essai avec choc

Figure II.17. � Densité spectrale et spectrogramme d'un essai de �exion sans choc

Figure II.18. � Densité spectrale et spectrogramme d'un essai de �exion avec choc

Lors des essais de lâcher libre (figure II.17), seules les basses fréquences sont sollicitées
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et l’amplitude du spectrogramme diminue lentement. D’après les spectrogrammes de la fi-
gure II.18, on observe que lors du choc, des hautes fréquences sont fortement sollicitées, par
contre le signal est très rapidement amorti. Les pics de la densité spectrale de puissance sont
beaucoup plus larges pour les essais avec chocs que pour les essais libres : un grand éventail
de fréquences est sollicité du fait de la non-linéarité.

Nous allons comparer les résultats issus de campagne sur l’aiguille avec pastille en plomb
aux résultats de campagne sur une aiguille avec des pastilles en molybdène. Lors des essais
de lâcher libre décrit à la section II.2, il a été montré que les aiguilles munies de pastilles en
molybdène avaient un amortissement beaucoup plus faible que les aiguilles à pastilles plomb.
La figure II.19 semble contredire cette observation, puisque l’amplitude de la vitesse décroît
plus rapidement avec l’aiguille en molybdène pour les premiers rebonds.

Figure II.19. � Vitesse lors d'un essai de choc - a) pour une aiguille munie de pastilles plomb b)
pour une aiguille munie de pastilles en molybdène

Cependant, on observe sur la figure II.19 pour l’aiguille avec pastille molybdène un nombre
important d’oscillations hautes fréquences, beaucoup plus que pour les essais sur aiguille avec
pastilles plomb. Dans le cas de l’aiguille avec pastilles en molybdène, un spectre beaucoup
plus large de fréquence est donc sollicité, ce qui est illustré dans le spectrogramme de la
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figure II.20 et avec les DSP sur la figure II.21.

Figure II.20. � Spectrogramme des essais de choc - a) pour une aiguille munie de pastilles plomb,
b) pour une aiguille munie de pastilles en molybdène

Figure II.21. � Densité spectrale des essais de choc - a) pour une aiguille munie de pastilles
plomb, b) pour une aiguille munie de pastilles en molybdène

Pour l’aiguille avec pastille molybdène, le temps du 1er contact est légèrement plus court,
et les fréquences les plus hautes (100-150Hz) sont beaucoup plus sollicitées (figure II.20). A
énergie constante, les fréquences hautes engendrent des pics de vitesses plus faibles que les
basses fréquences, l’amplitude des oscillations diminue donc très rapidement dans l’aiguille
avec pastille molybdène bien que l’amortissement soit plus élevé dans l’aiguille avec pastilles
plomb. Les fréquences sollicitées sont dépendantes de la rigidité du contact pastille-gaine.
Plus celle-ci est importante, plus le choc va solliciter des fréquences hautes. Comme le molyb-
dène a un module d’élasticité beaucoup plus haut (329 GPa) que l’alliage plomb-antimoine
(50 GPa), l’aiguille en contenant est sollicitée sur un spectre de fréquence plus large. A noter
que le module d’élasticité de l’UO2 a une valeur intermédiaire (200 GPa).
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II.2.4.2. Analyse paramétrique

On s’attend à avoir un comportement différent de l’aiguille suivant l’amplitude de la sollici-
tation du fait de la non-linéarité du contact et de l’amortissement de l’aiguille. La figure II.22
présente le relevé des vitesses pour des lâchers de 8 mm et 2 mm.

Figure II.22. � Vitesse d'une aiguille avec pastilles en molybdène a) pour un lâcher de 8mm et
b) pour un lâcher de 2mm

On observe sur la figure II.22 une diminution de l’amplitude des rebonds plus rapide
lorsque leur amplitude initiale est grande. Le frottement de Coulomb, qui est dépendant
de la vitesse de l’aiguille (voir section II.2.3.1), pourrait expliquer la décroissance plus ra-
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pide des rebonds lors d’un choc lorsque l’amplitude de la sollicitation augmente. Cependant,
on observe aussi un contenu fréquentiel des signaux qui diminue suivant l’amplitude de la
sollicitation (figure II.22). Cet effet est dû au contact qui peut être en partie assimilé à un
contact de type Hertz (voir section V.1.4). Dans ce cas, le temps de contact est inversement
lié à la vitesse d’impact [25]. Plus la vitesse d’impact est importante, plus la sollicitation
est brève et plus la gamme de fréquence sollicitée est importante (cf Annexe A et [26]). A
l’inverse, lorsque l’amplitude de lâcher est faible, les basses fréquences mettent plus de temps
à s’amortir (voir figure II.23 et II.24)

Figure II.23. � Spectrogramme d'une aiguille avec pastilles en molybdène a) pour un lâcher de
8mm et b) pour un lâcher de 2mm

Figure II.24. � Densité spectrale d'une aiguille avec pastilles en molybdène a) pour un lâcher de
8mm et b) pour un lâcher de 2mm

Les efforts de choc seront comparés aux efforts obtenus par calculs numériques à la sec-
tion III.3.4.

II.2.5. Conclusion

L’aiguille soumise à un choc a un comportement très différent de son comportement libre.
Le choc sollicite des modes de l’aiguille élevés, avec un spectre de fréquences sollicitées plus
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large pour les aiguilles à pastilles molybdène que pour les aiguilles à pastilles plomb du fait
d’une rigidité du contact pastille-gaine différente. De plus, pour les sollicitations à amplitude
importante, le frottement de Coulomb inter-pastille va avoir tendance à amortir les rebonds.
Enfin, il semble que le temps de contact diminue avec la vitesse d’impact du fait des effets de
Hertz, ce qui conduit à un spectre de fréquence sollicitée plus riche.

II.3. Essais forcés

II.3.1. Descriptifs des essais et objectifs

Des essais forcés ont aussi été réalisés avec un pot vibrant. Le schéma des essais est donné
figure II.25.

Figure II.25. � Schéma des essais CARNAC au pot vibrant

L’aiguille est placée dans une configuration équivalente à celle qu’elle aurait dans le fais-
ceau. Dix appuis sont placés sur la partie droite de l’aiguille, représentant les contacts entre
l’aiguille et le tube hexagonal (voir figure II.2). Les appuis situés à gauche représentent les
contacts inter-aiguilles. La sollicitation est exercée sur la tête de l’aiguille par le pot vibrant,
sous la forme d’un signal harmonique ou d’un sinus balayé. On enregistre les efforts au ni-
veau de chaque appui sur toute la hauteur de l’aiguille et la vitesse sur le point de l’aiguille
lié à la tige du pot vibrant.
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II.3.2. Sinus balayé et identification modale

Les fonctions de type sinus balayé sont très utilisées pour analyser la réponse fréquentielle
d’un système [27, 28]. On utilisera plutôt la forme exponentielle pour laquelle l’impulsion
s’écrit de la manière suivante :

f(t) = Asin
[
ω1T

ln(ω2
ω1

)(e
t
T
ln(ω2

ω1 )
]

(II.4)

Avec A l’amplitude de la sollicitation, ω1 et ω2 les pulsations minimale et maximale et
T la durée totale du signal. L’intérêt de ce type de signal est d’être capable de solliciter la
structure sur toute une gamme de fréquence rapidement sans avoir à tester un grand nombre
d’harmoniques. Mais afin de dissocier les effets de chaque fréquence indépendamment, il est
nécessaire de bien choisir la durée de la sollicitation T , qui guide la vitesse de balayage. Le
balayage doit être lent pour permettre de limiter les effets des phénomènes transitoires [29]
pour ne pas risquer une mauvaise estimation du comportement modal du système étudié [30].
La norme internationale ISO-7626 [31] donne une vitesse de balayage maximale vbmax, qui
a été revue à la hausse par Gloth [27] sous certaines conditions. Cette valeur est dépendante
de la fréquence considérée f et d’un facteur d’amortissement Q dépendant du coefficient
d’amortissement ξ.

vbmax = 54f 2

Q2

Q = 1/2ξ
(II.5)

L’amortissement des aiguilles combustibles est très faible (voir section II.2.3.3). En considé-
rant 1% d’amortissement, la valeur correspondante à des oscillations de moyenne amplitude,
la vitesse maximale de balayage vbmax pour une fréquence d’intérêt de 50 Hz est

vbmax = 13, 5Hz/minutes (II.6)

II.3.3. Résultats d’essais et problèmes rencontrés

La figure II.26 représente les efforts mesurés sur le capteur piezoélectrique numéroté 15
lors des essais sur aiguille à pastilles plomb avec ou sans jeu et pour une sollicitation de type
sinus balayé. Les résultats temporels et fréquentiels sont très bruités.
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Figure II.26. � E�ort et contenu fréquentiel de l'e�ort sur le capteur 15 pour l'aiguille à pastilles
plomb pour une sollicitation sinus balayé de 50 à 600Hz a) Con�guration avec jeu, b)
Con�guration sans jeu

Plusieurs contraintes techniques ont nuit aux résultats des essais forcés au pot vibrant et
ne permettent pas une comparaison des résultats avec un modèle numérique. Tout d’abord,
la disposition du système présentée figure II.25 est telle que les capteurs situés dans les
abscisses hautes de l’aiguilles enregistreront des efforts importants, tandis que les efforts des
appuis proches de l’encastrement seront très faibles. Or le bruit inhérent des capteurs de
force piézoélectriques est relativement important (environ 1-2N). Pour les capteurs éloignés
du point de sollicitation, le rapport signal mesuré sur bruit sera donc très faible rendant la
lecture du signal impossible. De plus le générateur de signal utilisé ne permettait pas d’utiliser
des signaux de plus de 100 s, et avec un découpage fréquentiel en 256 harmoniques, ce qui ne
permet pas de vérifier la vitesse de balayage maximale vbmax. Les résultats d’essais ne seront
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pas exploités pour la comparaison avec les modèles numériques dans les chapitres suivants,
néanmoins les méthodes de traitement du signal utiles et les références bibliographiques
indispensables au traitement de données expérimentales de ce problèmes sont données dans
la section suivante. Les résultats d’essais ont été testés avec ces méthodes, des exemples sont
données sur les figures II.27, II.28 et II.29, mais du fait du bruits importants de mesures, les
résultats ne sont pas probants.

II.3.4. Méthode d’analyse modale

Les applications des méthodes d’analyse modale présentées dans cette section ont été réali-
sés en partie avec les outils du package EasyMod pour Scilab, développé par Kouroussis [32].

II.3.4.1. Réponse fréquentielle

Pour déterminer le contenu fréquentiel d’un signal, le plus simple est de d’utiliser l’expres-
sion de la densité spectrale de puissance noté Γ. Pour un signal U :

Γ = fft(U)fft(Ū) (II.7)

Pour du traitement de données expérimentales, cette formulation n’est pas la plus adap-
tée, puisqu’elle est très sensible aux bruits de mesure. D’autres méthodes permettent de
s’affranchir de ces bruits [33, 34]. Une méthode simple et robuste est celle développée par
Welsh [35]. Elle consiste à découper le signal en un certain nombre de segments noté N
qui peuvent éventuellement se chevaucher. Sur chaque segment de signal, on applique un
fenêtrage, il a été choisi pour cette application d’utiliser une fenêtre de Hann [36]. Une
transformée de Fourier est appliquée sur chacun de ces segments indépendamment. Puis la
transformée du signal complète est obtenue en combinant la réponse de tous les segments.

II.3.4.2. Méthodes SISO

Les méthodes SISO (Single Input, Single Ouput) permettent de déduire d’une courbe expé-
rimentale un mode de vibration [37]. Ces méthodes permettent d’identifier un pic de l’ampli-
tude dans une courbe expérimentale même bruitée afin d’obtenir la fréquence de résonance
et l’amortissement associé à ce mode. De nombreuses méthodes existent telle que l’analyse
d’amplitude ou le “circle-fit” et sont détaillées dans l’ouvrage de Ewins [38]. Dobson [39]
propose la méthode de “line-fit” qui consiste à approcher la courbe expérimentale par un pic
d’amplitude idéal. Elle est illustrée sur la figure II.27.

Ces méthodes permettent d’identifier un mode précisément entre deux bornes de fréquence
mais nécessite tout de même que le bruit de mesure ne soit pas trop important. A noter
qu’une détermination manuelle du mode de vibration est possible si le pic d’amplitude est
bien marqué. Dans ce cas, l’amortissement modal peut être déterminé avec la “half power
method” [40] s’il est faible (<1%).
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Figure II.27. � Exemple d'utilisation d'un algorithme line-�t

II.3.4.3. Analyse POD

La POD pour Proper Orthogonal Decomposition est une méthode d’analyse de donnée
adaptée à la compréhension de système avec jeux [41]. L’analyse modale “classique” ne
peut pas prendre en compte les non-linéarités de jeu, à moins de considérer des modes non-
linéaires [42, 43]. L’analyse POD quant à elle utilise les résultats de calcul pour déduire des
directions préférentielles de déformation, que l’on appellera POM (Proper Orthogonal Modes)
en raison de leur similitude avec des modes de vibrations classiques. Pour les obtenir, une ma-
trice notée A est considérée. Elle contient l’évolution de N grandeurs pour Nt pas de temps
et est donc de taille N ∗Nt. Cette matrice subit une décomposition en valeur singulière [44] :

A = USV T (II.8)

Les matrices U et V sont des matrices carrées orthogonales de taille respective Nt ∗ Nt et
N ∗ N . La matrice S est une matrice diagonale de taille N ∗ Nt. La diagonale de la matrice
S est composée de réels rangés en ordre décroissant [44] qui représente l’importance des
POM dans le mouvement global de la structure. La matrice V quant à elle contient la forme
des POM, dans leur ordre d’importance [41]. Les premiers POMs observés correspondent
donc aux modes de déformations principales, en tenant compte des caractéristiques de la
sollicitation et du jeu et ils constituent un outil pour comprendre l’influence du jeu dans le
comportement dynamique de l’aiguille étudiée.

L’analyse POD peut être réalisée sur n’importe quelle grandeur, déplacements, vitesses, ou
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dans le cas du banc CARNAC sur les efforts mesurés aux appuis. A noter que les modes ob-
tenus par POD peuvent être utilisées pour de la réduction de modèle [45]. La figure II.28
présente les trois premiers POM associés aux efforts mesurés lors de la sollicitation de l’ai-
guille à pastilles postiches plomb sans jeu à un sinus balayé.

Figure II.28. � Allure des trois premiers POM de l'aiguille avec pastilles combustible plomb, sans
jeu et pour un sinus balayé de 50 à 600Hz

II.3.4.4. Méthodes MIMO

Les méthodes MIMO (Multiple Input, Multiple Output) sont des méthodes d’identification
utilisant les fonctions de transfert associées à plusieurs capteurs pour identifier les modes de
la structure. Ces méthodes sont très utilisées dans le milieu industriel [46, 37, 47] même si
elles sont sujettes à des erreurs d’interprétation pour un utilisateur non confirmé [48, 49]. Par
exemple, la méthode “Least-Squares Complex Exponential" (LSCE) [50] permet d’obtenir par
minimisation à partir des réponses fréquentielles associées à chacun des capteurs les modes
de la structure. Le nombre de mode de la structure (son ordre) est supposé pour un premier
calcul. Empiriquement, il est vérifié que les vrais modes de la structure sont ceux dont la
fréquence n’évolue pas ou peu lorsque l’estimation des modes est réalisée en supposant un
ordre supérieur [48]. Les valeurs des modes obtenus par les calculs successifs sont tracées sur
un diagramme appelé “diagramme de stabilisation” sur lequel on trace aussi la fonction de
transfert de l’un des capteur pour aider à la visualisation. La figure II.29 donne le diagramme
de stabilisation d’une référence industrielle [37] et pour une aiguille du banc d’essai CARNAC.
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Figure II.29. � Diagramme de stabilisation a) d'une structure en forme d'entonnoir [37] b) d'une
aiguille avec pastille combustible plomb sur CARNAC

Pour les essais CARNAC, les fonctions de transfert sont trop bruitées pour identifier des
modes : lorsque l’on augmente l’ordre du modèle, la fréquence des modes identifiés changent
grandement (figure II.29-b) alors que les modes identifiées devraient suivre une ligne quasi-
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verticale (figure II.29-a).

II.4. Conclusion du chapitre

Dans cette section, le comportement dynamique d’une aiguille combustible a été étudié ex-
périmentalement avec le banc d’essai CARNAC. Des essais de lâcher en flexion libre ont per-
mis d’identifier l’amortissement des aiguilles. Cet amortissement est fortement non linéaire
et dépendant de nombreux paramètres, principalement le type de pastilles postiches, le jeu
pastille-gaine et l’amplitude de la sollicitation. Puis l’aiguille a été soumise à une flexion et re-
lâchée contre un appui. Ces essais ont permis d’identifier le temps de contact caractéristique
de l’aiguille et les fréquences excitées par le choc. Là encore, le choix du matériau postiche va
avoir une influence notable sur le comportement de l’aiguille, principalement à cause de la
rigidité du contact pastille-gaine. Tous ces essais seront comparés à des modèles numériques
dans la section suivante.

Les résultats des essais forcés réalisés sur des aiguilles en configuration faisceau sont trop
bruités pour être exploitables du fait de la configuration d’essai choisie, de la sensibilité des
capteurs piezoélectriques et des lacunes du générateur de signal. Néanmoins, des méthodes
d’analyse modale sont proposées pour exploiter les résultats futurs sur le banc d’essai CAR-
NAC.
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CHAPITRE III

DÉFINITION ET VALIDATION D’UNE
MÉTHODE NUMÉRIQUE

“ Who dares to teach must never cease to learn ”
John Cotton Dana, , 1987
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III. Définition et validation d’une méthode numérique

III.1. Introduction et méthodologie

Les chocs et contacts entre plusieurs corps font parties des non-linéarités les plus fortes en
mécanique. La modélisation des contacts est un sujet ancien qui débute avec les travaux de
Hertz en 1896 [25] sur le contact entre deux lentilles optiques. Plusieurs auteurs ont étendu
par la suite cette théorie en introduisant du frottement, des forces tangentielles et des effets
dynamiques [51, 52]. Mais l’implémentation numérique des contacts demeure encore très
complexe même si c’est un phénomène courant dans les milieux industriels. Les chocs ici
sont extrêmement rapides, impliquant de grandes forces et accélération rendant leur modé-
lisation complexe [53]. Les méthodes numériques standards plutôt destinées à résoudre des
problèmes linéaires présentent souvent des difficultés à converger ou sont instables, ce qui
mène à des résultats peu précis ou très longs [54]. Une réflexion particulière doit être menée
sur le choix du schéma d’intégration (voir section III.2.4) et sur la manière de modéliser le
contact (voir section III.2.5).

Ce chapitre a pour objectif de définir une méthode numérique alliant précision et rapidité
pour modéliser une structure possédant un grand nombre de zones de contact dont les po-
sitions sont connues tel que le faisceau d’aiguilles présenté en introduction. La définition et
la validation de cette méthode a été réalisée par étapes de complexité croissante. Nous nous
intéresserons tout d’abord à une simple poutre encastrée à sa base et dont l’autre extrémité
entre en contact avec un ressort. Puis nous analyserons des systèmes multi-contacts pour fina-
lement appliquer la méthode numérique sur le faisceau d’aiguilles complet dans le chapitre
suivant. Tous les modèles développés seront comparés à des références analytiques ou expé-
rimentales. Le chargement étudié, un lâcher en flexion contre un appui rigide, correspond à
la modélisation de l’essai BELIER présenté à la section I.3.2.

III.2. Méthode numérique utilisée

III.2.1. Choix de la méthode et hypothèses

L’assemblage combustible est un système complexe de grandes dimensions, contenant 217
aiguilles très élancées. Le nombre de zones de contacts est lui aussi très important. Il convient
de choisir la meilleure méthode numérique à même de résoudre ce type de problème de façon
efficace et précise. Les méthodes par différences finies consistent à discrétiser spatialement le
problème par un ensemble de points mobiles appelé maillage. Des relations entre les points,
éventuellement non-linéaires, définissent le mouvement du système. C’est l’approche choisie
par Pelloux [14] et qui est souvent utilisée entre autre dans l’étude de milieux granulaires [55,
56]. Cette approche est très efficace pour représenter des chocs successifs entre des systèmes
mécaniques pouvant être considérés comme des masses ponctuelles isolées [57] en introdui-
sant des systèmes ressort-amortisseur entre les points du maillage.

Néanmoins, les aiguilles et le tube hexagonal sont des éléments flexibles et possèdent des
zones de contacts à de nombreux endroits. Pelloux introduit alors des ressorts linéaires de
raideur kf (voir section I.3.1.2 et image I.10) liant les déplacements des points d’une même
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aiguille afin de représenter la flexion de ces points. Mais les ondes de flexion sont mal si-
mulées par un ressort linéaire, ce qui génère des erreurs dans le calcul des déplacements du
faisceau par rapport à des références analytiques ou numériques.

En résumé, la méthode des différences finies permet de bien simuler les contacts successifs
dans le faisceau, mais peine à bien représenter la flexion des aiguilles et du reste de l’assem-
blage. Il sera donc préféré pour résoudre ce problème une approche éléments finis, dont nous
discuterons dans le reste de cette section. Néanmoins, l’approche du calcul par différences fi-
nies sera utilisée dans la section IV.2 pour interpréter des phénomènes physiques se déroulant
dans un système multi-contact.

Les calculs menés durant cette thèse se basent sur l’hypothèse des petites déformations :
les déplacements sont de l’ordre du centimètre pour des structures de plusieurs mètres. De
plus, on ne considère que des matériaux élastiques parfaits. Les seules non-linéarités sont
apportées par les contacts dans le faisceau. Ensuite, l’étude ne porte que sur le cas de l’as-
semblage en air, l’influence de l’interaction fluide-structure lorsque l’assemblage est immergé
dans le sodium n’est pas abordée. Enfin, les frottements sont négligés au niveau des zones de
contacts. Cette hypothèse a pour but de donner un aspect conservatif aux résultats obtenus.
Néanmoins, il conviendrait d’estimer expérimentalement l’influence du frottement dans le
faisceau pour différentes configurations et sollicitations et si nécessaire de l’introduire dans
la modélisation pour les travaux à venir.

Les calculs numériques sont réalisés avec Cast3m 2017, code de calcul éléments finis déve-
loppé par le CEA [58].

III.2.2. Choix du type d’éléments finis

Pour représenter un objet physique en éléments finis, le choix adapté du type d’éléments est
indispensable à la précision des calculs. L’objectif final est de représenter des objets du type
d’une aiguille combustible ou d’un tube hexagonal (TH) représenté à la section I.1.2, c’est à
dire des poutres creuses. Les éléments permettant les calculs les plus précis sont les éléments
volumiques, cependant étant donné la faible épaisseur des aiguilles et du TH, les éléments
volumiques devraient être extrêmement petits pour conserver un rapport de forme proche de
1 et permettre des calculs précis [59]. L’utilisation d’éléments finis de type coque serait plus
adaptée, puisque l’épaisseur du TH et des aiguilles peut être considérée comme petite par
rapport aux autres dimensions. De la même façon, le raffinement circonférentiel du maillage
doit être important [59], surtout pour représenter des phénomènes locaux tel que des poin-
çonnements [60]. La dernière méthode consiste à utiliser des éléments linéiques tel que des
poutres de Bernouilli et de Timoshenko, associés à des lois de contacts particulières [61].

Un premier cas test est réalisé pour un tuyau encastré-libre soumis à un chargement ponc-
tuel à une extrémité (figure III.1).
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Figure III.1. � Tube encastré-libre soumis à un chargement ponctuel

La figure III.2 et le tableau III.1 représentent et décrivent les propriétés des éléments
finis les plus usuels. Pour un élancement de la poutre donné (rapport L/r = 50), le nombre
d’éléments finis nécessaires pour réaliser un calcul de flexion sur un tube encastré libre est
indiqué pour comparaison. La valeur affichée correspond au nombre d’élément pour atteindre
la convergence des résultats de déplacement au nœud où est appliqué la force avec moins
de 1% d’erreur. Afin de conserver un bon rapport de forme (rapport de dimension dans un
élément fini, il est nécessaire d’utiliser beaucoup plus d’éléments volumiques qu’en prenant
des éléments poutres.

Figure III.2. � Représentation des éléments �nis usuels

Les éléments finis volumiques quadratiques donnent les résultats les plus précis, mais un
calcul avec ce type d’élément est extrêmement couteux. De même, un calcul avec des élé-
ments coques est plus de 100 fois plus couteux qu’avec des poutres (voir la table III.1). Une
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modélisation par des éléments unidimensionnels sera donc préférée. Cependant, étant donné
que l’élancement des tubes entre deux contacts est très variable (entre 10 et 200) et que les
tubes sont susceptibles d’ovaliser, les résultats obtenus avec des éléments poutres risquent
d’être en partie erronés. Une étude comparative a été menée sur un tube d’élancement va-
riable représenté figure III.1 avec plusieurs types d’éléments. L est la longueur du tube, e son
épaisseur et r son rayon (e/r reste constant).

Nom CUB20 CUB8 COQ8 BERN TIMO
Degré 2 1 2 1 et 3 1

Nombre d’éléments nécessaire 1600 1600 400 100 100
Temps de calcul par éléments 17 ms 1, 4 ms 4, 1 ms 10 µs 8 µs

Table III.1. � Comparatif des éléments �nis usuels

Figure III.3. � Rapport entre la �èche de bout de poutre obtenue avec di�érents éléments par
rapport à une solution de référence 3D pour plusieurs rapport d'élancement

Soit le problème présenté figure III.1.La flèche en bout de poutre est calculé avec un
maillage volumique détaillé qui fait office de référence. Suivant l’élancement de la poutre,
on calcule cette même flèche en utilisant plusieurs type d’éléments finis : des poutres d’Euler-
Bernoulli (BERN), des poutres de Timoshenko classiques (TIMO), des coques quadratiques
(COQUES) et des poutres de Timoshenko avec un coefficient correcteur de cisaillement de
0,5 (TIMO 05).

Le coefficient de cisaillement permet de pondérer la section de la poutre pour prendre
en compte la disparité de l’effort tranchant dans la section. Il n’est dépendante que de la
géométrie de la section. Plusieurs méthodes sont utilisables pour la calculer. La méthode de
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Cowper [62] permet d’approximer la valeur de la section réduite en résolvant le problème
tridimensionnel de Saint Venant. Il en ressort une formule ne dépendant que des paramètres
de la section et du coefficient de poisson ν. Concrètement, la valeur du coefficient de cisaille-
ment est égale au rapport entre le cisaillement moyen dans une section et son maximum :

αc = σ̄xy
max(σxy)

(III.1)

Dans le cas d’un tube :

αc = 0, 5 (III.2)

La solution théorique est donnée par la théorie des poutres de Bernoulli en considérant
le tube comme une poutre (THEORIE). Pour un fort élancement, les modélisations de type
coques et poutres convergent vers une solution de référence 3D avec un maillage fin (fi-
gure III.3). Mais pour un faible rapport d’élancement, le principe de Saint Venant n’est pas
respecté et il y a donc une erreur supérieure à 10% commise sur le calcul de la flèche maxi-
male avec la théorie des poutres d’Euler-Bernoulli (THEORIE et BERN) et de Timoshenko
classique (TIMO). Néanmoins, une modélisation avec des éléments de Timoshenko auquel
on adjoint un coefficient correcteur de cisaillement de 0,5 (TIMO 05) permet d’obtenir une
modélisation unidimensionnelle satisfaisante. Cet élément sera utilisé pour représenter les
aiguilles de l’assemblage combustible.

Considérons un nouveau cas d’étude plus proche de l’aiguille combustible : un tuyau posé
sur 4 appuis soumis à un chargement réparti (figure III.4). Cette fois, le tube subira une
ovalisation forte au droit des appuis. Les graphes III.6 et III.5 donnent la flèche au centre
du tube sur la ligne supérieure suivant le type d’éléments finis et les rapports r/e et L/r. Les
aiguilles ASTRID ont un rapport L/r = 36 et r/e = 10.

Figure III.4. � Tube à trois travées soumis à un chargement réparti

Les modélisations unidimensionnelles (BERN, TIMO, TIMO05) ne sont pas capables de re-
présenter l’ovalisation aux appuis. Lorsque l’élancement du tube L/r est grand, la flexion
prime sur l’ovalisation ce qui implique que les modélisations poutres convergent vers la so-
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lution volumique ou coque. Néanmoins pour de faibles élancements, les modèles poutres
sous-estiment très fortement le déplacement réel du tube. Pour les aiguilles ASTRID, l’erreur
commise sur le déplacement est de l’ordre de 25%. Le rapport r/e correspond à l’hypothèse
d’une coque mince ou épaisse. Lorsque r/e est faible, le tube est épais et l’ovalisation devient
minoritaire vis à vis de la flexion. Lorsque r/e est grand, le tube est mince et l’ovalisation n’est
plus négligeable. Les éléments volumiques et de coque sont les plus précis pour représenter
un tube en éléments finis parce qu’ils permettent de modéliser l’ovalisation, mais le coût du
calcul pour une représentation complète du faisceau avec ces éléments est prohibitif. Les
aiguilles doivent être modélisées par des éléments unidimensionnels, et ce sont les poutres
de Timoshenko avec un coefficient correcteur en cisaillement qui sont les plus adaptés. La
déformation d’ovalisation non prise en compte sera intégrée à la loi de contact définie à la
section V.1. Malgré le choix d’un élément simple pour modéliser le faisceau, le nombre de de-
grés de liberté de la structure reste important. Il sera donc intéressant de réduire le problème
sur une base modale.

Figure III.5. � Flèche au centre suivant le rapport L/r pour un rapport r/e de 10

III.2.3. Réduction sur base modale

L’objectif de la méthode numérique est de résoudre l’équation de la dynamique III.3 avec
des forces non linéaires de choc Fc(U) avecM ,C etK respectivement les matrices de masse,
d’amortissement et de raideur de la structure. U est le vecteur des degrés de liberté actifs de
la structure éléments finis.

M Ü +CU̇ +KU = Fc(U) (III.3)
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Figure III.6. � Flèche au centre suivant le rapport r/e pour un rapport L/r de 50

Le temps de calcul est directement relié à la taille des matrices M , C et K. Une manière
de réduire fortement la taille de ces matrices est de les projeter sur une base modale [63].
Les modes de la structure sont définis par une déformée modale Φi et une pulsation propre
ωi. Elles peuvent être obtenues en résolvant l’équation suivante :

(K − ω2
iM)Φi = 0 (III.4)

La méthode d’Arnoldi avec redémarrage implicite [64] est utilisé par Cast3m pour résoudre
cette équation. La matrice Φ contient l’ensemble des modes Φi.

Le déplacement U de l’équation III.3 sera maintenant recherché sous la forme :

U(t) =
N∑
i=1

Φiqi(t) (III.5)

qi est un coefficient modal ne dépendant que du temps et représentant l’influence d’un
mode à un instant donné sur la réponse globale de la structure. N est la troncature modale.
Une fréquence de troncature ftronc est définie comme la dernière fréquence propre prise en
compte dans la décomposition modale :

ftronc = fN (III.6)

En utilisant la décomposition III.5, l’équation de la dynamique III.3 projetée sur les modes
donne :
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M̄ q̈ + C̄ q̇ + K̄q = ΦTFc(U) (III.7)

M̄ , C̄ et K̄ sont respectivement les matrices de masse, d’amortissement et de rigidité
projetées sur la base modale Φ. Par construction, M̄ et K̄ sont diagonales. L’amortissement
est défini en utilisant des coefficients d’amortissement ξi associés à chaque mode i, C̄ est
alors aussi diagonale. L’inversion des matrices est donc facilitée et le calcul est accéléré. Les
forces de contacts Fc(U) sont par contre dépendants des déplacements U définis sur bases
physiques. Puisque les emplacements des contacts potentiels sont connus, les déplacements
U et efforts Fc(U) aux points de contacts potentiels sont calculés à chaque pas de temps
avec l’équation III.5. Ils sont ensuite projetés sur la base modale Φ dans l’équation III.7 pour
résoudre le problème au pas de temps suivant.

III.2.4. Schéma d’intégration

Pour résoudre numériquement un problème de dynamique, il est nécessaire d’effectuer
une discrétisation temporelle et d’écrire l’équation de la dynamique suivant une grandeur
unique (déplacement, vitesse ou accélération) [54]. La vitesse et la position sont déduites
de l’accélération par une approximation linéaire de la dérivée dans les cas les plus simples
mais un grand nombre de formulations existent appliqués à de nombreux cas particuliers.
Magnain [65] en explicite un grand nombre dans sa thèse.

On distingue deux grands types de schémas d’intégration : les schémas explicites pour les-
quels la position à l’instant t est uniquement fonction des données aux instants précédents,
et les schémas implicites, pour lesquels le calcul de la position à l’instant t est réalisé par
itération jusqu’à atteindre un critère de convergence fixé. En général, les schémas explicites
sont plus adaptés pour traiter des problèmes de contact parce qu’ils permettent des calculs
plus rapides et se révèlent stables lorsque le pas de temps de calcul est petit (pour nos appli-
cations, un pas de temps inférieur à la milliseconde). Mais les schémas implicites sont parfois
utilisés pour résoudre des problèmes de contacts lorsqu’il est préférable d’utiliser un pas de
temps plus grand [66, 67].

Parmi les algorithmes les plus courants, citons la famille des schémas de Newmark qui se
présente sous la forme suivante :

U t+dt = U t + dtU̇ t + dt2((1
2 − β)Ü t + βÜ t+dt)

U̇ t+dt = U̇ t + dt((1− γ)Ü t + γÜ t+dt)
(III.8)

Lorsque α = 1/2 et β = 1/4 on obtient le schéma implicite dit à "l’accélération moyenne".
Ce schéma est le plus courant dans les codes éléments finis, puisqu’en plus d’être simple, il
est inconditionnellement stable pour un problème linéaire [54], mais converge difficilement
pour un problème de type choc, augmentant ainsi le coût du calcul. Si l’on prend α = 1/2
et β = 0, on obtient par contre un schéma de Newmark explicite, dit "aux différences cen-
trées". Ce schéma est quant à lui conditionnellement stable, un pas de temps de calcul trop
grand ou une non-linéarité trop forte peuvent conduire à accumuler des erreurs et faire di-
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verger les résultats très rapidement. De plus, il n’assure pas intrinsèquement la conservation
de l’énergie mécanique. Plusieurs schémas plus complexes spécifiques au problème de choc
ont été imaginés, par découpage du pas de temps [68], en cherchant à conserver l’éner-
gie [69, 70] ou en générant de la dissipation haute fréquence. A ce sujet citons le schéma
de Tchamwa-Wielgosz [71] qui est une adaptation du schéma aux différences centrés auquel
on ajoute un terme d’amortissement afin d’améliorer sa stabilité et d’éliminer des oscillations
parasites [72]. Il introduit un paramètre φ. Pour Φ = 1 le schéma est équivalent a un schéma
d’Euler explicite [54], pour Φ légèrement supérieur à un on introduit de l’amortissement
numérique dans le calcul. Le schéma de Tchamwa[71] s’écrit de la façon suivante.

U t+dt = U t + dtU̇ t + Φdt2Ü t

U̇ t+dt = U̇ t + dtÜ t
(III.9)

A titre d’exemple, considérons le problème à trois corps représenté figure III.7. Trois masses
m sont soumises à une rigidité de raideur kf et un amortissement c. Les masses sont suscep-
tibles de rentrer en contact avec des ressorts de raideur kc. La masse de gauche a une vitesse
initiale v0 tandis que les autres masses ont une vitesse initiale nulle. La résolution complète de
ce genre de problème sera abordé à la section IV.2. Les figures III.8 et III.9 donnent les dépla-
cements et les énergies du problème en utilisant un schéma d’intégration de type différences
centrées ou de Tchamwa, tous paramètres égaux par ailleurs.

Figure III.7. � Problème à 3 masses

Le schéma de Tchamwa permet d’accroitre la stabilité du calcul et donc d’utiliser éventuel-
lement des pas de temps plus grand. Cependant, un amortissement numérique difficilement
quantifiable sur un problème de contact est ajouté. Dans le but d’avoir une modélisation re-
présentative des aiguilles combustibles, on préférera donc utiliser un schéma aux différences
centrées, mais en prenant soin de vérifier la stabilité du schéma à la section III.3.3.
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Figure III.8. � Déplacements et énergie du système en utilisant un schéma di�érences centrées

Figure III.9. � Déplacements et énergie du système en utilisant un schéma de Tchamwa avec
φ = 1.1

III.2.5. Modélisation du contact

Le contact en dynamique peut-être modélisé de différentes manières. Stronge [52] en re-
cense deux grandes familles :

— Les contact non réguliers (non smooth).
— Les contacts élastiques (smooth).
Nous cherchons à représenter le contact du fil d’une aiguille contre une gaine ou une face

du TH. Dans le but de dimensionner les aiguilles, il faut aussi être capable de déterminer les
efforts puis les contraintes transitant au niveau des contacts avec un estimateur relativement
rapide (<1 jour de calcul) afin d’analyser différentes configurations et chargements. La pre-
mière approche revient à considérer la phase de contact infiniment courte. On appelle cette
approche la « non-smooth dynamics » [73], c’est-à-dire la dynamique non régulière. Lorsque
le contact est détecté, la vitesse est inversée entre deux pas de temps de calcul. A noter que
de nombreux travaux portant sur le sujet [74, 75] utilisent pour simuler l’amortissement un
coefficient de restitution e∗ :
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e∗ =
√
E+
c

E−c
(III.10)

Avec E+
c énergie cinétique de la bille impactée juste après le choc et E−c énergie cinétique

du corps impactant avant le choc. Soit un système à deux corps de masses m1 et m2 non
amortis pour lesquelles on écrit l’égalité de la quantité de mouvement avant et après le choc.
Les déplacements avant le choc sont notés avec l’exposant “−” et ceux après le choc avec
l’exposant “+”.

m1U̇
−
1 +m2U̇

−
2 = m1U̇

+
1 +m2U̇

+
2

1
2m1U̇

2−
1 + 1

2m2U̇
2−
2 = 1

2m1U̇
2+
1 + 1

2m2U̇
2+
2

(III.11)

En introduisant le coefficient de restitution et dans le cas particulier où m1 = m2 et U̇−2 = 0,
on a :

U̇+
2 = e∗U̇−1 (III.12)

Ce qui se traduit physiquement de manière intuitive. Si le contact est parfaitement élastique
(e∗ = 1), la vitesse de la masse impactée après le choc est celle de la masse impactante
avant le choc. Si le choc est parfaitement mou (e∗ = 0), les vitesses des deux masses sont
nuls après le choc. Cette approche s’affranchit de la description du déroulement du contact,
ce qui simplifie la résolution numérique. Des schémas d’intégration particuliers sont tout
de même nécessaires pour que la discontinuité de vitesse ne génère pas d’instabilités [70].
L’estimation précise des efforts de contacts est cependant complexe, rendant la méthode
inadaptée à nos objectifs. Nous privilégierons donc la théorie du contact élastique ou visco-
élastique. Le contact est représenté par un ressort dont la force de réaction fi dépend de
l’enfoncement δi au point de contact, via des fonctions g(δi) et h(δi) [53].

fi(δi) = 0 si δi > 0
fi(δi) = g(δi) + h(δ̇i) si δi < 0

(III.13)

Le modèle le plus simple de loi de contact est le "linear spring dashpot" (LSD) [26] pour
lequel g(δi) représente la raideur du ressort kcδi et h(δ̇i) le terme d’amortissement ξcδ̇i. Dans ce
chapitre, nous choisirons de ne considérer qu’un ressort linéaire de raideur kc et pour lequel
ξc = 0. Une approche plus complète sera utilisée à la section V.1 pour assurer un contact
représentatif du contact entre aiguille.
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III.3. Analyse d’une poutre encastrée-libre avec contact
unique

III.3.1. Description du problème

On s’intéresse à un problème élémentaire de contact ; une poutre encastrée à une extrémité
mise initialement en flexion et dont l’autre extrémité est susceptible d’impacter un ressort
(figure III.10). On note E le module d’Young, I le moment quadratique et L la longueur de la
poutre. Le ressort est défini par sa raideur kc.

Figure III.10. � Poutre encastrée de raideur kf impactant sur un ressort. A gauche, état initial
en �exion libre. A droite, en contact avec le ressort de raideur kc

La solution de ce problème est constitué de phases de vol libre et de phases de contact,
chacune pouvant être modélisée par un sous-problème linéaire, celui d’une poutre encastré
libre (figure III.10, à gauche) et celui d’une poutre encastré-ressort (figure III.10, à droite).
La non-linéarité provient de la transition entre ces deux états, lors des phases de mise en
contact et d’envol de la poutre. Le comportement dynamique de la poutre sera d’abord calculé
numériquement, puis analytiquement, et enfin nous exécuterons une comparaison numérique
expérimentale appliquée aux aiguilles testées sur le banc CARNAC (voir chapitre II).

III.3.2. Corrélation analytique-numérique

Les problèmes de contacts répétés sont difficiles à résoudre, à cause de la non-linéarité de
choc. Pourtant c’est un enjeu industriel dans de nombreux secteurs, tel que la modélisation
d’échangeur de chaleur [76, 10], de systèmes ferroviaires [77] ou dans la robotique [78, 79].
Pour pouvoir justifier de la validité d’une approche numérique, une méthode de résolution
semi-analytique a été développée et est présentée en annexe B. La méthode est similaire
à celle développée par [80], mais en considérant que le contact se fait contre un ressort
non-linéaire [81] et en ajoutant un algorithme de recherche du zéro (voir section B) afin
d’accélérer fortement les calculs. Elle est considéré comme une référence pour juger des
solutions obtenues numériquement.

Le problème de la poutre présenté en figure III.10 est résolu avec la fois avec la méthode de
référence semi-analytique et la méthode numérique défini dans la section III.2. L’objectif est
d’analyser l’influence du choix des paramètres numériques sur les résultats de calcul. Dans un
premier temps, l’influence du choix de la fréquence de troncature sera analysée. La troncature
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doit être suffisamment grande pour représenter les hautes fréquences générées par le contact
mais ne doit pas rendre le calcul instable. Ensuite nous verrons l’effet du choix du pas de
temps, critère important pour s’assurer de la stabilité du schéma d’intégration. Puis nous
parlerons du choix de la discrétisation spatiale.

III.3.2.1. Paramètres d’évaluation

Le problème a été résolu numériquement par éléments finis avec un schéma d’intégration
de type différences centrées et en projection sur la base modale sans le contact. Tous les
résultats seront observés en fonction du paramètre adimensionnel Rk, le ratio entre la raideur
de choc kc et la raideur de flexion kf , qui représente la "dureté" du contact.

Rk = kc
kf

= kcL
3

3EI (III.14)

La fréquence de troncature définie à la section III.2.3 a un effet important sur les résultats.
Un deuxième terme adimensionnel est défini pour tenir compte du rapport entre la fréquence
de troncature choisi et la fréquence du premier mode [82].

Rftronc = ftronc
f0

f0 = 1, 76
πL2

√
EI

ρS

(III.15)

La poutre étudiée est représentative de l’assemblage complet. Sa raideur en flexion est
kf = 4, 5.105 N/m, la masse totale est de m = 127 kg. La figure III.11 montre le déplacement
de la tête de la poutre obtenu par le modèle numérique et avec la méthode de référence pour
deux valeurs de Rftronc. Les calculs numériques sont beaucoup plus précis quand un grand
nombre de modes est considéré, c’est à dire lorsque Rftronc est grand (figure III.11-a).

Figure III.11. � Déplacement en bout de poutre pour Rk = 3000. a) Rftronc = 300 b) Rftronc = 10

La force issue d’un contact est un phénomène extrêmement court, surtout lorsque la raideur
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de choc est importante. La figure III.12 montre l’allure du premier contact calculé avec la
méthode de référence et avec l’approche éléments finis pour deux valeurs de Rftronq. Une
grande valeur de Rftronq est nécessaire pour reproduire correctement l’allure de la force de
contact.

Figure III.12. � Déplacement en bout de poutre pour Rk = 3000. a) Rftronc = 300 b) Rftronc = 10

Des outils d’évaluation ont été définis pour quantifier les différences entre les résultats du
modèle numériques et les résultats de référence. Un indicateur d’erreur Err est introduit
pour évaluer l’erreur entre leur contenu fréquentiel. Il quantifie le rapport entre les densités
spectrales de déplacement Γnum et Γref issues respectivement du déplacement calculé avec
la méthode numérique Unum et le déplacement calculé avec la méthode de référence Uref . La
discrétisation temporelle est la même pour les deux méthodes pour permettre la comparai-
son. La valeur de Err varie entre 0% (signaux parfaitement superposés) et 100% (signaux
parfaitement distincts).

Γnum = fft(Unum) ¯fft(Unum) Γref = fft(Uref ) ¯fft(Uref )

Err = max(|Γnum − Γref |)
max(|Γnum|, |Γref |)

(III.16)

Cette fonction tient compte de la corrélation entre les courbes numériques et les courbes
de référence. Par exemple, Err = 35% pour la figure III.11-b) tandis qu’elle n’est que de 2%
pour la figure III.11-a. Cet indicateur est très sensible aux erreurs d’amplitude et de dépha-
sage, mais prend peu en compte les variations brèves de signal comme les hautes fréquences
générées par le contact. C’est pourquoi il est nécessaire de définir un deuxième paramètre
d’évaluation sur les forces de contact que l’on nommera ErrF . Il compare de la même ma-
nière les amplitudes maximales des forces de contact calculées numériquement Fnum et celles
calculées avec la méthode de référence Fref .

ErrF = max(|Fnum − Fref |)
max([|Fnum, |Fref |])

(III.17)
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Ce paramètre est défini entre 0% (pic de force parfaitement représenté) et 100% (pic
de force infiniment distinct). Par exemple, l’erreur sur les forces pour les deux cas de la fi-
gure III.12 sont respectivement de 2% et 50%. Ces paramètres d’évaluation seront utilisés
pour observer l’influence de la troncature modale, du choix du pas de temps et de la dis-
crétisation spatiale. Plusieurs critères existent déjà pour borner le choix de ces paramètres,
néanmoins ils sont adaptés à des problèmes linéaires sans choc. Nous verrons par la suite que
la stabilité du calcul est aussi dépendante de l’importance de l’intensité de la non-linéarité,
c’est à dire du paramètre Rk. Pour rapprocher cela par un critère physique, nous proposons
d’estimer la durée du choc au niveau du point de contact.

III.3.2.2. Estimation de la durée de contact

La valeur de la rigidité de contact et de la raideur en flexion de la poutre vont jouer sur la
durée du choc. Plus la valeur de Rk sera grande, plus le choc sera rapide et nécessitera une
discrétisation temporelle fine et une grande fréquence de troncature. L’estimation du temps
de contact pour une structure avec un grand nombre de degrés de liberté est complexe et à
notre connaissance très peu étudiée [83]. Il est nécessaire de faire certaines hypothèses. Dans
le cas de la poutre encastré-ressort étudiée ici, il sera d’abord supposé que seul le premier
mode encastré-ressort influera sur la durée du choc. Cela revient à considérer que les modes
supérieurs ne sont pas susceptibles de faire décoller la poutre. Cette hypothèse se vérifie sur
des chocs relativement mous (Rk < 10). Pour déterminer le temps de contact avec cette
hypothèse, il est donc nécessaire de calculer la valeur de la première pulsation de la base
modale encastré-ressort. Pour cela, la méthode de Rayleigh Ritz est utilisée [84]. A noter qu’il
est aussi possible de trouver des solutions approchées des pulsations d’une poutre encastré-
ressort numériquement [85], mais nous en chercherons plutôt une expression formelle. Pour
un problème conservatif, le ratio entre l’énergie potentielle maximale et l’énergie cinétique
maximale est égale à :

Epmaxi
Ecmaxi

= 1, (III.18)

Les énergies cinétiques et potentielles maximales peuvent être exprimées en fonction de la
déformée modale Ui dans le cas de la poutre encastré ressort, avec S la section de la poutre,
V son volume, et A une constante :

Epmaxi = A2[
∫

(ES(∂Ui
∂x

)2dV ) + kcUi(L)2]

Ecmaxi = ω2A2
∫

(ρ2U
2
i dV )

(III.19)

A partir des équations III.18 et III.19, il est possible d’exprimer la pulsation ωi.

ω2
i =

∫
(ES(∂Ui

∂x
)2dV ) + kcUi(L)2∫
(ρ2U2

i dV ) (III.20)
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La déformée modale du premier mode U1 peut être approché par la déformée statique de
la poutre soumise à un chargement réparti. Le détail de l’obtention de cette déformée est
donnée en annexe D. En insérant l’expression de U1 dans l’équation III.20, on obtient :

ω2
1 = 1512kf

m

R2
k + 15(Rk + 1)

19R2
k + 459Rk + 5436 (III.21)

Le temps de choc estimé dtc1 à partir du premier mode encastré-ressort est donc égal à :

dtc1 = π

√√√√ m

1512kf
19R2

k + 459Rk + 5436
R2
k + 15(Rk + 1) (III.22)

L’expression III.22 donne une bonne estimation de la durée du contact si Rk est faible.
Mais lorsque la raideur kc devient grande, l’expression de dtc1 devient indépendante de Rk

1

donc de la raideur de contact, or ce n’est pas ce que l’on observe avec les résultats du modèle
semi-analytique. Une nouvelle durée de choc dtc2 est introduite, correspondant au temps de
choc d’une masse m1 impactant un ressort de raideur kc .

dtc2 = π

√
m1

kc
(III.23)

Pour aboutir à ce temps de choc, on fait l’hypothèse que la poutre peut-être réduite à une
masse ponctuelle et l’on néglige les effets de flexion. Dans le cas où la raideur de flexion est
significative vis à vis de la raideur du ressort, cette hypothèse n’est plus valable. La masse
considérée choisie m1 est égale à 3/8 de la masse totale de la poutre, ce qui correspond
à la force de réaction sur le ressort pour le problème statique de la poutre soumis à un
chargement réparti. Le temps de choc considéré sera le minimum des deux valeurs dtc1 et dtc2
et est représenté sur la figure III.14.

dtc = min(dtc1, dtc2) (III.24)

Une estimation de dtc1 et dtc2 a aussi été réalisée à l’aide de la méthode de référence décrite
à l’annexe B. Deux valeurs de temps de choc dtc1ref et dtc2ref ont été relevés, correspond res-
pectivement à la durée du 1er choc et à la durée du premier pic du choc. (voir figure III.13).
A noter que durant le temps de choc de durée dtc1, on peut observer de très courts décolle-
ments comme sur la figure III.13 qui sont dus aux vibrations locales de la poutre au niveau
du contact, mais l’intégralité de la poutre ne rebondit qu’après le temps dtc1.

Les résultats sont indiqués sur la figure III.14. Les temps mesurés avec la méthode de
référence sont en adéquation avec les formulations des équations III.22 et III.23, les temps
de choc sont donc bien estimés par ces formules.

1. lorsque Rk →∞, dtc1 = π
√

19m1
1512kf

.
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Figure III.13. � Estimation des temps dtc1 et dtc2 à l'aide des e�orts de choc calculés avec la
méthode de référence, Rk = 3000

Figure III.14. � Temps de choc estimé d'une poutre encastré impactant sur un ressort
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La fréquence du choc est égale à 1/2dtc. Pour modéliser des phénomènes se déroulant dans
la durée du contact, la fréquence de troncature doit être plus grande que la fréquence du
choc (arbitrairement un facteur 8 est utilisé).

ftronc >
4
dtc

(III.25)

De plus, le schéma explicite impose un critère sur la fréquence de troncature pour éviter la
divergence [54]

ftronc <
1

4dt (III.26)

Le pas de temps doit être choisi en fonction de la fréquence de troncature lorsque les
relations III.25 et III.26 sont respectées

dt <
dtc
16 (III.27)

Nous verrons dans les sections III.3.2.3 et Influence de la discrétisation temporelle si ces
critères permettent bien de justifier de la stabilité et de la précision du calcul numérique.

III.3.2.3. Influence de la fréquence de troncature

Nous allons étudier ici l’influence de la troncature modale sur la précision de la réponse du
calcul numérique. La réponse du modèle éléments finis est comparé à chaque fois à la solution
de référence éléments finis. Lorsque l’on augmente le nombre de modes pris en compte dans
le calcul éléments finis, le calcul est plus précis mais plus long et risque d’être instable. Un
schéma aux différences centrées est utilisé. Les fonctions Err et ErrF sont tracées sur la
figure III.15 et III.16 en fonction du ratio de raideur Rk et de la troncature modale Rftronc. Le
pas de temps utilisé et le nombre d’éléments sont dt = 5.10−5s et nelem = 150.

Les lignes pointillées verticales correspondent au critère III.25 également inscrite dans le
tableau. On déduit Rk−maxi des expressions de dtc1 et dtc2 aux équations III.22 et III.23. Pour
une faible fréquence de troncature (Rftronc = 10) et un ratio Rk autour de 103, l’indicateur
Err est d’un peu près 34%. Cet écart représente une surestimation de l’amplitude du rebond
d’environ 30 et un décalage en fréquence (voir figure III.11). Avec une fréquence de tronca-
ture plus haute, les réponses de référence et issus du modèle numérique sont plus ou moins
confondus puisque l’indicateur Err est voisin de zéro. Lorsque Rk est très grand (Rk > 105 ici,
cette valeur est dépendante du pas de temps choisi), le calcul diverge à cause de l’importance
de la non-linéarité de choc. Les lignes pointillées verticales représentent l’inégalité III.25 pour
les différentes valeurs de Rftrunc. Lorsque la fréquence de troncature utilisée ne respecte pas
cette équation, le modèle numérique diverge de la solution de référence. Cette équation est
un bon critère pour définir la valeur minimale de la fréquence de troncature à utiliser avec
une certaine marge. Les forces sont dérivées trois fois par rapport au déplacement donc on
s’attend à une sensibilité très importante des efforts. Le ratio des efforts ErrF est tracé sur la
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figure III.12.

Figure III.15. � Err suivant la troncature modale

Figure III.16. � ErrF suivant la troncature modale

La force de contact est globalement bien calculée pour des Rk faibles (Rk < 50) mais
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l’indicateur ErrF devient moins bon lorsque Rk augmente. Une fréquence de troncature
Rftronc > 300 est nécessaire pour minimiser l’erreur pour Rk < 3.103. Le respect du cri-
tère III.25 permet de limiter l’erreur en force à moins de 15%. Le critère est donc bien adapté
pour limiter l’erreur sur l’estimation de l’effort de contact.

III.3.2.4. Influence de la discrétisation temporelle

De la même façon, nous étudions l’influence du choix du pas de temps sur la réponse du
modèle numérique. Le pas de temps “idéal” est le plus grand pas de temps assurant une
stabilité inconditionnelle et la précision du calcul numérique. Une fréquence de troncature
importante (Rftronc = 300) et un grand nombre d’éléments (nelem = 150) sont utilisés pour
ces calculs. Le critère III.27 est donné sur le graphe pour chaque pas de temps avec des traits
verticaux pointillés et dans le tableau.

Figure III.17. � Err suivant le pas de temps

Lorsque le pas de temps dt est trop grand, le calcul diverge indépendamment de la valeur
de Rk. Ceci est dû à l’instabilité du schéma aux différences centrées qui s’exprime pour le pas
de temps de la même façon que pour la fréquence de troncature (equation III.26). Lorsque la
structure est amortie, ce critère peut ne pas être parfaitement respecté. L’indicateur Err est
tracé sur la figure III.17. Pour dt = 1.10−4s, le pas de temps ne vérifie pas le critère III.26, donc
le calcul diverge et l’erreur est maximale quelque soit la valeur de Rk. Pour les autres valeurs
de dt, les résultats numériques sont similaires à la référence (l’indicateur Err est inférieur
à 20%), mais la correspondance diverge pour des hauts Rk. Un pas de temps inférieur ou
égal à 7.10−5s permet une bonne évaluation des déplacements pour Rk > 104, même si le
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critère III.25 n’est pas vérifié. Mais lorsque ce critère n’est pas vérifié, les efforts de contact
sont mal évalués (voir figure III.18).

Figure III.18. � ErrF suivant le pas de temps

III.3.2.5. Influence de la discrétisation spatiale

La modélisation éléments finis requiert une discrétisation spatiale de la géométrie en un
certain nombre d’éléments. Dans la plupart des cas, un nombre d’éléments plus important
augmente la précision du calcul mais aussi son coût. Cependant, des calculs réalisés pour
plusieurs discrétisations ont montré que le déplacement et la force de contact sont très mar-
ginalement impactés par le choix de la taille des éléments, tant que le critère III.28 présent
dans la littérature est respecté [86]. dx est la taille du plus petit élément fini, λ la plus petite
longueur d’onde susceptible de traverser la poutre, et cf la vitesse des ondes de flexion dans
la poutre. Ce critère exprime le fait que la discrétisation spatial doit permettre de représenter
la propagation d’une onde de flexion de fréquence ftronc avec au moins 4 éléments.

dx <
λ

4 = cf
4ftronc

cf =

√√√√2πftronc
√
EI

ρS

(III.28)

Les éléments doivent être suffisamment petits sinon il y a un risque d’erreur. Au delà de
cette valeur, la comparaison de la solution numérique avec la solution de référence a montré
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qu’il n’y avait pas d’effet de ce paramètre sur l’estimation du déplacement et de la force au
point de contact.

III.3.3. Méthodologie de choix des paramètres numériques

En résumé, pour un calcul de dynamique avec choc réduit sur base modale, le choix de la
fréquence de troncature est de première importance. Lorsque la rigidité de choc est grande
par rapport à la rigidité de flexion de la structure, il est nécessaire d’augmenter la fréquence
de troncature pour respecter la valeur limite de ce paramètre donnée par l’ équation III.25.
Une fois que la fréquence de troncature a été définie, le choix du pas de temps s’en déduit
directement : il doit suivre l’équation III.27. Pour observer des phénomènes très rapides, une
valeur de pas de temps plus petite est utilisable sans préjudice sur la stabilité du calcul, mais
les résultats ne seront pas plus précis. Enfin, la discrétisation spatiale du maillage doit être
choisie en fonction de la fréquence de troncature mais a un effet mineur sur la stabilité et
la précision du problème. La méthodologie de choix des paramètres numériques pour une
simulation dynamique avec chocs sur base modale doit suivre les étapes indiqués dans la
table III.2.

Etape Description Critère
1 Estimation de la durée de choc dtc
2 Choix de la troncature modale ftronc ftronc > 4/dtc
3 Choix du pas de temps dt dt < 1/16dtc
4 Choix de la discrétisation spatiale dx dx < cbend/4ftronc

Table III.2. � Méthodologie

On peut appliquer cette méthode à des cas utilisés étudiés dans la littérature. Yin [80]
étudie le cas d’un compresseur assimilable d’une poutre de longueur L = 10, 6mm, de largeur
l = 25, 4mm et d’épaisseur e = 51mm. Son module d’Young est de ρ = 7500kg/m3 et son
module d’YoungE = 1, 45.1011N/m2. Cette poutre de petite dimension et très rigide en flexion
impacte contre une barre de rigidité 1, 08.106N/m. Le rapport Rk de ce système est Rk = 10, 6.
A partir du critère énoncé dans le tableau III.2, on trouve un critère sur la fréquence de
troncature de ftronc > 1, 51MHz. Cela correspond environ au 50ème mode de la poutre, et
correspond à la troncature modale pour laquelle les résultats commencent à converger en
terme d’estimation des efforts de contacts (voir figure III.19.

Le critère sur la fréquence de troncature permet donc d’assurer une précision satisfaisante
des résultats.
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Figure III.19. � Historique des e�orts de contact suivant le nombre de mode prise en compte [80]

III.3.4. Comparaison numérique-expérimental

La méthode numérique exprimée à la section III.2 a été utilisée pour modéliser l’aiguille
testée sur le banc CARNAC. Les essais de la 1ère campagne présentés à la section II.2.4 ont
été reproduits avec trois longueurs libres, 600,700 et 800mm. La vitesse mesurée et la force
de contact sont comparées.

L’amortissement modal choisi en numérique est un amortissement visqueux de 3% repré-
sentant au mieux les frottements de Coulomb intervenant lors du choc. Comme vu dans
la section II.2.3.2, l’amortissement réel de l’aiguille diminue lorsque l’amplitude des oscilla-
tions diminue, donc l’amortissement du modèle numérique sera largement surestimé après
quelques rebonds. Les éléments finis choisis sont des éléments finis de Timoshenko avec un
coefficient de cisaillement de 0,5, pour les raisons exprimées à la section III.2.2. Une inertie
quadratique variable représentative du fil enroulé en hélice autour de la gaine a aussi été ajou-
tée dans les caractéristiques des éléments. Le contact est traité par pénalisation. L’allure de
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la loi a été conçue afin d’être adaptée aux formes particulières des objets en contact. Cette loi
sera décrite dans la partie application à la section V.1. Enfin, les paramètres numériques ont
été choisis en accord avec les critères présentés dans la table III.2. Le tableau III.3 présente
la méthodologie de choix des paramètres numériques appliquée aux problèmes des aiguilles
expérimentales avec les valeurs des critères pour les trois longueurs libres considérées. La
fréquence de troncature est choisie très proche de son critère afin d’accélérer les calculs. Le
pas de temps est choisi très inférieur à son critère pour pouvoir comparer entre les résultats
numériques et expérimentaux sur des intervalles de temps courts.

Etape Critère Valeur choisie
l0 = 600mm l0 = 700mm l0 = 800mm

1 dtc = 1, 04.10−3s dtc = 0, 83.10−3s dtc = 0, 0.68.10−3s
2 ftronc > 3846Hz ftronc > 4819Hz ftronc > 5882Hz ftronc = 6000Hz
3 dt < 6, 5.10−5s dt < 5, 1.10−5s dt < 4, 2.10−5s dt = 1.10−5s
4 dx < 0, 3m dx = 0, 042m

Table III.3. � Applications numériques de la méthodologie de choix des paramètres numériques

La figure III.20 montre la comparaison entre les résultats expérimentaux sur le banc CAR-
NAC et les résultats issus de la modélisation éléments finis pour les trois longueurs libres
d’aiguilles, ce qui correspond à 3 valeurs de Rk pour les aiguilles avec pastilles postiches en
molybdène. L’amplitude et l’allure des vitesses sont très bien représentées par la modélisation
éléments finis. On observe néanmoins plus de différences à partir des 3ème et 4ème rebonds
qui sont principalement dues à la modélisation approchée et surévaluée de l’amortissement.

La comparaison entre les efforts de choc est donnée figure III.21. L’estimation de la force
de choc maximale est très bonne pour toutes les valeurs de Rk étudiées.

La figure III.22 montre la comparaison entre les résultats expérimentaux et les calculs
éléments finis pour l’intégralité des essais en utilisant les indicateurs Err et ErrF définis
dans la section III.3.2.1. Avec les paramètres de référence indiqués dans le tableau III.3, les
indicateurs sont extrêmement faibles (<20%). La méthode numérique est donc bien adaptée
pour modéliser le comportement des aiguilles combustibles. Des calculs ont été effectués
avec une fréquence de troncature plus faible qui ne vérifie pas le critère (ftronc = 2000Hz).
Avec cette fréquence de troncature, le modèle numérique reproduit moins bien les résultats
du modèle de référence (points verts), notamment sur l’estimation de l’effort de contact. De
même, en ne tenant compte que de la partie linéaire de la loi de contact, l’estimation des
efforts de choc est beaucoup moins bonne, ce qui justifie la loi complexe décrite dans la
section V.1.
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III. Définition et validation d’une méthode numérique

Figure III.20. � Comparaison numérique expérimentale sur les vitesses pour// a) Rk = 900, b)
Rk = 1430, c) Rk = 2130
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Figure III.21. � Comparaison numérique expérimentale sur les forces pour// a) Rk = 900, b) Rk

= 1430, c) Rk = 2130
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Figure III.22. � Indicateurs Err et ErrF entre les résultats expérimentaux et les calculs éléments
�nis. En bleu les calculs ont été réalisés avec les valeurs de références, en vert la fréquence
de troncature a été abaissée de telle sorte que Rftronc = 100 et en rouge la loi de contact
a été linéarisée

III.4. Conclusion du chapitre

Une méthode numérique est proposée pour modéliser un problème dynamique avec de
nombreux contacts. Elle consiste en l’utilisation d’un schéma d’intégration explicite, d’une
réduction sur base modale et d’une gestion des contacts par pénalisation. Une estimation
analytique des temps de choc a permis de définir certains critères de choix des paramètres
numériques, notamment la fréquence de troncature modale. La méthode numérique est com-
parée à une approche semi-analytique sur le problème d’une poutre encastrée impactant sur
un ressort et il a été vérifié que la méthodologie de choix des paramètres numériques était
appropriée. La méthode numérique a aussi été comparée à des résultats expérimentaux pour
un contact unique et donne de très bon résultats sur la vitesse de l’aiguille et l’estimation des
efforts de contacts, même pour des contacts très "durs" (avec un rapport entre le raideur de
choc et la raideur de flexion supérieur à 2000). On peut maintenant appliquer la méthode à
des problèmes plus complexes avec plusieurs chocs.
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CHAPITRE IV

ANALYSE DE PROBLÈMES MULTICONTACT

“ Facts do not cease to exist because they are ignored. ”
Aldous Huxley, Complete Essays, 1926

Sommaire
IV.1 Modélisation éléments finis d’une rangée d’aiguilles 92

IV.1.1 Description du modèle numérique 92
IV.1.2 Intérêts et limites 93
IV.1.3 Description de la sollicitation 93
IV.1.4 Analyse des résultats 94

IV.2 Modèle analytique multicontact 101
IV.2.1 Description du modèle 101
IV.2.2 Intérêts et limites 103
IV.2.3 Identification de temps caractéristiques 104
IV.2.4 Analyse de l’effet du jeu 105

IV.3 Conclusion du chapitre 114

91



IV. Analyse de problèmes multicontact

IV.1. Modélisation éléments finis d’une rangée d’aiguilles

On souhaite en premier lieu réaliser des calculs dynamiques sur un modèle simplifié mais
néanmoins représentatif de l’assemblage combustible afin de tester la méthode numérique et
identifier des phénomènes physiques apparaissant dans ce genre de structure.

IV.1.1. Description du modèle numérique

Il a été choisi de ne modéliser qu’une rangée d’aiguilles dans l’assemblage pour limiter le
nombre de degrés de liberté. Les aiguilles sont modélisées par des poutres de Timoshenko
avec un coefficient de cisaillement de 0,5 (voir section III.2.2). Le tube hexagonal est mo-
délisé complètement avec des éléments coques pour permettre de reproduire fidèlement sa
déformée d’ovalisation. Le pied est modélisé par un simple maillage de poutre dans l’axe de
l’assemblage. La grille est représentée avec des éléments coques et lie ensemble le TH, les
aiguilles et le pied. Le maillage est illustré sur la figure IV.1.

Figure IV.1. � Maillage du modèle éléments �nis avec une rangée d'aiguille

Ce maillage possède un peu plus de 5000 nœuds et 250 zones de contact. La rangée d’ai-
guilles étudiée a été placé entre deux faces du tube hexagonal, bien que dans l’assemblage
complet, la seule rangée alignées de 17 aiguilles se trouvent entre deux coins du TH. L’ovali-
sation du tube hexagonal va avoir un effet majeur sur les efforts de contacts dans le faisceau,
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puisque la réduction de diamètre au niveau de la section ovalisée va forcer les aiguilles à en-
trer en contact. Le choc se fait au milieu d’une face plane du TH, le tube va donc se déformer
majoritairement sur les faces planes. Il a donc été choisi de représenter plutôt une rangée
fictive entre plat pour être conservatif du point de vue des efforts.

Le point inférieur du pied est bloqué. Le TH, l’extrémité supérieure du pied et les extrémités
inférieurs des aiguilles sont encastrés dans la grille. L’extrémité supérieure des aiguilles est
libre. Une grille supérieure vient limiter l’ovalisation du haut du TH. Elle représente la rigidité
transversale apporté par les parties de l’assemblage tronquée. Le calcul est exécuté avec le
code éléments finis Cast3m et les paramètres du système sont représentatifs des essais BELIER
présentés en introduction (section I.3.2).

IV.1.2. Intérêts et limites

La représentativité du modèle réduit est discutable. Dans l’assemblage réel, les contacts
sont beaucoup plus nombreux (de l’ordre de 15000) et sollicitent chacune des aiguilles dans
les douze directions décrits dans la section I.1.4. De plus les contacts sont localisés tous les
sixièmes d’un pas de fil. Les aiguilles représentées dans le modèle réduit seront donc beau-
coup moins contraintes qu’en réalité. De plus, entre deux faces de l’assemblage, les aiguilles
ne sont pas alignées (voir la figure I.6 dans l’introduction), la direction des contacts n’est
donc pas respectée. Néanmoins, cette approche permet de réaliser des calculs rapides du fait
du nombre limité de contacts et de degrés de liberté et va permettre d’étudier finement la
propagation des ondes de chocs.

IV.1.3. Description de la sollicitation

Les essais simulés sont du type de l’essai BELIER présenté à la section I.3.2. L’assemblage
est initialement fléchi à une amplitude d1. Puis l’assemblage est relâché sur une butée fixe
à la hauteur des plaquettes. L’allure du déplacement et de l’effort imposés à l’ensemble de
l’assemblage sont représentés figure IV.2.

La phase de flexion initiale est non-linéaire, puisque les contacts sont susceptibles de s’ac-
tiver, les aiguilles ayant tendance à se rapprocher de la partie du TH du côté de la flexion.
Pour simuler cette phase, le même modèle numérique dynamique a été utilisé, mais avec un
amortissement conséquent (ξ = 80%) et une force imposée en trapèze (voir figure IV.2). L’ef-
fort Fstat correspond à l’effort statique nécessaire pour déplacer l’assemblage d’une distance
d1 au niveau des plaquettes. Une fois la phase de flexion achevée, l’effort est relâché, l’as-
semblage retourne en position verticale et vient impacter contre la butée. Il effectue ensuite
éventuellement plusieurs rebonds.
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Figure IV.2. � Allure du déplacement et de l'e�ort imposé pour les essais de lâcher

IV.1.4. Analyse des résultats

Des essais ont été réalisés pour deux configurations de jeu, soit un jeu homogène dans
le faisceau de 0, 1 mm entre chaque aiguille, soit un jeu initial nul. A noter que les contacts
entre aiguilles sont unilatéraux et ne travaillent donc qu’en compression. Même si les jeux
sont nuls initialement, un espace entre aiguilles est susceptible de se former durant le calcul
si le reste du faisceau est comprimé. Lorsque le jeu est positif, il existe un espace entre les
aiguilles. Lorsque le jeu est négatif, le contact est activé et la valeur d’effort correspond à
l’interpénétration entre les aiguilles.

IV.1.4.1. Analyse phénoménologique

Le jeu entre aiguilles modifie le comportement dynamique global de la structure. Plus les
jeux augmentent, plus les aiguilles pourront se déplacer et osciller librement. Nous étudions
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les essais de lâcher pour d1 = 25mm pour les deux configurations de jeu.

Le déplacement du TH, l’ovalisation du TH et l’évolution de la valeur des jeux pour les
essais dans la configuration avec jeu initial nul sont tracés sur la figure IV.3. On trace l’évo-
lution des jeux en haut du faisceau sur les aiguilles périphériques et l’aiguille centrale (voir
figure IV.6).

Figure IV.3. � Déplacements du TH et évolution des jeux lors du lâcher pour d1 = 25mm et un
jeu initial nul

Lorsque le TH entre en contact avec la butée, la section des plaquettes s’ovalise durant
toute la durée du contact t1 et on constate un écrasement de la section. Ensuite le TH rebon-
dit avec une amplitude moins importante que celle du lâcher en raison de l’amortissement
structurel et de l’énergie transmise aux aiguilles et aux modes hautes fréquences. Durant le
rebond qui dure un temps t3, on mesure encore des modes d’ovalisation (aussi appelé modes
de respiration) de période t2 dont les amplitudes décroissent rapidement. A l’intérieur du fais-
ceau, les aiguilles se déplacent très peu avant le contact. Après le contact, les aiguilles vont
se déplacer fortement de gauche à droite dans le faisceau suivant plusieurs temps caractéris-
tiques (t5 et t6 visibles sur la figure IV.4). L’allure de l’évolution des jeux dans le faisceau est
très dépendante des jeux initiaux. La figure IV.4 représente l’évolution des jeux au voisinage
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de l’instant de contact.

Figure IV.4. � Évolutions des jeux pour un essai de lâcher. a)Jeu homogène de 1.10−4m, b) Jeu
initial nul,

Lorsque le jeu est initialement nul, le jeu sur les aiguilles périphériques oscille quasi-
régulièrement entre des valeurs maximales et minimales en une onde de période t5. Ce temps
t5 correspond au temps que prend l’onde de choc issue du contact entre le TH et la butée pour
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se propager dans la rangée d’aiguille et revenir. Le temps caractéristique plus long t4 visible
sur la figure IV.3 correspond aux allers-retours des ondes de flexion générées aussi lors du
choc qui se propage de haut en bas le long des aiguilles et du tube hexagonal. Lorsqu’il y a un
jeu initial dans le faisceau, l’évolution des jeux est beaucoup plus chaotique même si l’on de-
vine les ondes de période t5. On peut néanmoins distinguer un dernier temps caractéristique
t6 qui est la période entre deux oscillations courtes du jeu et correspond à un phénomène de
résonance locale au niveau d’un contact. Nous reparlerons de ce phénomène à la section IV.2.

IV.1.4.2. Identification des temps caractéristiques

Cette étude a permis d’identifier un certain nombre de temps caractéristiques liés à des
phénomènes physiques distincts par lesquels il est possible de comprendre la dynamique de
l’assemblage. Ces temps et leurs plages de valeurs sont résumés dans le tableau IV.1.

Temps Phénomène physique Valeur numérique Fréquence
t1 Temps de contact ≈ 4ms 180− 250Hz
t2 Modes de respiration ≈ 3, 5ms 180− 250Hz
t3 Rebond du tube hexagonal ≈ 54ms 16Hz
t4 Période des ondes de flexion ≈ 18, 6ms ∅
t5 Période des ondes de compression ≈ 2, 2ms 450− 550Hz
t6 Oscillations locales sur un contact ≈ 0, 3− 0, 6ms 1500− 3500Hz

Table IV.1. � Temps caractéristiques du choc

La signification et la valeur de ces temps caractéristiques seront discutés dans la partie IV.2.
Ces temps peuvent être retrouvés grâce à une analyse fréquentielle des courbes IV.3 et IV.4.
Les résultats sont représentés sur les courbes IV.5

Le contenu spectral des déplacements permet de confirmer l’ordre de grandeurs des temps
caractéristiques directement relevé sur les courbes de déplacements et d’identifier la disparité
des résultats. En présence de jeu, le contenu spectral des jeux, notamment au centre du fais-
ceau est extrêmement perturbé pour les fréquences hautes. Les oscillations locales agissent
sur un spectre de fréquence très large.

97



IV. Analyse de problèmes multicontact

Figure IV.5. � Contenu spectral des déplacements. a) avec un jeu initial de 1.10−4, b) sans jeu
initial

IV.1.4.3. Analyse des efforts

Le faisceau et les efforts maximaux relevés durant le lâcher sont représentés schématique-
ment sur le graphe IV.6.

Chaque cercle représente un point de contact et chaque barre verticale est une aiguille. Les
barres à gauche et à droite plus épaisses sont les parois du tube hexagonal. L’effort maximal
pendant toute la durée du calcul est exprimé pour chaque contact suivant un code couleur.
La configuration sans jeu initial est celle qui occasionne les efforts les plus importants, avec
un effort maximal 15% supérieur. La répartition des efforts est aussi très différente. Dans
le cas d’un jeu initial nul, les efforts maximums sont localisés sur les contacts avec le tube
hexagonal avec une diminution d’intensité graduelle et très rapide lorsque l’on se rapproche
du centre du faisceau. L’effort y est environ 10 fois inférieur par rapport à celui relevé sur les
contacts périphériques. Le maximum d’intensité de force est situé sur les contacts en partie
haute à gauche et à droite et diminue lorsque l’on descend suivant l’altitude des aiguilles.
Dans le cas des essais avec jeux initiaux homogènes de 1.10−4m, les efforts maximums se
trouvent toujours sur les contacts avec le tube hexagonal, mais ils sont situés plus bas, environ
au centre de masse de la zone combustible. A l’intérieur du faisceau les efforts sont non
négligeables : les efforts maximums au centre du faisceau sont seulement deux fois inférieurs
aux efforts sur les aiguilles périphériques.
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Figure IV.6. � E�orts maximaux dans le faisceau après un lâcher. a) Jeu initial nul, b)Jeu
homogène de 1.10−4m
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IV.1.4.4. Influence du jeu et de l’amplitude de la sollicitation

Les structures avec des non-linéarités de jeu ont un comportement dynamique dépendant
de l’amplitude de la sollicitation. Les figures IV.7 présentent les efforts maximums lors de
lâcher pour les amplitudes d1 = 50mm et d1 = 75mm.

Figure IV.7. � E�orts dans le faisceau suivant l'amplitude de la sollicitation

Lorsque l’amplitude de lâcher croît, Les déplacements dans le faisceau ont tendance à de-
venir grands vis à vis du jeu initial et les efforts avec et sans jeux initiaux ont tendance à
converger vers des valeurs semblables. On constate même que pour des grandes amplitudes,
la configuration avec jeu peut être légèrement plus pénalisante. Nous tâcherons de l’expliquer
dans la section IV.2.

Des essais successifs ont été menés pour des jeux compris entre une valeur nulle et la valeur
de référence de 1.10−4m. L’effort maximal relevé dans le faisceau pour chaque valeur de jeu
est donné sur la figure IV.8.

La courbe de l’effort maximal en fonction du jeu est très chaotique. Il est important de
noter que les efforts ne sont pas maximaux lorsque le jeu est nul, mais lorsqu’il est très faible
(de l’ordre de 1.10−5m) avec un pic d’effort pouvant être 15% supérieur à sa valeur pour un
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jeu nul. Cette observation est difficilement interprétable avec les informations précédentes :
en présence de jeu, de l’énergie est dissipée dans le mouvement des aiguilles et dans le nom-
breux contacts successifs entre les aiguilles voisines. D’ailleurs, on observe une diminution
globale des pics d’efforts sur la courbe IV.8 lorsque le jeu devient plus grand. La configura-
tion où le jeu est nul dans le faisceau devrait donc être conservative. Un modèle analytique
a été mis en place pour comprendre comment se déroule les contacts successifs en présence
de jeu. La compréhension de ce phénomène a un intérêt important, puisque durant la vie
de l’assemblage combustible, le jeu dans le faisceau évoluera potentiellement dans toute la
plage de valeur en abscisse du graphe IV.8. Il s’agit donc de trouver la valeur de jeu la plus
pénalisante pour le dimensionnement.

Figure IV.8. � E�ort maximal lors du lâcher suivant le jeu initial dans le faisceau

IV.2. Modèle analytique multicontact

Pour comprendre les phénomènes physiques ayant lieu dans le faisceau lors des contacts
successifs, un modèle analytique a été développé similaire à celui développé par Pelloux [14].

IV.2.1. Description du modèle

Ce modèle consiste en une représentation d’une ligne de contact dans le faisceau par une
suite de masses liées par des ressorts avec jeu (figure IV.9). Ce genre de modèle est très utilisé
dans l’étude dynamique de milieux granulaires [56], d’amortisseurs à billes [57, 87] ou pour
l’interprétation de pendules de Newton ou de systèmes associés [26, 75, 88].
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Figure IV.9. � Modèle analytique contacts multiples

Un tronçon de l’assemblage est représenté sur un demi pas de fil, soit la distance entre
deux lignes de contacts dans le faisceau. Deux masses mTH à gauche et à droite du modèle
représentent chacune les masses de la moitié du tronçon du tube hexagonal. Un ressort de
raideur kTH relie ces masses et représente la rigidité d’ovalisation du tube. Un système ressort-
amortisseur de raideur kfTH et cTH modélise la flexion et l’amortissement du TH. Une butée
de raideur kbutée est située au bord de la partie de droite du TH. Dix-sept masses ponctuelles
sont ensuite représentées. Chacune d’elles représente la masse d’un tronçon d’aiguille, liée à
un référentiel fixe par un ressort kf et un amortisseur c représentant la raideur et l’amortisse-
ment de flexion de l’aiguille. Entre chaque masse et entre les masses périphériques et le TH,
un ressort de contact de raideur kc permet des contacts avec un jeu j.

Les paramètres du modèles sont données dans le tableau IV.2. Ces paramètres calculés à
partir de la géométrie et des paramètres matériaux des composants de l’assemblage.

Paramètres Description Valeur
mTH Masse d’un demi-tronçon de TH 6kg
m Masse d’un tronçon d’aiguille 42g
kc Raideur de contact Aig-Aig 3.106N/m
kTH Raideur d’ovalisation du TH 4, 16.107N/m
kbutee Raideur de la butée 1, 5.107N/m
kf Raideur de flexion des aiguilles 45N/m
kfTH Raideur de flexion du tube hexagonal 1, 57.106N/m
c Amortissement de flexion des aiguilles 5%
cTH Amortissement de flexion du TH 5%

Table IV.2. � Paramètres du modèle multicontact

Le problème est résolu avec le logiciel Scilab. Les matrices de masse, d’amortissement
et de rigidité sont assemblées. Étant donné le problème présenté figure IV.9, la matrice de
masse est diagonale et s’inverse donc facilement. La matrice de rigidité est presque diagonale
nonobstant deux termes hors-diagonaux associés au ressort d’ovalisation du TH kTH . Les
accélérations sont calculées à chaque pas de temps en résolvant l’équation de la dynamique
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pour chaque masse i en fonction des efforts de contact à gauche et à droite Fcg et Fcd. Les
masses sont numérotés de 1 à 19 en partant de la gauche.

— Pour une masse m (i ∈ [2, 18])

mÜi + cU̇i + kfUi = Fcgi + Fcdi (IV.1)

Fcgi = kc(Ui−1 − Ui − j) si Ui−1 − Ui − j > 0
Fcgi = 0 si Ui−1 − Ui − j < 0

Fcdi = −kc(Ui − Ui+1 − j) si Ui − Ui+1 − j > 0
Fcdi = 0 si Ui − Ui+1 − j < 0

— Pour la masse mTH de gauche (i = 1)

mTHÜ1 + cTHU̇1 + kfTHU1 + kTH(U1 − U19) = Fcd1 (IV.2)

Fcd1 = −kc(U1 − U2 − j) si U1 − U2 − j > 0
Fcd1 = 0 si U1 − U2 − j < 0

— Pour la masse mTH de droite (i = 19)

mTHÜ19 + cTHU̇19 + kfTHU19 + kTH(U19 − U1) = Fcg19 + Fcd19 (IV.3)

Fcg19 = kc(U18 − U19 − j) si U18 − U19 − j > 0
Fcg19 = 0 si U18 − U19 − j < 0

Fcd19 = −kbuteeU19 si U19 > 0
Fcd19 = 0 si U19 < 0

Un schéma d’intégration de type différences centrées est utilisé pour résoudre le problème :

U̇ t+dt = U̇ t + 0, 5dt(Ü t + Ü t+dt)
U t+dt = U t + dtU̇ t

(IV.4)

IV.2.2. Intérêts et limites

Le modèle présenté ici a l’intérêt d’être très simple, seulement quelques degrés de liberté,
et de permettre des analyses paramétriques poussées. Par contre, on ne modélise qu’une ran-
gée de contacts sur une dimension. La flexion de l’aiguille et l’ovalisation du TH sont mal
reproduits du fait du faible nombre de degrés de liberté du modèle. Il permet néanmoins
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d’interpréter les résultats numériques du faisceau, notamment l’impact du jeu sur le compor-
tement dynamique des aiguilles.

IV.2.3. Identification de temps caractéristiques

On considère le problème présenté à la figure IV.9. Une vitesse initiale d’amplitude U̇0 =
0, 5m/s est imposée à chacune des masses dans la direction de la butée pour représenter
l’essai de lâcher. Le jeu entre le TH et la butée est nul initialement, le TH de droite entre
donc directement en contact avec la butée. La figure IV.10 représente les déplacements de
chacune des masses du système. Chacune des courbes est décalée de la valeur du jeu, si bien
que lorsque deux courbes voisines se croisent, un contact est activé. Les tracés sont réalisés
pour un jeu entre les masses de 1.10−4m ou pour un jeu nul.

Au début de la sollicitation, toutes les masses se déplacent suivant la même pente puisque
leurs vitesses sont identiques. Puis, du fait de la raideur du contact TH-butée et de la rigidité
en flexion importante du TH, celui-ci revient rapidement à sa position initiale. Les aiguilles
vont alors entrer en collision contre la partie droite du TH, et laisser un espace vide important
entre la partie gauche et les aiguilles (figure IV.10-a). Ensuite les aiguilles rebondissent entre
elles et reviennent vers la partie gauche du TH. Très rapidement, surtout si le jeu est très
faible ou nul, les déplacements dans le faisceau deviennent chaotique. On peut néanmoins
identifier certains des temps caractéristiques discutés dans la section IV.1.4.2.

Le temps de choc t1 et la période des modes de respiration t2 identifiés sur ce modèle ana-
lytique sont plus faibles que pour le modèle numérique précédent. Pour les chocs très rigides
comme c’est le cas ici (Rk = 20), la flexion allonge la durée du contact. Comme ce modèle
ne prend pas en compte la propagation des ondes de flexion, il est donc cohérent de trouver
des temps caractéristiques plus petits. Cependant, on retrouve les temps t5 et t6, représentant
respectivement la période d’aller-retour des ondes de compression dans le faisceau et la du-
rée des oscillations locales entre deux aiguilles. Les valeurs des temps caractéristiques sont
comparés dans le tableau IV.3.

Temps Phénomène physique Modèle EF faisceau Modèle multicontact
t1 Temps de contact 4,3ms 1,4ms
t2 Modes de respiration 3,5ms 1,6ms
t5 Période des ondes de compression 2,2ms 3ms
t6 Oscillations locales sur un contact 0,3-0,4ms 0.3ms

Table IV.3. � Comparaison des temps caractéristiques entre le modèle élément �nis et le modèle
analytique multi-contact

Ce phénomène de rebond très court observé uniquement en présence de jeu s’explique
par des chocs successifs entre plusieurs masses se déplaçant dans des directions opposées
(voir zoom de la figure IV.10-a). Le jeu introduit un décalage temporel entre les moments où
chaque masse va entrer en contact avec les parois du TH. La masse voisine d’un des côtés
du tube va donc rebondir, inverser sa vitesse et entrer en contact avec les autres masses se
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déplaçant dans l’espace laissé libre par le jeu.

Figure IV.10. � Déplacement des masses pour une vitesse initial U̇0 = 0, 5m/s a) jeux initiaux
1.10−4m - b) jeux initiaux nuls

IV.2.4. Analyse de l’effet du jeu

Le modèle analytique multi-contact permet d’effectuer un très grand nombre de simula-
tions rapidement, ce qui permet de réaliser une étude paramétrique sur l’effet du jeu sur les
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efforts vus par le faisceau.

IV.2.4.1. Adimensionnement

Afin d’extrapoler l’étude du système masse ressort à d’autre configurations, les équations de
la section IV.2.1 sont adimensionnées. Pour cela, les paramètres adimensionnels notés dans
le tableau IV.4 sont utilisés. Ils font appels aux grandeurs f0 premier mode de vibration en
flexion des masses m et f0−TH premier mode de vibration en flexion des masses mTH et des
grandeurs du tableau IV.2

Paramètres Description
Rk = kc

kf
Rapport raideur de contact et de flexion des aiguilles

RkTH = kTH
kf

Rapport raideur d’ovalisation du TH et de flexion des aiguilles

ξ = c

2
√

kf
m

Amortissement réduit

tr = f0t Temps réduit

jr = 2πf0j
v0

Jeu réduit

Ur = 2πf0U
v0

Déplacement réduit

V r = ∂Ur
∂tr

Vitesse réduite

Frcg = Fcg
mv0f0

√
Rk

Force réduite à gauche

Frcd = Fcd
mv0f0

√
Rk

Force réduite à droite

Rf0 = f0−TH
f0

Rapport fréquences fondamentales du TH et des aiguilles

Rbutee = kbutee
kf

Rapport raideur de la butée et de flexion des aiguilles

Table IV.4. � Paramètres adimensionnés

Les équations se réécrivent en fonction des paramètres adimensionnels :

— Pour une masse m

1
2π

∂2Ur

∂tr
+ 2ξ ∂Ur

∂tr
+ 2πUr =

√
Rk(Frcg + Frcd) (IV.5)

Frcg =
√
Rk

2π (Uri−1 − Uri − jr) si Uri−1 − Uri − jr > 0
Frcg = 0 si Uri−1 − Uri − jr < 0

Frcd = −
√
Rk

2π (Uri − Uri+1 − jr) si Uri − Uri+1 − jr > 0
Frcd = 0 si Uri − Uri+1 − jr < 0

— Pour la masse mTH de gauche (i = 1)
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1
2π

∂2Ur

∂tr
+ 2ξRf0

∂Ur

∂tr
+ 2πR2

f0Ur + 2πR2
f0RkTH(Ur1 − Ur19) =

√
RkFrcd (IV.6)

Frcd = −
√
Rk

2π (Uri − Uri+1 − jr) si Uri − Uri+1 − jr > 0
Frcd = 0 si Uri − Uri+1 − jr < 0

— Pour la masse mTH de droite (i = 19)

1
2π

∂2Ur

∂tr
+ 2ξRf0

∂Ur

∂tr
+ 2πR2

f0Ur + 2πR2
f0RkTH(Ur19 − Ur1) =

√
RkFrcd (IV.7)

Frcg =
√
Rk

2π (Uri−1 − Uri − jr) si Uri−1 − Uri − jr > 0
Frcg = 0 si Uri−1 − Uri − jr < 0

Fcd = −
√
Rbutee
2π Ur19 si Ur19 > 0

Fcd = 0 si Ur19 < 0

IV.2.4.2. Analyse paramétrique

La figure IV.11 présente les efforts réduits par rapport au jeu réduit pour différents inter-
valles de jeux réduits.

Comme ce qui a été observé sur le faisceau, on observe que la situation où le jeu est nul
n’est pas forcément la plus conservative. Pour des jeux très faibles (jr < 5.10−3), les efforts de
contacts maximum relevés dans le faisceau peuvent être plus grands (jusqu’à 30% supérieurs)
que dans la situation où le jeu est nul. Trois jeux réduits particuliers, jr = 0, jr = 2, 2.10−3

et jr = 5.10−3 sont étudiés afin d’interpréter ce résultat. Les déplacements et les efforts pour
jr = 0 sont tracés sur la figure IV.12. Un agrandissement de la visualisation des efforts de
choc aux premiers temps du mouvement est donné à la figure IV.15.

Lorsque le jeu est initialement nul, les aiguilles vont out d’abord se comprimer de façon
linéaire et le temps de contact de chaque aiguille est d’autant plus grand que l’aiguille est
proche de la face du TH soumise au choc. Après le rebond, les efforts et déplacements de-
viennent chaotique. Pour un jeu faible jr = 2, 2.10−3, l’effort et le déplacement réduit sont
donnés figure IV.13. Cette valeur de jeu correspond à la valeur maximale d’efforts de choc
identifiés sur la figure IV.11. Comme précédemment, les courbes de déplacements sont déca-
lés de la valeur du jeu réduit.

Dans le cas d’un petit jeu, les aiguilles ne sont pas initialement en contact. La première
aiguille 17 va donc entrer en contact avec la portion de TH de droite et rebondir avant que
l’aiguille 16 ne la percute. On observe alors les phénomènes d’oscillations locales identifiés
dans la section IV.2.3. La présence d’un jeu très faible induit une hétérogénéité dans la ré-
partition des efforts entre les masses lors des premiers contacts, et aléatoirement des grands
efforts peuvent apparaître. A partir de jr = 5.10−3, ce phénomène a tendance a disparaitre
(figure IV.14).
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Figure IV.11. � Force réduite par rapport au jeu réduit

108



IV. Analyse de problèmes multicontact

Figure IV.12. � Déplacements et e�orts réduits en fonction du temps réduits pour jr = 0
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Figure IV.13. � Déplacements et e�orts réduits en fonction du temps réduits pour jr = 2, 2.10−3
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Figure IV.14. � Déplacements et e�orts réduits en fonction du temps réduits pour jr = 5.10−3
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On observe maintenant plus précisément ce qu’il se passe aux premiers instants du choc
suivant la valeur de jeu réduit dans le système sur la figure IV.15. Pour jr = 0 toutes les
aiguilles entrent en contact les unes avec les autres au même instant. Le mouvement est un
mouvement d’ensemble, et les ressorts se compriment l’un après l’autre exactement de la
même façon, si bien que l’effort maximal calculé pour cette première phase de compression
est le même pour toutes les aiguilles. Pour les courbes suivantes (figure IV.15, b et c ) les
efforts calculés pour les trois contacts les plus à droites ont été surlignés pour la lisibilité. La
configuration où jr = 2, 2.10−3 correspond à une situation où le temps de choc de la première
aiguille est inférieur au temps nécessaire à la deuxième aiguille pour parcourir le jeu ; si bien
que la première aiguille impacte le seconde au milieu de son rebond. Le phénomène se répète
avec les aiguilles suivante un grand nombre de fois sur un temps très court. Ce phénomène
induit des efforts de contacts de plus en plus important au fur et à mesure que l’on s’éloigne
de la face de TH d’impact. Comme les efforts sont répartis de façon hétérogène à l’issue du
premier contact, on introduit une composante aléatoire dans la répartition des efforts dans le
faisceau, qui peut occasionner des pics d’efforts plus important que lorsque le jeu était nul.

Lorsque jr > 5.10−3, le temps de rebond des masses l’une contre l’autre devient supérieur
au temps nécessaire aux masses pour parcourir la distance du jeu. Tous les efforts associés
au premier contact de chaque masse sont sensiblement équivalents. Puisque de l’énergie est
dissipée par le mouvement des aiguilles, les efforts maximums sont plus faibles que dans le
cas où le jeu est nul.
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Figure IV.15. � E�orts réduits au début du choc pour a) jr = 0, b) jr = 2, 2.10−3, c) jr = 5.10−3
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IV.2.4.3. Conclusion de l’analyse du jeu

L’influence du jeu sur les efforts de contact dans un système multi-corps n’est ni linéaire
ni monotone. Le jeu induit des phénomènes locaux très brefs entre des masses voisines. La
non-linéarité apporté par le jeu provoque des hétérogénéités dans la répartition des efforts
au moment du contact du TH, ce qui peut engendrer aléatoirement des efforts plus impor-
tants pour des jeux très réduits que lorsque le jeu est nul. Lorsque le jeu est important, ce
phénomène s’atténue et l’énergie dissipée par le mouvement accentué des aiguilles induit des
efforts de contact moins importants. La relation entre la force maximale et le jeu a un com-
portement chaotique. Ce résultat est contre intuitif puisqu’en présence de jeu, de l’énergie
est dissipée par le mouvement des masses et par les résonances locales, il était donc attendu
que les efforts soient toujours inférieurs dans des configurations avec jeu par rapport à un
jeu nul. Néanmoins, ce phénomène est aussi observé dans le cas d’un pendule de Newton par
Donahue [26]. Pour des jeux plus grands que 5.10−3, les efforts maximums dans le faisceau
ont tendance à décroitre de façon quasi-monotone en fonction du jeu.

A noter que cette observation ne peut être extrapolée directement au faisceau d’aiguille.
En présence de jeu dans le faisceau, de l’énergie sera transmise pour la flexion des aiguilles,
ce qui contribuera à diminuer l’amplitude maximale des efforts de contact. De plus il a été
observé que ce phénomène dépendait du temps de contact et du temps pour les masses de
parcourir le jeu. Les observations faites dans cette partie sont donc dépendantes des masses,
des rigidités de choc et de la vitesse d’impact. Toutes ces dépendances rendent l’estimation
du surplus d’effort pour une structure avec un jeu faible très compliqué à obtenir, néanmoins,
cette étude démontre que la valeur de l’effort maximal pour un jeu nul ne peut être pris
sans réserve comme une valeur parfaitement conservative en vue du dimensionnement
de l’assemblage.

IV.3. Conclusion du chapitre

Une modélisation simplifiée du faisceau a été développée pour comprendre les phénomènes
physiques agissant dans ce type de structure lors d’un lâcher contre une butée. Lors du contact
entre le TH et la butée, une partie de l’énergie de choc contribue à la déformation locale du
TH, mais on a aussi observé des ondes de compression se déplaçant transversalement dans le
faisceau et des ondes de flexion se propageant dans la hauteur du faisceau. En présence de
jeu, des phénomènes locaux très rapides associés à des contacts isolés sont aussi identifiables.
Les efforts maximums sur les aiguilles évoluent non-linéairement en fonction du jeu, avec un
maximum calculé pour des jeux très petits (2.10−4m).

Un modèle analytique représentant une rangée de contacts permet d’interpréter l’effet du
jeu sur le comportement d’un système multi-contact. Les phénomènes locaux identifiés sont
dus aux contacts successifs entre aiguilles voisines de vitesses opposées à cause des décalages
temporels générés par les jeux. Une étude paramétrique est réalisée sur ce modèle multicon-
tact pour identifier la relation entre les jeux et l’effort maximal dans le système. Lorsque le
jeu est très réduit, il induit une hétérogénéité dans la répartition des énergies dans le sys-
tème et peut conduire à un effort maximal plus important. Pour des jeux plus important, le

114



IV. Analyse de problèmes multicontact

déplacements des masses dans les espaces laissés par les jeux dissipe une énergie supérieure
à celle engendrée par les chocs.
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CHAPITRE V

APPLICATION À LA DYNAMIQUE D’UN
FAISCEAU D’AIGUILLES

“ If we could change ourselves, the tendencies in the world would also change.
As a man changes his own nature, so does the attitude of the world change
towards him. [...] We need not wait to see what others do. ”

Mohandas Gandhi, , 1913
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V. Application à la dynamique d’un faisceau d’aiguilles

Ce chapitre est une application des méthodes et observations réalisées aux chapitres précé-
dents dans le cas de l’analyse du comportement dynamique d’un assemblage combustible de
RNR soumis à un choc. Dans un premier temps, nous détaillerons les étapes qui ont permis la
construction d’une loi d’effort représentative des contacts inter-aiguilles et aiguilles-TH. Puis
la méthode de sous-structuration, permettant de limiter la taille des calculs éléments finis,
sera présenté. Enfin, nous procéderons à l’analyse des résultats et la comparaison avec les
essais BELIER issus de la bibliographie.

V.1. Création d’une loi de contact non-linéaire

Le contact entre aiguilles au sein du faisceau est complexe, puisqu’il fait intervenir le fil en
hélice et la gaine des aiguilles. Les gaines des aiguilles sont des tubes qui sont susceptibles de
s’ovaliser. De plus, les contacts étant presque ponctuels, les effets de déformations locales ne
sont pas négligeables. La déformation complète sera donc la somme des déformations locales
et globales (voir schéma V.1). Il s’agit donc de trouver une loi de contact qui prend en compte
tous ces phénomènes.

Figure V.1. � Ovalisation et déformation locale

Puisque l’on souhaite utiliser un modèle de contact élastique pour représenter l’ovalisation
et l’écrasement, il est nécessaire de choisir une loi d’effort caractérisant le comportement de
nos ressorts de contact. Gilardi [53] a passé en revue plusieurs lois courantes dont la forme
générale peut s’écrire :

F = ξδpδ̇q + kδn si δ < 0
F = 0 si δ > 0

(V.1)

Les paramètres p, q et n peuvent varier suivant la formulation. Donahue [26] a testé de
nombreuses lois d’effort dans le cas du problème d’un choc entre billes. En règle générale
dans la littérature, on assimile le contact à un système ressort-amortisseur [78, 89].

F = ξcδ̇ + kcδ si δ < 0
F = 0 si δ > 0

(V.2)

La linéarité (par morceau) de cette formulation rend son implémentation numérique rela-
tivement simple et permet surtout une identification expérimentale aisée. Néanmoins, elle
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présente certaines faiblesses. Le terme d’amortissement apporte des comportements non-
physiques : lors du contact et de l’envol on observe un saut d’effort pour δ = 0. De plus,
en l’absence d’amortissement, l’expression de la loi d’effort implique que le temps de choc
soit indépendant de la vitesse d’impact [90], et suivant la géométrie des pièces en contact, ce
phénomène ne se vérifie pas expérimentalement [26]. De nombreux auteurs choisissent donc
des formulations plus complexes [91, 74] et particulièrement des contacts de type Hertz [92,
93]. Dans ces travaux, nous avons couplés les effets linéaires dus aux déformations du fil et
de la gaine aux effets de Hertz au niveau des points de contacts. Cette formulation a donné
une bonne corrélation numérique-expérimental (voir section III.3.4).

V.1.1. Description de la géométrie

Deux types de contacts apparaissent dans le faisceau, les contacts entre aiguilles périphé-
riques et le plan intérieur du tube hexagonal et les contacts inter-aiguilles (voir figure V.2).
De plus, dans chaque cas, on retrouve à la fois un contact "externe" avec le fil de l’aiguille
étudiée et un autre élément (gaine d’une autre aiguille ou plan du TH) et un contact "interne”
entre le fil de l’aiguille et sa gaine.

La théorie de Hertz (voir section V.1.4) permet de connaitre la forme de la surface de
contact en fonction de l’effort de contact, de la géométrie des surfaces et des propriétés des
matériaux. Dans tous les cas, du fait de la géométrie hélicoïdale du fil, la surface du contact
sera une ellipse allongée légèrement désaxée par rapport à l’axe de l’aiguille.

Pour modéliser les différents contacts, un ensemble de ressorts linéaires et non linéaires
sont associés en série comme illustré sur la figure V.3.

La suite de contacts est modélisée par deux ressorts linéaires, représentant respectivement
la rigidité d’écrasement du fil et de l’ovalisation de la gaine de l’aiguille soumise à un contact
ponctuel. Deux lois non-linéaires modélisent les contacts locaux entre le TH (ou l’aiguille
voisine) et le fil et le contact interne entre le fil et la gaine de l’aiguille. On suppose que la
superposition des effets est acceptable tant que l’on se trouve en petites déformations.

Lors du contact, une partie des efforts va donc être reprise par la flexion de la membrane de
la gaine lors de l’ovalisation et le reste par l’écrasement des surfaces de contact. Johnson [51]
définit un critère à partir de deux grandeurs pour caractériser le comportement d’une coque
mince soumise à un contact : le grand rayon du contact a et l’épaisseur de la couche e. L’in-
fluence de la flexion sur le contact de Hertz sera respectivement négligeable et prédominante
lorsque a/e << 1 et a/e >> 1. Dans notre cas, le rapport a/e ne permet pas de discriminer
l’un des deux phénomènes, donc l’influence des rigidités de Hertz ne peut être négligée en
première approximation.

V.1.2. Raideur d’ovalisation de la gaine

La raideur d’ovalisation pour un chargement de poinçonnement est délicate à déterminer
analytiquement et de nombreuses expressions de la rigidité transversale d’un tube sensible-
ment différentes existent dans la littérature [94, 95, 96]. Les calculs statiques réalisés numé-
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Figure V.2. � Type de contact dans le faisceau

riquement sur un modèle élément fini très détaillé ne permettent pas de valider une formula-
tion analytique et empirique, c’est pourquoi une approche plus précise a été utilisée. L’étude
des coques cylindriques fait souvent appel à la décomposition en série de Fourier afin de pou-
voir étudier un tube en dissociant les déplacements de la fibre neutre des déplacements de
l’enveloppe [97, 98, 99]. Soit Θ l’azimut d’un point, x l’axe du tube et u(x,Θ), v(x,Θ), w(x,Θ)
les déplacements des points du tube. On écrit alors :



u(x,Θ) = u0(x) +
Nu∑
n=1

an(x) cos(nΘ) +
Nu∑
n=1

bn(x) sin(nΘ)

v(x,Θ) = v0(x) +
Nv∑
n=1

cn(x) cos(nΘ) +
Nv∑
n=1

dn(x) sin(nΘ)

w(x,Θ) = w0(x) +
Nw∑
n=1

en(x) cos(nΘ) +
Nw∑
n=1

fn(x) sin(nΘ)
(V.3)
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Figure V.3. � Modélisation des contacts par des ressorts

Figure V.4. � Schéma coque

an, bn...fn sont les coefficients de Fourier. Le choix des paramètres Nu, Nv, Nw va influencer
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la précision de l’approximation mais aussi la taille du problème matriciel à résoudre. Cette
formulation permet d’intégrer des déformées d’enveloppe dans un maillage de type poutre,
tout en permettant un calcul beaucoup plus rapide qu’avec des éléments coques ou volu-
miques [100]. De plus, les formules obtenues par Timoshenko [101] permettent de déduire
facilement un état de contraintes à partir des inconnues de déplacements ajoutées. Cette dé-
composition sera utilisée pour estimer la déformation d’un tube bi-encastré soumis à un char-
gement ponctuel. Pour cela, les travaux de Madureira [102, 103, 104] basés sur l’approche
de Millard [105] ont été appliqués au problème d’un tube bi-encastré représenté figure V.5.
Les hypothèses sont celles de la théorie des coques auxquelles on ajoute :

— que l’épaisseur de la coque est fine par rapport au rayon du tube.
— que la coque n’est pas extensible dans la direction circonférentielle.

Figure V.5. � Force de poinçonnement appliqué à un tube encastré-encastré

Le chargement appliqué sera un chargement de poinçonnement sans flexion. Couplé aux
hypothèses précédentes, on peut alors simplifier les équations V.3 :



u(x,Θ) =
Nu∑
n=2

bn(x) cos(nΘ)

v(x,Θ) =
Nv∑
n=2
−an

n
sin(nΘ)

w(x,Θ) =
Nw∑
n=1

an cos(nΘ)

(V.4)

Avec an(x) coefficients caractérisant l’ovalisation et bn(x) coefficients caractérisant le gau-
chissement. A noter que les déplacements u, v, w peuvent maintenant être déterminés uni-
quement en trouvant les coefficients an et bn. La valeur de ces paramètres est déterminée en
minimisant l’énergie de déformation impliquée dans la déformation du tube [104], c’est à
dire en résolvant le système d’équation suivant avec la force de poinçonnement F . ȧn = ∂an

∂x
....
an = −n2

r4 an + (6(1−ν)
n2e2 + ( 1

n
− 2n)2 1−ν

2r2 )än + F
πrD

b̈n = (n
2(1−ν)
2r2 )bn + 1−ν

2r ȧn
(V.5)
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Il s’agit donc de résoudre un système d’équations couplées pour trouver les expressions de
an(x) et bn(x). Le système peut se mettre sous la forme d’une équation matricielle avec :

X = [a2 . . . an ȧ2 . . . ȧn ä2 . . . än
...
a2 . . .

...
an b2 . . . bn ḃ2 . . . ḃn]

Ẋ = PX +Xp

(V.6)

Avec Xp la solution particulière de l’équation qui correspond au efforts extérieurs. On s’in-
téresse au cas d’un tube encastré à ses extrémités subissant un effort ponctuel d’intensité
Famp symétrique en son centre exprimé comme une somme de sinus [104] (voir figure V.5 et
équation V.7).

F (x) =
N∑
n=1

2Famp
nπ

(−cos(0, 49nπ) + cos(0, 51nπ))sin(nπx
L

) (V.7)

Pour trouver la solution particulière, on supposera que les fonctions an(x) et bn(x) peuvent
être écrites sous la forme :

an(x) = α1nsin(nπx
L

) + α2ncos(
nπx

L
)

bn(x) = β1nsin(nπx
L

) + β2ncos(
nπx

L
)

(V.8)

Les paramètres αin et βin peuvent être directement identifiés avec l’équation V.5 et l’expres-
sion de F (x).

La solution homogène est déterminée en diagonalisant la matrice P de l’équation V.6 et
en déterminant les valeurs propres λi et les vecteurs propres Φi de cette matrice. La solution
homogène Xh s’écrit :

Xh =
N∑
n=1

Cie
λixΦi (V.9)

La détermination des paramètres Ci est réalisée numériquement sur Scilab en fonction des
conditions aux limites du problème. Dans le cas du tube encastré de longueur L :

an(0) = ȧn(0) = bn(0) = an(L) = ȧn(L) = bn(L) = 0 (V.10)

Le résultat de l’équation V.5 est donné en sommant la solution homogène Xp avec la solu-
tion particulière Xh. On peut alors déterminer la déformation due au chargement ponctuel
associé à chaque mode de Fourier ou à l’ensemble des modes. La déformation transversale de
l’enveloppe d’un tube aux dimensions de l’aiguille (L = 2, 136m) est donnée à la figure V.6.

Comparativement aux autres formulations analytiques [106, 94], cette approche permet
de s’affranchir de toutes hypothèses à l’exception de celle des coques minces et permet de
tenir compte de configurations du tube variées, notamment sur les conditions aux limites.
Elle permet aussi d’estimer la propagation de l’ovalisation dans la longueur du tube qui peut
être très grande lorsque l’épaisseur de la coque est faible. Le rapport entre la force et le
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déplacement au point d’application de l’effort permet de calculer une raideur d’ovalisation
du tube, dans le cas de la gaine, on trouve une raideur d’ovalisation de :

kgaine = Famp
U(L/2) = 2, 12.106N/m (V.11)

Cette valeur est proche de celle que l’on peut trouver avec un modèle numérique (kgaine =
3.106N/m) et ou avec une formule empirique obtenue au CEA [95] (kgaine = 2, 7.106N/m).

Figure V.6. � Déformée radiale de la gaine de l'aiguille

V.1.3. Raideur d’écrasement du fil

On définit aussi une raideur associée au fil, qui quantifie la déformée d’ovalisation du fil
lorsqu’il est soumis à un effort transversal. Le schéma du problème est donné à la figure V.7.

Pour cela, nous utiliserons la formule analytique donnée par Jawad et Ward [107, 108]
dans le cas de fibre unique de kevlar soumis à un effort de poinçonnement transversal en
faisant l’hypothèse que les dimensions de la zone de contact sont inférieures au rayon de
l’aiguille, ce qui est le cas dans notre application.

δ = − 4F
Lcontπ

1− ν2

E
(0, 19 + sinh−1(r/b))

b =
√

4Fr
π

1− µ2

E

(V.12)
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Figure V.7. � Fil soumis à un e�ort axial

Lcont correspond à la longueur du contact suivant l’abscisse. On considère que le contact
se fait sur une longueur de 1 mm, ce qui correspond à la valeur moyenne de la longueur
du contact du fait de la géométrie en hélice de l’aiguille. A noter que des formulations plus
complètes et plus précises existent dans certains ouvrages [109, 110] mais ne seront pas
utilisées ici par souci de simplicité. La rigidité d’écrasement du fil s’obtient en calculant le
rapport F/δ.

kfil = 3, 11.107N/m (V.13)

Les raideurs linéaires de la gaine et du fil ont été obtenues par des méthodes analytiques,
mais les surfaces des objets en contact se déforment aussi localement. A ces déformations
nous avons associé une raideur de hertz dont nous parlerons dans la partie suivante.

V.1.4. Raideurs de contacts, théorie de Hertz

La théorie de Hertz permet de déterminer la surface de contact entre deux objets en in-
teraction et la pression s’y exerçant. Entre 1881 et 1895, Hertz étudie les contacts entre
deux lentilles bombées et observe la variation de la diffraction des ondes selon l’effort qu’il
exerce [25]. Il en déduit une théorie encore utilisée pour définir les contacts entre deux objets.
Les hypothèses utilisées sont les suivantes :

— La surface de contact est très petite devant les surfaces des solides en contact.
— Les solides sont considérés semi-infinis et assimilables à des ellipsoïdes de courbure

C1, C
′
1, C2 et C ′2.

— Les corps sont élastiques, homogènes et isotropes.
— La surface de contact est considérée plane.
— La force de contact est normale aux surfaces et se fait sans frottement.

Dans le cas de contacts ponctuels, la forme générale de la surface de contact est une ellipse
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dont les dimensions dépendent de l’effort exercé, des propriétés matériaux (module d’Young
et coefficient de Poisson) et des courbures des solides [111]. A noter que, quel que soit les
surfaces en contact, la loi d’enfoncement n’est pas linéaire par rapport à la force exercée. Elle
dépend de la raideur de Hertz des matériaux notée k̃.

F = k̃δ3/2 (V.14)

De nombreuses hypothèses citées plus haut sous-tendent la théorie de Hertz ce qui la rend
difficilement utilisable dans un cas général. K.L. Johnson [51] s’est efforcé dans son ouvrage
d’élargir la théorie de Hertz à des cas particuliers en prenant par exemple en compte :

— La présence de matériaux non – homogènes.
— Les effets d’adhésion ou de friction interne.
— Un comportement élasto-plastique des matériaux.
— Un contact glissant avec la présence d’un chargement tangentiel.
— Le contact entre un solide plein et une coque d’épaisseur mince.
— Les effets dynamiques.

Dans le cas présent, une représentation simple des contacts est choisie, avec des contacts
normaux et une absence de frottement. Le cas échéant, une modélisation plus complexe du
contact devra être choisie pour être représentative du problème. Cette théorie permet de dé-
terminer la loi d’interpénétration entre deux solides, ce qui permet d’en déduire une raideur
appelée raideur de Hertz s’exprimant en N/m3/2 qui lie la force de contact à la déformée de
la surface de contact. Si les contacts classiques entre deux sphères, une sphère et un plan ou
un cylindre et un plan sont assez courants dans la littérature, notre cas de figure est un peu
plus exotique. En effet nous nous intéressons au contact entre une hélice et un plan ou celui
d’une hélice contre une hélice. Nous devrons donc déduire les paramètres de la formulation
générale entre deux solides S1 et S2. Chaque solide est défini par deux courbures Ci et C ′i au
point de contact séparées d’un angle Θ. La formule générale de la raideur de Hertz est [51] :

k̃ = ( 4γ1

3γ2r
)3/2 1

k1 + k2

√
1

C1 + C ′1 + C2 + C ′2

ki = 1− ν2
i

πEi

(V.15)

Les paramètres γ1 et γ2 sont des constantes dépendantes de la géométrie du contact [111].
Dans le cas d’un plan, les rayons de courbure sont infinis donc les courbures sont nulles. Dans
le cas de l’hélice, les courbures s’écrivent en fonction du pas du fil p et du rayon de l’hélice rh
(qui est la somme des rayons extérieurs de la gaine et du fil).

C1 = 1
rh(1+( p

2πrh
)2)

C ′1 = 1
rh

(V.16)

Les rayons de courbure de la gaine, assimilable à un cylindre, sont fonction de son rayon
extérieur r :
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C2 = 0
C ′2 = 1

r

(V.17)

A partir de ces courbures, il est possible de calculer analytiquement la raideur associée
à tous les contacts de Hertz énoncée dans la section V.1.1, la raideur associée au contact
"interne" fil-gaine k̃f−gint, la raideur du contact "externe" fil-gaine k̃f−gext et la raideur du fil
fil-plan du TH k̃f−THext. Leurs valeurs sont résumées dans le tableau V.1.

Nom Valeur
k̃f−gint 1, 33.1010

k̃f−gext 5, 71.109

k̃f−THext 7, 08.109

Table V.1. � Raideur de Hertz

V.1.5. Création de la loi d’effort

La loi d’effort complète nécessite d’ajouter les effets des différents ressorts présentés à la
figure V.3.

δtot = F ( 1
kgaine

+ 1
kfil

) + F 2/3( 1
k̃

2/3
f−gint

+ 1
k̃

2/3
f−gext

) (V.18)

Usuellement, ce sont les déplacements qui sont calculés et qui desquels on déduit les ef-
forts. Il est donc intéressant d’inverser l’équation V.18 en utilisant pour cela la méthode des
cardans [112].

F = − b

3a + (−1
2(q +

√
4p3 + 27q2

27 ))1/3 + (−1
2(q −

√
4p3 + 27q2

27 ))1/3

avec

a = 1
kgaine

+ 1
kfil

b = 1
k̃

2/3
f−gint

+ 1
k̃

2/3
f−gext

p = b2

3a2 q = 2b3

27a3 −
δ

a

(V.19)

La loi de contact aiguille-TH est représentée sur la figure V.8. L’allure de la courbe pour la
loi de contact aiguille-aiguille est la même.

L’ovalisation de la gaine est prépondérante dans la loi de contact. L’aspect non-linéaire de
la loi de Hertz n’apparaît que pour les chocs de faibles amplitudes (figure V.8, à droite). Pour
les chocs les plus importants, la loi de contact peut être linéarisée. Cependant, même à ces
amplitudes, les raideurs de Hertz contribuent à assouplir significativement le contact et ne
peuvent donc pas être négligées.
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Des essais ont été menés par Courtois [95] afin d’avoir une valeur expérimentale de la
déformation de la gaine sur des aiguilles en géométrie Phénix. La loi d’écrasement étant très
dépendante de la géométrie, de nouveaux essais seraient nécessaires en géométrie ASTRID
et en prenant compte l’influence du fil (les capteurs utilisés lors des essais CARNAC ne sont
pas adaptés à ce genre de mesure).

Figure V.8. � Loi de contact a) pour F ∈ [0− 500N ], b) pour F ∈ [0− 10N ]

V.2. Sous-structuration

Afin d’étudier le comportement de l’assemblage, une méthode de sous structuration pour
le calcul de la base modale a du être développée afin de mener des calculs dans des temps
raisonnables. Cette section utilise de nombreuses variables résumées et décrites dans le ta-
bleau V.2.

Nom Description
S Structure complète
SSi Sous-structure i
LSSi Zone de liaison de la sous-structure i
ΦS Modes normaux de la structure complète
ΦSS Modes normaux de l’ensemble des sous-structures
ΦSSi Modes normaux de la sous-structure i, zones de liaison bloquées
ΨSS Modes contraints de l’ensemble des sous-structures
ΨSSi Modes contraints de la sous-structure i
Ψi Modes contraints associés au degré de liberté i

K∗,M ∗,Φ∗ Rigidité, masse et modes propres définis sur la base [ΦSS,ΨSS]

Table V.2. � Variable pour la sous-structuration
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L’assemblage possède de très nombreux degrés de liberté, et la présence de nombreuses
aiguilles dans le faisceau uniquement soutenues en leur pied génère un grand nombre de
modes locaux. Le calcul de la base modale direct est donc couteux.

Des méthodes de synthèse modale existent afin de découpler le problème sur la structure
complète notée S en l’étude de plusieurs sous-structures découplées nommées SSi. On définit
ensuite des modes contraints dans les zones de liaisons entre les sous-structures (noté LSSi)
et des relations de liaisons. L’étude de la somme de ces petits problèmes permet un gain de
temps par rapport aux calculs directs de la base complète pour peu que le système puisse se
découper en de nombreuses sous-structures simples avec un nombre restreint de degrés de li-
berté associés aux liaisons. De fait cette méthode est particulièrement adaptée à l’assemblage
qui comporte 217 aiguilles identiques. Les sous-structures du problème sont :

— Chacune des 217 aiguilles
— Le tube hexagonal
— Le pied
— Les grilles inférieure et supérieure

Une étude complète des méthodes de synthèse modale a été réalisée dans [113]. Nous
ne présenterons ici que la méthode de Craig et Brampton [114] résumée dans [115]. On
utilise pour réaliser la synthèse modale un ensemble de modes propres et de modes statiques
décrits ci-après. La présentation de la méthode sera illustré avec un exemple simple présenté
figure V.9 de deux sous structures poutres SS1 et SS2 dans le plan ayant un faible nombre
de noeuds et liées entre elles en un noeud unique.

Figure V.9. � Modèle élémentaire de deux sous-structures

V.2.1. Modes normaux des sous-structures

Les modes propres sont obtenus pour la sous structure SSi. Les degrés de liberté situés
au niveau des zones de liaison entre les sous-structures sont bloqués pour le calcul des
modes propres. Un premier calcul permet d’obtenir les modes propres ΦSSi pour chaque
sous-structure, comme illustré dans la figure V.10. Dans le cas du faisceau dans l’assemblage,
comme toutes les aiguilles sont identiques, un seul calcul modal est nécessaire, le résultat
est ensuite transposé à toutes les aiguilles. L’ensemble des modes propres de toutes les sous-
structures sera noté ΦSS.

Une fréquence de troncature est définie suivant les recommandations de l’étude réalisée à

129



V. Application à la dynamique d’un faisceau d’aiguilles

la section III.3. Seuls sont conservés les modes normaux dont la fréquence propre est infé-
rieure à 6000Hz. C’est à cette étape que la taille du modèle est grandement réduite.

Figure V.10. � Illustration des premiers modes normaux des sous-structures SS1 et SS2

V.2.2. Modes contraints et relations de liaisons

Les modes contraints Ψi sont les modes associés à un déplacement unitaire sur un DDL de
LSSi. A titre d’illustration, les trois modes contraints de la sous structure SS1 sont présentés
figure V.11.

Figure V.11. � Modes contraints d'un problème élémentaire

Les modes contraints sont calculés en appliquant un déplacement ou une rotation unitaire
Uimp sur un degré de liberté de LSSi et en résolvant le problème statique.

Il y a autant de modes contraints Ψi pour une sous-structure SSi que de degré de liberté
dans la zone de liaison LSSi qui lui est associée. Plus le nombre de degrés de liberté de contact
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entre sous-structures est important, plus le nombre de modes Ψi devra être grand ce qui réduit
l’intérêt de la sous-structuration pour des structures très liées. Dans le cas de l’assemblage, la
plupart des liaisons sont ponctuelles (à l’exception de la liaison TH/grille qui suit une ligne),
donc le nombre de modes Ψi nécessaire est faible. L’ensemble des modes contraints d’une
sous-structure est noté ΨSSi et l’ensemble des modes contraints de la structure complète est
noté ΨSS. Ces modes permettent de représenter le couplage entre les déplacements des sous-
structures.

L’ensemble des modes ΦSS et ΨSS permet de reproduire la mobilité de la structure com-
plète. Cependant les sous-structures sont mobiles les unes par rapport aux autres puisque
aucune contrainte cinématique n’a été définie. Il est donc nécessaire de créer des relations de
liaison imposant l’égalité entre les déplacements et rotations au niveau des zones de liaison
entre les sous-structures, par exemple pour les sous-structures k et j.

∀k, j ULSSk∩j = ULSSj∩k (V.20)

L’ensemble des relations de liaison est noté RL. La base modale complète obtenue par sous
structuration devra donc à la fois contenir les mobilités des modes de ΦSS et ΨSS mais aussi
vérifier les relations V.20.

V.2.3. Mise en œuvre de la sous structuration

Une fois que les modes ΦSS et ΨSS ont été calculés, il est nécessaire de projeter les matrices
de rigidité et de masse de chaque sous-structure SSi sur leurs modes normaux ΦSSi et leurs
modes contraints ΨSSi. L’ensemble de ces matrices est assemblé en une matrice de rigidité et
une matrice de masse globale notées respectivement K∗ et M∗ définies sur les bases ΦSS et
ΨSS . Les relations de liaison sont quant à elles projetées sur l’ensemble des modes contraints
ΨSS et sont maintenant notées .

Une nouvelle base modale qui tient compte des relations de liaison est calculée en utilisant
la méthode des "doubles Lagranges" [116, 117] avec le vecteur des multiplicateurs Lagrange
Λ.

(K∗ − ω2M∗)Φ∗S +RT
LΛ = 0 (V.21)

Les modes Φ∗S correspondent aux déformées modales de la structure complète exprimées
sur les bases modales ΦSS et ΨSS. Une recombinaison modale de Φ∗S permet de revenir à
l’ensemble des modes ΦS définis sur base physique.

ΦS = [ΦSS,ΨSS]−1Φ∗S (V.22)

Les performances d’un calcul direct des modes de vibration et d’un calcul par sous-structuration
ont été comparées pour un faisceau réduit (19 aiguilles) et pour un faisceau complet (217
aiguilles). Les résultats sont donnés dans le tableau V.3. Les temps de calcul correspondent
à des temps réels. Les calculs sur faisceau réduit sont réalisés sur une unité de calcul à 16
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coeurs.

Faisceau Calcul direct Calcul par sous-structuration
Réduit 80 minutes 20 minutes

Complet >200 heures 20,3 heures

Table V.3. � Gain en temps de calcul de la sous-structuration

Le gain en performance justifie grandement l’emploi de la sous-structuration.

V.3. Description du modèle d’assemblage complet

Le modèle numérique développé dans le cadre de la thèse a été nommé DYSCO (DYna-
mique des aSsemblages COmbustibles). Il a pour objectif de simuler la réponse d’un assem-
blage combustible pour une sollicitation de type transport, manutention ou séisme.

Le modèle éléments finis utilisé est similaire à celui présenté à la section IV.1.1, à ceci
près que toutes les aiguilles sont représentées. Elles sont modélisées à l’aide d’éléments de
Timoshenko avec un coefficient de cisaillement de 0,5. L’inertie variable apportée par le fil
enroulé en hélice autour de la gaine est prise en compte dans les caractéristiques des éléments.
Le tube hexagonal ainsi que la grille de fixation des aiguilles sont composés d’éléments coques
triangulaires. Enfin, pour simplifier le calcul, le pied est modélisé de la même façon que les
aiguilles avec des éléments de Timoshenko et ses caractéristiques sont choisies en fonction
de la valeur moyenne des dimensions du pied sur sa hauteur. La grille a été adaptée afin
que toutes les aiguilles se fixent sur un nœud du maillage. Les points de liaison de l’aiguille
centrale et de la première couronne sont représentés par des cercles rouges sur la figure V.12.
En plus des liaisons entre la grille et les aiguilles, le contour extérieur de la grille est aussi lié
au TH et au pied au niveau du point central.

La maillage éléments finis choisi est représentatif des essais BELIER présentés à la sec-
tion I.3.2. Les principales caractéristiques du modèle sont données à la figure V.13. Le tube
hexagonal est tronqué au dessus des plaquettes pour limiter la taille du modèle et une grille
supérieure est ajoutée pour bloquer la partie supérieure du TH en ovalisation, comme c’est
le cas pour l’assemblage à cause de la présence de la protection neutronique supérieure. Une
masse additionnelle est ajoutée sur cette grille supérieure pour tenir compte des éléments
tronqués. Le combustible dans les aiguilles est lui-aussi pris en compte par l’ajout d’une masse
additionnelle sur la hauteur du cœur mais il ne participe pas à la rigidité du faisceau. Le point
inférieur du pied est bloqué en déplacement et en rotation et une butée est placée à la hauteur
des plaquettes. Ce maillage comporte environ 40000 nœuds, soit 240000 degrés de liberté
(DDLs).

132



V. Application à la dynamique d’un faisceau d’aiguilles

Figure V.12. � Maillage éléments �nis de la grille, a) vue du dessus - b) vue isométrique avec
pied et aiguilles

Figure V.13. � Grandeurs du modèle éléments �nis relatif aux essais BELIER
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V.4. Validation du modèle

La correspondance entre le modèle et les essais BELIER est réalisée grâce à des essais
statiques et à une analyse modale. Durant les essais BELIER, les rigidités en flexion de l’as-
semblage au niveau du plan plaquette, du plan médian cœur et de la masse additionnelle ont
été mesurées à l’aide de comparateurs. Le maillage éléments finis étant tronqué au dessus des
plaquettes, seules les deux premières rigidités seront comparées. Les rigidités statiques sont
données dans le tableau V.4.

Rigidité Valeur expérimentale (N/m) Valeur modèle numérique (N/m)
Haut du TH 3, 4.105 XXX
Plaquettes 6, 7.105 6, 73.105

Plan médian coeur 11, 5.105 12, 51.105

Table V.4. � Rigidité de �exion expérimentale et numérique

La rigidité aux plaquettes est bien représentée, ce qui est important puisque le déplacement
initial est calculé en ce point. Les différences entre la rigidité au PMC numérique et expéri-
mentale sont dues à la non-prise en compte des hétérogénéités de section dans le modèle
numérique. Seul le 1er mode de flexion de l’assemblage complet a été mesuré sur le banc BE-
LIER. A noter que la valeur de la masse additionnelle avait été choisie sur le banc BELIER pour
reproduire la fréquence propre de l’assemblage réel. La valeur mesurée expérimentalement
(2,7Hz) est similaire à la valeur numérique (2,77Hz).

V.5. Résultats

Les calculs de lâcher en géométrie BELIER demandent environ une semaine de calculs en
comptant la recherche de la base modale et le calcul dynamique sur une unité de calcul à
16 cœurs 3,6GHz et 120Go de mémoire vives. Il n’est donc pas possible de multiplier les
configurations d’essais. Deux problèmes ont été traités à l’instar de l’étude de la section IV.1.

— Un lâcher de 25mm sur un faisceau à jeux initiaux nuls.
— Un lâcher de 25mm sur un faisceau à jeux initiaux de 1.10−4m.
Le chargement est appliqué de la même façon que dans la section IV.1 : on applique d’abord

un chargement lent et amorti à l’assemblage pour le mettre en flexion, puis l’effort est relâché
et l’assemblage vient impacter contre la butée. Seul la deuxième partie du calcul (le lâcher)
est étudié par la suite.Ces essais sont représentatifs des essais BELIER en air. L’objectif est de
comprendre le comportement du faisceau soumis à un choc ponctuel et la transmission des
efforts et des déplacements dans le faisceau. Trois analyses ont été réalisées : Les trajectoires
des aiguilles du faisceau juste après le choc sont tracées sur différents plans, les efforts dans le
faisceau seront ensuite analysés enfin nous étudierons l’évolution de l’énergie dans chacune
des sous-structures durant le lâcher.
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V.5.1. Analyse des trajectoires

La figure V.14 représente le déplacement moyen du TH durant le lâcher au plan haut
du faisceau. Durant la première partie du lâcher, le TH retourne en position verticale. Puis,
lorsque la flèche est positive, il entre en contact avec la butée durant environ 30ms. Enfin, on
observe un rebond d’amplitude inférieur au lâcher initial durant lequel des ondes d’ovalisa-
tion traversent le TH.

Figure V.14. � Déplacement moyen du tube hexagonal dans le plan supérieur du faisceau

Ramené à une visualisation dans le plan, la figure V.15 illustre la trajectoire des aiguilles
et des centres des faces du tube hexagonal sur le plan supérieur du faisceau (en haut des
aiguilles) dans une configuration avec jeux. Les croix noires correspondent aux emplacements
au repos des aiguilles, les croix rouges leurs emplacements au début du lâcher. Les aiguilles
suivent globalement le mouvement d’ensemble imposé par la flexion du tube hexagonal.

Les contacts entre le faisceau et le TH sont dépendants du mouvement relatif des aiguilles
par rapport à celui du TH. Pour les figures à venir, afin d’étudier le mouvement différentiel
du faisceau, le déplacement moyen du tube hexagonal sera retranché aux déplacements des
aiguilles. Le temps initial est pris ici à l’instant où le TH rentre en contact avec la butée, et
la trajectoire est tracée durant les 10ms qui suivent. La figure V.16 représente les mouve-
ments différentiels du faisceau lors du lâcher pour une configuration avec jeu initiaux nuls
ou homogène de 1.10−4m, au niveau du haut des aiguille, soit 41mm en dessous du plan des
plaquettes où se situe le contact avec la butée.

Les déplacements ont été amplifiés par souci de lisibilité. Les déplacements des aiguilles
sont beaucoup plus importants dans le cas de la configuration avec jeux, puisque les aiguilles
disposent d’une mobilité plus importante. Cependant, de façon plus surprenante, les déplace-
ments ne suivent pas la direction de la sollicitation. Lors du choc, les aiguilles vont s’écarter
transversalement du centre du faisceau vers les parois du tube hexagonal, ce que l’on pourrait
qualifier de “gonflement du faisceau”. On observe aussi une torsion du tube dans la direction
d’enroulement du fil espaceur.
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Figure V.15. � Déplacement des aiguilles et du TH dans le plan supérieur du faisceau

L’assemblage est une structure pratiquement axi-symétrique. Néanmoins la présence d’un
fil enroulé en hélice autour de chaque aiguille rompt la symétrie globale. Si bien que lorsque
qu’un chargement transversal est imposé au faisceau, une composante de torsion apparaît.
Or le faisceau d’aiguilles possède des modes de vibrations spécifiques de torsion’ dus à sa
géométrie particulière. Un de ces modes à la fréquence de 2,37Hz est représenté sur la fi-
gure V.18. Lors du contact entre le TH et la butée, la fréquence et l’amplitude de choc sont
suffisants pour solliciter ces modes et provoquer une légère torsion de l’assemblage complet.
Mais le faisceau est surtout soumis à un gonflement qui a pour conséquence de rapprocher
les aiguilles des parois du tube hexagonal.

Les trajectoires au plan médian cœur (PMC) sont tracées sur la figure V.17. La trajectoire
dans la configuration sans jeu a été fortement amplifiée par souci de visibilité. A ce niveau,
la torsion du tube hexagonal est est quasiment nul. Dans la configuration avec jeu, les ai-
guilles se déplacent maintenant de façon préférentielle dans la direction de la sollicitation, le
“gonflement” observé au plan haut du faisceau a pratiquement disparu.

Le tracé des trajectoires donne une information partielle du comportement des aiguilles
après le choc. Néanmoins, il est difficile d’observer par ce biais l’activation des contacts. Dans
la prochaine partie nous nous intéresserons à la représentation des efforts de choc durant le
lâcher.
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Figure V.16. � Déplacement di�érentiel du faisceau par rapport au TH, plan supérieur du faisceau,
a) Lâcher de 25mm avec jeux initiaux de 1.10−4m , b) Lâcher de 25mm avec jeux initiaux
nuls 137



V. Application à la dynamique d’un faisceau d’aiguilles

Figure V.17. � Déplacement di�érentiel du faisceau par rapport au TH, plan supérieur du faisceau,
a) Lâcher de 25mm avec jeux initiaux de 1.10−4m , b) Lâcher de 25mm avec jeux initiaux
nuls
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Figure V.18. � Modes de gon�ement-torsion à 2,37Hz

V.5.2. Analyse des efforts

Lors de la phase de flexion de l’assemblage, les aiguilles sont susceptibles de s’entrechoquer
mais les efforts de contact restent faibles. Lors du choc, les aiguilles vont impacter fortement
contre le tube hexagonal dont le déplacement est contraint par la butée. De plus, l’ovalisation
du TH va engendrer une compression du faisceau qui participera à augmenter les efforts de
contact entre aiguilles. Après le choc TH-butée, le faisceau va effectuer de nombreux rebonds
entre les parois du TH avant que l’amplitude des oscillations ne décroisse (voir le chapitre IV).
Les figures V.19 et V.20 montrent les forces maximales de contact durant le lâcher dans les
plans autour du PMC. Les efforts agissant sur le fil d’une aiguille sont représentés par un
cercle dont la couleur est caractéristique de l’effort maximal ayant transité par ce contact. Les
cercles sans remplissage correspondent aux aiguilles qui n’entrent pas en contact sur le plan
considéré. Les plans de contacts aiguilles-aiguilles et aiguilles TH sont décalés par soucis de
lisibilité.

Le lâcher est réalisé dans la direction de l’axe y. La distribution des efforts dans le fais-
ceau est très dépendante des jeux. Lorsqu’il y a présence d’un jeu initial non nul dans le
faisceau, les efforts sur les plans de contacts aiguilles-aiguilles sont non-négligeables alors
qu’ils sont presque nuls dans le cas d’une configuration avec jeux initiaux nuls. Par ailleurs,
l’effort maximal sur l’ensemble des plans est légèrement supérieur dans le cas où le jeu initial
est nul. Pour la configuration avec jeu, une partie de l’énergie du choc est dissipée par le
mouvement des aiguilles et les contacts inter-aiguilles. Dans le cas de la configuration sans
jeu initial, le faisceau se comporte presque comme un ensemble compact et l’énergie de choc
est principalement restituée aux aiguilles périphériques se trouvant sur la face du choc. Cette
observation explique pourquoi l’intensité du choc maximal est légèrement supérieure dans le
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Figure V.19. � E�orts de choc maximums autour du PMC dans la con�guration avec jeu initial
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Figure V.20. � E�orts de choc maximums autour du PMC dans la con�guration sans jeu initial
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cas d’une configuration avec jeu initial nul. De plus, lorsqu’il y a du jeu dans le faisceau, les
efforts de choc sont du même ordre de grandeur pour les aiguilles du côté du plan de choc
que ceux sur la face opposée(figure V.21 - a). Lorsque le jeu est initialement nul, seules les
aiguilles du côté de la butée subissent des efforts importants(figure V.21 - b). Le faisceau est
fortement contraint par les déplacements du TH, comme le montre les déplacements relatifs
des aiguilles très faibles à la figure V.17. Lorsqu’il y a présence d’un jeu initial, le faisceau est
susceptible d’avoir un mouvement relatif important vis à vis du tube hexagonal (figure V.17).
La vitesse des ondes de choc dans le faisceau étant plus rapide que le temps de choc du
faisceau sur la butée (voir table IV.1), les aiguilles rebondissent contre la paroi du choc et
viennent effectuer un deuxième impact sur la face opposée. A cet instant, l’ovalisation du TH
étant plus avancée, les efforts de choc sont susceptibles d’être du même ordre de grandeur ou
supérieurs aux efforts contre la paroi du TH du côté de la butée. A noter que ces phénomènes
se retrouvent dans les résultats expérimentaux sur les essais BELIER (figure V.25) qui seront
présentés dans la section V.6.

Figure V.21. � E�orts de choc dans les plans de contacts orientés vers le face du choc et vers la
face opposée au choc autour du PMC, a) Con�guration avec jeu initial, b) Con�guration
sans jeu initial
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V.5.3. Analyse énergétique

Dans l’assemblage, les différentes sous-structures décrites dans la section V.2 ont des ca-
ractéristiques en terme de rigidité et de masse extrêmement différentes. En terme d’ordre de
grandeur, le faisceau d’aiguilles pèse environ 70kg, le TH 30kg et la masse additionnelle ajou-
tée sur le grille supérieur 180kg. Le tube hexagonal est environ 100 fois plus rigide en flexion
que les aiguilles et la grille inférieure est un plan très rigide d’épaisseur 10 cm. La figure V.22
présente l’évolution de l’énergie mécanique dans l’assemblage pour chaque sous-structure.

Figure V.22. � Énergie mécanique durant le lâcher pour chaque sous-structure lorsque le jeu
initial est nul

A l’état initial, un grande partie de l’énergie est potentielle et stockée dans la flexion du
TH et dans la grille, pièce très rigide qui fait la liaison entre le haut du pied et la base de
toutes les aiguilles et du TH. Lors de la phase de lâcher, l’énergie potentielle se transforme en
énergie cinétique, principalement localisée sur la grille supérieure, puisque c’est cette zone
qui concentre le plus de masse et pour laquelle les vitesses sont les plus importantes, du faite
de sa position haute. Entre 0,12s et 0.15s survient le choc de l’assemblage contre la butée.
Pendant un bref instant, presque toute l’énergie est transmise sous la forme d’une énergie
potentielle de déformation au tube hexagonal qui va à la fois continuer à fléchir et qui va
s’ovaliser au voisinage du point de contact. A la suite de la phase de choc, l’énergie cinétique
est restituée aux éléments les plus massifs (grille supérieure et faisceau). Durant le rebond,
le TH, le pied et la grille supérieure récupèrent petit à petit de l’énergie potentielle de flexion,
avec des oscillations révélatrices de la présence de modes d’ordre élevé dans le faisceau. A
noter que l’amortissement du système ne suit pas une courbe exponentielle, malgré le fait
qu’il ait été défini un amortissement structurel visqueux constant pour toute la structure.
Le schéma d’intégration aux différences centrées n’assure pas une conservation parfaite de
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l’énergie, ce qui est particulièrement visible en cas de non-linéarités fortes comme ici avec les
chocs.

La figure V.23 montre l’évolution de l’énergie potentielle dans les différentes sous-structures
lorsque qu’il y a présence d’un jeu initial ou lorsqu’il est nul. Les allures des énergies sont
les mêmes, cependant les oscillations de l’énergie potentielle sont légèrement moins fortes
lorsque qu’il y a présence de jeux. Le jeu dans le faisceau apporte un effet stabilisateur qui di-
minue l’influence des modes d’ordres supérieurs. On peut retrouver cet effet dans les travaux
de Vakakis [118].

Figure V.23. � Énergie potentielle durant le lâcher pour chaque sous-structure, a) Jeu initial de
1.10−4m, b) Jeu initial nul

On définit une énergie associée aux chocs entre les aiguilles sous la forme de l’équa-
tion V.23. Pour simplifier, on suppose des ressorts de contacts linéaires.

Echoc = 1
2
∑

Fcδc (V.23)

Avec δc l’écrasement aux points de choc. Cette énergie est tracée sur la figure V.24.

Lors du contact, pour le cas où le jeu initial est nul, on observe un pic d’énergie important.
Lorsqu’il y a du jeu initialement, l’énergie de choc au moment du contact est beaucoup moins
élevée, par contre les rebonds conservent beaucoup plus d’énergie. Cette observation est
cohérente avec celle faite sur le figure V.21 : en l’absence de jeu, on observe une compression
très forte et immédiate du faisceau du côté du plan de choc alors que dans le cas d’un faisceau
avec jeu, c’est lors du rebond et du contact entre le faisceau et la face du TH opposée au choc
que les efforts seront les plus importants.

L’analyse des déplacements, des efforts et de l’énergie lors du lâcher a permis de com-
prendre les phénomènes dynamiques entrant en jeu dans le comportement de l’assemblage.
Par le biais d’une comparaison avec les résultats du banc d’essai BELIER, il est possible de
vérifier que les phénomènes physiques identifiées sont bien observables expérimentalement
et de juger de la précision des résultats numériques.
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Figure V.24. � Energie de choc durant le lâcher, a) Jeu initial de 1.10−4m, b) Jeu initial nul

V.6. Comparaison avec les résultats BELIER

V.6.1. Analyse des efforts maximaux

Les essais BELIER présentés à la section I.3.2 constituent notre référence pour juger de la
qualité de notre modèle numérique. Durant ces essais, diverses configurations ont été testées,
avec un faisceau compacté ou non et en air ou en eau. Quelques résultats sont donnés en
figure V.25, dans le tableau V.5 [17] et dans la figure V.26. Les hauteurs des cylindres de
la figure V.25 sont proportionnelles aux déformations transversales des aiguilles. Seule une
partie des aiguilles est instrumentée.

Figure V.25. � Répartition des déformation dans le faisceau lors des essais BELIER. a) Con�gu-
ration sans jeu, b) Con�guration avec jeu

Le tableau V.5 présente le relevé des efforts maximums au plan médian cœur lors d’une
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sollicitation de flexion de 25mm en tête d’assemblage. Ramenés à une même accélération,
les essais en air occasionnent des forces de contact plus importantes que ceux en eau. Cette
observation s’explique par le fait que l’amortissement ajouté par la présence du liquide limite
les pics d’efforts. Ensuite la configuration avec jeu occasionne des efforts de contact plus
faibles mais répartis entre les aiguilles au front du choc et sur la face opposée. Ces résultats
sont comparés avec les valeurs obtenues avec le modèle numérique.

Configuration d’essai Force en face du choc (N) Force sur la face opposée
Expérimental Numérique Expérimental Numérique

Air-faisceau avec jeu 157 180 154 197
Air-faisceau compact 228 230 46 68
Eau-faisceau avec jeu 139 ∅ 36 ∅

Eau-faisceau compacté 181 ∅ 41 ∅

Table V.5. � Forces maximales relevées lors des essais BELIER et calculées pour un lâcher de
25mm

En présence de jeux, les efforts de choc sont importants à la fois sur la face de choc et sur la
face opposée au choc, alors qu’ils sont concentrés sur la face du choc lorsque le jeu est initia-
lement nul. On retrouve ce phénomène expérimentalement (figure V.25) et numériquement
(figure V.21). Les valeurs numériques des maximums d’efforts correspondent relativement
bien aux valeurs maximales relevées expérimentalement.

V.6.2. Analyse de l’évolution temporelle des efforts

Afin de comparer les résultats plus en détail, les évolutions temporelles des efforts relatives
à l’aiguille centrale du côté de la face de choc et l’aiguille centrale de la face opposée au choc
au plan médian cœur sont tracées sur la figure V.26.

A noter que la manière de mesurer les efforts est différente entre l’expérimental et le mo-
dèle numérique. Dans les essais BELIER, les efforts sont interpolés depuis des relevés de
jauges de déformation à la hauteur exacte du plan médian cœur. Pour le modèle numérique,
les efforts sont calculés au niveau des points de contact sur les plans autour du PMC où
les contacts sont orientés vers la face du choc ou vers la face opposée au choc. Dans le cas
d’une configuration initiale sans jeu, on retrouve numériquement une très bonne estimation
de l’effort maximal, cependant, le temps de choc évalué numériquement est plus élevé que
le temps de choc expérimental. Dans le cas d’une configuration avec jeu, les résultats nu-
mérique sont beaucoup plus bruités que les résultats expérimentaux, puisque la fréquence
d’échantillonnage des calculs numériques est 5 fois supérieurs à la fréquence d’échantillon-
nage expérimentale. Le modèle numérique ne tient pas non plus compte des frottements dans
le faisceau, ce qui peut expliquer en partie les différences. Néanmoins, les valeurs des efforts
maximums sont bien reproduites.
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Figure V.26. � Comparaison entre les valeurs expérimentales et numériques des e�orts de contact
sur l'aiguille centrale face au plan de choc et l'aiguille centrale de la face opposée a) Con�-
guration avec jeu, b) Con�guration sans jeu

V.7. Comparaison entre les modèles numériques

Plusieurs modélisations de l’assemblage combustible ont été présentées dans ce manuscrit,
pour aboutir à sa modélisation complète au chapitre V. La modélisation complète représente
bien la physique du problème et donne les résultats cinématiques et en terme d’effort les plus
précis. Cependant le temps de calcul est important pour l’utiliser comme un estimateur rapide
des efforts maximums. De la même façon, ce modèle est trop détaillé pour être utilisé dans
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les calculs à des échelles supérieurs, notamment sur le comportement dynamique du cœur
dans son ensemble. L’objectif de cette section sera de comparer les résultat issus du modèle
complet à ceux des modèles simplifiés suivants :

— Un modèle poutre similaire à celui de la section III.3 .
— Un modèle faisceau réduit (voir section IV.1).
— Un modèle multi-contact 1D comme celui de la section IV.2.

Ces trois approches ont été utilisées ou sont utilisées pour modéliser et dimensionner l’as-
semblage combustible. L’objectif de cette partie est d’appréhender les avantages et les limites
de chacune de ces modélisations en utilisant la solution complète comme référence.

V.7.1. Cinématique de l’assemblage

Une bonne représentation de la cinématique externe de l’assemblage est très importante
pour les calculs à de plus grandes échelles, notamment sur la modélisation du comportement
dynamique du cœur du réacteur.

Le modèle multi-contact 1D ne représente qu’une rangée de contact, et ne peut donc pas
être utilisé pour estimer la cinématique de l’assemblage. Il est donc exclu de cette étude. Dans
le modèle faisceau réduit, la masse totale de l’assemblage n’est pas respectée puisque seule
une rangée d’aiguille est modélisée. Le premier mode de vibration du faisceau est donc diffé-
rent de celui de l’assemblage réel, ce modèle n’est pas non plus apte à estimer la cinématique
de l’assemblage.

Un modèle simple de poutre représentative de l’assemblage va être étudié (figure V.27) et
comparé au modèle complet. Les paramètres sont donnés dans les tableaux V.6 et V.7.

Pied Faisceau TH
Module De Young (N/m2) 2.1011

Inertie (m4) 3, 7.10−7 3, 4.10−6 ou 8, 8.10−9 1, 55.10−6

Section (m2) 2, 2.10−3 2, 1.10−3 6, 2.10−4

Masse volumique (kg/m3) 7980
Hauteur (m) 0, 35 1, 2 1, 571

Table V.6. � Propriété des parties de l'assemblage

Masse additionnelle(kg) Masse combustible(kg) kbutee(N/m) kTH(N/m) hplaq(m)
195 54, 5 1, 5.107 4, 16.106 1.241

Table V.7. � Autres paramètres de l'assemblage

Des hypothèses peuvent être faites quant à la rigidité apportée par le faisceau d’aiguilles.
Dans le cas où l’on considère que les aiguilles sont libres de glisser les unes contre les autres,
l’inertie du faisceau IfaisG est la somme des inertie des aiguilles sur leurs propres axes :
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IfaisG = ITH + ΣIaig
IfaisG = 8, 8.10−9m4 (V.24)

Au contraire, si l’on considère les aiguilles solidaires et le faisceau bloqué, l’inertie globale
du faisceau IfaisB sera la somme des inerties de chaque aiguille ramenées sur l’axe central de
l’assemblage, avec di la distance entre l’aiguille i et le centre du faisceau

IfaisB = ITH + Σ(Iaig + Saig.d
2
i )

IfaisB = 3, 4.10−6m4 (V.25)

Figure V.27. � Modélisation du lâcher d'assemblage par une poutre

Ces configurations seront appelées par la suite “faisceau glissant” et faisceau bloqué”. Les
aiguilles frottants les unes contre les autres, en réalité l’inertie a une valeur intermédiaire
entre ces deux extremums. Dans la modélisation complète, le tube hexagonal va ovaliser sous
l’effet du choc. Afin d’intégrer cette effet dans la modélisation poutre, la rigidité d’ovalisation
est ajoutée en série à la rigidité de la butée, soit k1D = 3, 25.106N/m.

Les déplacements de l’assemblage sont calculés au plan plaquette et au plan médian cœur
avec le modèle poutre et le modèle d’assemblage complet. Dans ce dernier cas, la valeur rete-
nue est la moyenne des déplacements du tube hexagonal sur le plan considéré. Les résultats
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sont donnés sur les graphes V.28 et V.29.

Figure V.28. � Déplacement au plan plaquette avec le modèle poutre et le modèle complet

Figure V.29. � Déplacement au PMC avec le modèle poutre et le modèle complet

Sur ces figures, on observe que le jeu a peu d’impact sur le déplacement de l’assemblage
avec le modèle complet. Au plan plaquette (figure V.28), le déplacement calculé avec le mo-
dèle poutre et faisceau bloqué est similaire aux résultats avec le modèle complet en terme de
temps de contact et d’amplitude de rebond, même si des modes hautes fréquences ne sont
pas représentés. Au plan plaquette, les ondes dues aux modes de flexion sont beaucoup plus
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visibles. Le modèle poutre faisceau bloqué représente bien l’amplitude du rebond de l’assem-
blage mais les ondes de flexion sont très mal simulées. Le modèle poutre faisceau glissant
modélise mieux les ondes de flexion, mais minimise grandement l’amplitude du rebond.

La modélisation de l’assemblage par une poutre simple est rendue délicate par la présence
du faisceau d’aiguille et par les modes de tube hexagonal. La rigidité d’ovalisation au niveau
des zones de contacts doit être prise en compte pour assurer une cinématique correct. De plus
l’inertie apportée par le faisceau, mobile au sein de l’assemblage, est difficile a représenter
avec une modélisation poutre. Les modes de flexion de l’assemblage sont donc susceptible
d’être mal représentés.

V.7.2. Force de choc

Les modèles développés dans le chapitre IV sont susceptibles d’estimer les efforts de contacts
lors d’un essai de lâcher.

Le même essai de lâcher a été effectué avec le modèle complet, le modèle faisceau réduit
à une rangée d’aiguille et le modèle multi-contact 1D. Les efforts maximaux durant toute la
durée du lâcher ont été mesurés pour chaque aiguille. Dans les figures V.30 et V.31, la disper-
sion des efforts maximums calculés pour chaque couronne de l’assemblage est tracée. La 1ère
couronne est l’aiguille centrale, la 9ème couronne correspond aux aiguilles de la périphérie.
Dans le cas de la modélisation complète, les barres correspondent à la dispersion entre les
aiguilles les moins chargées et les plus chargées de chacune des couronnes. Dans le cas des
deux autres modèles réduits, puisque seule une rangée est modélisé, une couronne corres-
pond à deux aiguilles situées à la même distance de l’aiguille centrale. Les efforts indiqués
sont plus que ceux de la section V.5.2, puisque l’on regarde ici les efforts sur toute la hauteur
du faisceau, et non plus seulement autour du PMC.

Figure V.30. � E�orts maximums ressentis sur les aiguilles de chaque couronne avec les di�érents
modèles dans la con�guration avec jeu
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Figure V.31. � E�orts maximums ressentis sur les aiguilles de chaque couronne avec les di�érents
modèles dans la con�guration sans jeu

Le modèle multicontact 1D (voir section IV.2) ne représentent qu’une rangée de contact.
Afin d’être représentatif des essais de lâcher, on applique à chaque masse une vitesse initiale
de 0, 37m/s, correspondant à la vitesse d’impact de l’assemblage pour un lâcher de 25mm. Les
masses entrent en contact puis ont rapidement un mouvement chaotique. Dans ce modèle, la
flexion des aiguilles et du TH est représenté par des ressorts linéaires simples, ce qui conduit
à des problèmes de représentativité par rapport au cas réel.

Le modèle faisceau réduit avec une unique rangée d’aiguille (voir section IV.1) est plus
représentatif du cas réel. La rangée d’aiguilles modélisée a été placée entre deux plans du
TH dans la direction du choc. La majorité de la masse du combustible ayant été retirée,
l’assemblage heurte contre la butée avec une vitesse initiale plus importante. De plus du fait
de la moindre résistance du faisceau, le tube hexagonal peut davantage ovaliser. Enfin, l’effort
dynamique imposé au faisceau est réparti sur un nombre réduit d’aiguilles, augmentant ainsi
les efforts pour chacune d’elles. Les efforts calculés avec ce modèle devraient donc être plus
élevés qu’avec le modèle complet.

Dans le modèle complet, les plans de contact entre le tube hexagonal et les aiguilles péri-
phériques sont distincts des plans de contacts entre aiguilles (voir section V.5.2). Les aiguilles
périphériques de la couronne périphérique sont sensiblement plus chargées que celles des
couronnes internes. Cette particularité est bien reproduite par le modèle à une rangée d’ai-
guille, mais pas du tout par le modèle multicontact 1D, du fait de la mauvaise modélisation
des phénomènes de flexion. Ce modèle 1D est donc insuffisant pour être utilisé comme es-
timateur rapide des efforts maximaux. Les efforts maximums calculés avec le modèle à une
rangée d’aiguilles sont sensiblement supérieures à ceux du modèle complet, en présence ou
non du jeu. Cette affirmation devra être vérifiée sur un plus grand nombre de configuration
d’amplitude de lâcher et de jeu. Le modèle faisceau réduit est donc bien adapté pour avoir
une estimation conservative des efforts maximaux dans le faisceau.
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V.8. Conclusion du chapitre

Un modèle numérique détaillé du faisceau complet a été défini au chapitre III. Il a été
utilisé pour modéliser le comportement global d’un assemblage de RNR muni de 217 aiguilles
combustibles et de près de 15000 zones de contact. Une méthode de sous-structuration a été
employée pour calculer la base modale de l’assemblage complet, afin de diminuer le temps
de calcul nécessaire. De plus, une attention particulière a été portée sur l’élaboration de la
loi de contact qui est une donnée nécessaire à la bonne estimation des efforts de choc. Le
comportement dynamique de l’assemblage soumis à un lâcher a été étudié grâce à un modèle
éléments finis. La trajectoire des aiguilles du faisceau est dépendante du jeu de montage, les
aiguilles se déplaçant de façon importante dans différentes directions lorsque le jeu initial est
non nul. En présence de jeu ou non, le tube hexagonal subit un mouvement de torsion dans
le sens de l’enroulement du fil espaceur à cause de l’asymétrie apporté par le fil. Les efforts
de contact montrent des différences importantes entre les configurations avec ou sans jeu.
Sans jeu initial, l’effort maximal relevé dans le faisceau est légèrement plus important, mais
les efforts sont concentrés sur les aiguilles adjacentes à la face du TH du côté de la butée,
alors que les efforts sont plus diffus lorsqu’il y a présence d’un jeu initial et sont notamment
importants sur la face opposée au choc. L’analyse énergétique dans les sous-structures lors
du lâcher permet de révéler l’importance des déformations dans la grille inférieure et le
pied, l’influence de la masse additionnelle en haut du TH et le rôle de l’ovalisation du tube
hexagonal dans le comportement dynamique global de l’assemblage.

Le modèle numérique complet permet de donner des résultats similaires aux essais BE-
LIER, et est donc apte à permettre le dimensionnement des structures de type assemblage
combustible. Des modélisations simplifiés peuvent être envisagés pour des cas particuliers :
il est possible de simuler la dynamique externe de l’assemblage par un modèle poutre simple
si la flexibilité d’ovalisation est prise en compte par le contact. Les modes haute fréquence
de flexion ne seront pas parfaitement représentatif de l’assemblage réel. Enfin, une modélisa-
tion avec un faisceau réduit à un rangée d’aiguille peut-être utilisé pour avoir une estimation
conservative des efforts maximaux dans le faisceau pendant une sollicitation dynamique.
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Conclusion et perspectives

“ We know very little, and yet it is astonishing that we know so much, and still
more astonishing that so little knowledge can give us so much power. ”

Russel, "Useless" knowledge, 1958

Le comportement dynamique non-linéaire d’un assemblage combustible de réacteur à neu-
trons rapides en présence de jeux de montage a été analysé par des approches à la fois
expérimentales, analytiques et numériques.

En vue des projets de réacteurs à neutrons rapides, les contraintes induites par des sollicita-
tions dynamiques lors des opérations de manutention et de transport et lors de séisme doivent
pouvoir être estimées pour assurer la sureté du cœur. L’assemblage étant une structure com-
plexe avec des jeux de montages et de nombreux sous-éléments pouvant entrer en contact,
il est nécessaire de développer une approche spécifique pour résoudre ce problème. Le pre-
mier chapitre a permis d’introduire le sujet et de présenter les travaux réalisés par le passé
pour l’étude du comportement dynamique d’assemblage combustible. Des modélisations sim-
plifiées ont été définies pour estimer les efforts subis lors de chargements dynamiques, mais
repose sur une linéarisation des contacts et/ou sur une modélisation tronquée de l’assem-
blage. L’objectif du travail de cette thèse est de réussir à obtenir une modélisation complète
de l’assemblage et une représentation fine de la physique des contacts.

Des installations expérimentales ont été mises au point pour appréhender la dynamique des
assemblages combustibles, comme la maquette BELIER au début des années 90. Dans le cadre
de cette thèse, un banc d’essai nommé CARNAC a été imaginé et fabriqué pour analyser le
comportement dynamique d’aiguilles combustibles postiches et valider le modèle numérique
retenu. Ce banc a la particularité d’être muni de beaucoup plus d’instruments de mesures
que les expériences précédentes, permettant ainsi d’avoir une vision fine du comportement
dynamique des aiguilles étudiées. Plusieurs aiguilles avec différents pas de fil et matériau de
pastilles postiches ont été fabriquées spécifiquement pour le banc d’essai. Un système d’ap-
puis réglable longitudinalement et transversalement permet de s’adapter à plusieurs types
d’aiguilles et à plusieurs configurations, permettant ainsi de faire varier les jeux aux contacts
sur toute la hauteur de l’aiguille.

Les premiers essais ont consisté en des lâchers d’aiguilles pour une longueur libre réduite.
Ces essais ont permis d’identifier l’amortissement fortement non-linéaire des aiguilles com-
bustibles, dû à la présence des pastilles dans la gaine. Cet amortissement est fortement dé-
pendant du matériau utilisé pour les pastilles postiches, du jeu pastilles-gaine et de l’intensité
de la sollicitation. Les lâchers ont ensuite été réalisés contre un appui instrumenté ce qui a
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permis d’identifier le comportement fréquentiel des aiguilles soumises à un choc. Là aussi, le
choix du matériau utilisé pour les pastilles postiches a un effet non négligeable. Une analyse
bibliographique est réalisée sur les méthodes d’analyses de données expérimentale en vue
d’obtenir les caractéristiques fréquentielles des aiguilles. Du à des contraintes techniques, les
résultats expérimentaux obtenus en vibrations forcées n’ont pu être exploités.

Pour pouvoir simuler le comportement dynamique de l’assemblage dans plusieurs configu-
rations en vue de son dimensionnement, un modèle numérique est indispensable. Il a été
choisi de résoudre le problème par analyse modale, de définir le contact par pénalisation
et d’utiliser un schéma d’intégration explicite. Cette approche permet d’envisager un calcul
sur un problème de grande taille et avec de nombreux contacts dans un délai raisonnable.
Compte tenu de la grande taille du problème et de la sensibilité des méthodes numériques
existantes aux non-linéarités de contact, une approche de complexité croissante a été choisie.
Dans le chapitre III, nous nous sommes intéressés en premier lieu au problème d’une poutre
fléchie entrant en contact avec une butée, problème classique similaire aux essais sur BELIER,
à la première série d’essai sur CARNAC et à ceux existant dans la bibliographie. Les résultats
issus de la méthode numérique ont été comparés à une méthode semi-analytique ce qui a
permis d’appréhender l’influence des paramètres numériques sur la qualité des résultats. La
méthode numérique a aussi permis de simuler précisément la première série d’essai sur le
banc CARNAC, avec une bonne estimation des efforts de contact. Elle est donc adaptée à la
modélisation d’un système plus complexe.

Une modélisation simplifiée de l’assemblage avec seulement une rangée d’aiguilles a été
proposée au chapitre suivant, avec pour objectif de reproduire certains phénomènes phy-
siques inhérents à un problème avec de nombreux contacts. Les essais de la maquette BELIER
sont reproduits et de nombreux temps caractéristiques sont identifiés. Une analyse avec un
modèle analytique multicontact permet de comprendre l’origine physique de certains de ces
temps. Certains phénomènes très courts, comme la propagation des ondes de compression
lors d’un choc ou les résonances locales entre deux aiguilles en présence de jeu vont avoir
une grande influence sur les efforts de choc engendrés par la sollicitation dynamique.

Le dernier chapitre concerne l’application de la méthodologie numérique pour la modéli-
sation de l’assemblage complet. Une méthode de sous-structuration est utilisée afin de per-
mettre le calcul de la base modale complète dans un temps acceptable en utilisant le fait
d’avoir un grand nombre de sous structures semblables (les aiguilles combustibles). La loi
de contact utilisée dans le modèle a été particulièrement étudiée puisqu’elle va influencer
fortement les efforts relevés. Cette loi prend en compte à la fois les rigidités locales de Hertz
des contacts et les rigidités transversales du fil et de la gaine pour lesquelles des solutions
théoriques ont été recherchées.

Sur les résultats issus du calcul sur le modèle complet, le tracé des trajectoires permet
d’observer que le tube hexagonal subit un déplacement de torsion malgré la sollicitation
symétrique. Ce déplacement de torsion est dû à la présence du fil enroulée en hélice autour
des aiguilles. Le maximum d’effort de contact est similaire dans les configurations avec ou
sans jeux, mais la répartition de ces efforts est très différente. Dans le cas ou le jeu est nul,
seuls les aiguilles orientés du coté de la face du TH qui subit le choc vont être très sollicitées,
tandis qu’en présence de jeu, pratiquement tous les contacts sont actifs avec des amplitudes
non négligeables, et les aiguilles sur la face du choc et sur la face opposée subissent des efforts

156



importants du même ordre de grandeur que les aiguilles périphériques. L’analyse des énergies
potentielles et cinétiques durant le lâcher permet de comprendre l’importance de chaque sous-
structure dans le comportement global de l’assemblage. D’après les tracés des énergies, le jeu
dans le faisceau semble avoir un léger effet stabilisateur sur les déplacements des autres
constituants de l’assemblage. Enfin les résultats numériques et les résultats expérimentaux
obtenus sur le banc BELIER correspondent en terme amplitude et la phénoménologie de
l’essai est bien respectée par la simulation.

Cette thèse présente une problématique industrielle de dimensionnement au choc d’une
structure étudiée à la fois expérimentalement, analytiquement et numériquement. Les mo-
dèles numériques développés ont été validés sur des critères théoriques et expérimentaux,
et révèlent des phénomènes physiques observables propres à une structure présentant un
grand nombre de contacts. Les méthodes proposées dans ce mémoire constituent une base
solide et argumentée afin de créer un outil de dimensionnement de l’assemblage combustible
à diverses sollicitations dynamiques. Contrairement aux études précédentes, les calculs pré-
sentés ici ont été validés expérimentalement, ils représentent l’intégralité de l’assemblage et
reproduisent les phénomènes physiques liées aux chocs entre aiguilles.

Les essais forcés sur des aiguilles avec pastilles postiches n’ont pas pu être exploités au cours
de cette thèse. Ils permettraient s’ils étaient menées à bien une connaissance approfondie du
comportement fréquentiel des aiguilles, notamment l’influence des contacts pastilles-gaine, et
d’améliorer ainsi le modèle numérique. Lors de la vie de l’assemblage, il sera amené à subir
d’autres sollicitations que des chocs au niveau des plaquettes. Des calculs représentatifs des
étapes de manutention et pour différents séismes doivent être menés pour dimensionner l’as-
semblage. Du fait des conditions aux limites et des profils de sollicitation très différents, les
phénomènes physiques et les temps caractéristiques associés à ces simulations risquent d’être
sensiblement différents. Pour traiter des problèmes de dynamiques durant le fonctionnement,
il sera nécessaire enfin de considérer la présence du sodium traversant l’assemblage. La pré-
sence de sodium apportera un amortissement des déplacements dans le faisceau, mais géné-
rera des interactions fluides structures dont l’influence est complexe à prédire. La présence
de liquide peut être modélisée par des masses ajoutées et un ajout d’amortisseurs représenta-
tifs au maillage éléments finis mais l’interaction fluide structure et le débit de circulation du
fluide sera alors négligé. L’homogénéisation du système n’est pas compatible avec l’approche
sous base modale et semble complexe à implémenter du fait des non-linéarités de choc. La
modélisation numérique complète du fluide est donc un axe intéressant, mais il y a un risque
que la taille du calcul devienne trop conséquente. D’autres méthodes de réductions devront
alors être envisagées.

Les travaux réalisés durant cette thèse regroupent de nombreux domaines scientifiques. Les
essais sur le banc CARNAC ont nécessité un travail de conception du banc, une connaissance
technique des capteurs et actionneurs spécifiques pour la dynamique, et l’apprentissage des
méthodes d’analyse des données expérimentales. Le développement d’une méthode numé-
rique de dynamique non-linéaire requiert des connaissances mathématiques et informatiques,
notamment pour les définitions du schéma d’intégration ou de la sous-structuration, et d’un
bon sens physique pour interpréter les résultats des simulations.Au delà de l’application in-
dustrielle, ce mémoire présente un ensemble de méthodologies expérimentales et numériques
qui peuvent être utilisé pour l’étude de nombreux autres problèmes similaires.
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Annexes

A. Loi de contact de Hertz et loi de contact linéarisée

Définir une loi de contact revient à assimiler le contact à un système ressort-amortisseur. La
loi du ressort est le plus souvent linéaire et donc décrite par une raideur kc. Mais des lois plus
complexes peuvent être utilisées, notamment sur la base d’une loi de contact de Hertz, pour
lesquelles la force de contact est exprimée sous la forme F = k̃δ3/2 [25] . Dans le cas d’un
contact linéaire, on peut facilement calculer certains paramètres comme le temps de choc ou
la force de choc maximale [90] :

D’après [90] et la figure A1, en considérant m2 et k2 très grands, le temps de choc, la force
de contact maximale et l’écrasement maximal s’écrivent :

tchoc = π

√
m1

kc

Fmaxi =
√
m1kcvimp

δmaxi =
√
m1

kc
vimp

(A26)

Le temps de choc est alors indépendant de la vitesse d’impact tandis que la force de choc
Fmaxi et l’enfoncement δmaxi sont proportionnels. Lorsque l’on considère plutôt une loi de
Hertz, l’équation de la dynamique s’écrit :

m1
∂2δ1

∂t2
= −k̃cδ3/2 (A27)

L’équation A27 est non-linéaire et ne possède pas de solution évidente. Soit une masse
m1 = 1 kg impactant sur un ressort de raideur de Hertz k̃c = 1.109 N/m3/2. On peut créer
une interpolation de la solution grâce au logiciel mathematica. Les graphes suivants donnent
la dépendance des grandeurs étudiés dans le cas linéaire avec la vitesse d’impact en échelle
log-log.
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Figure A1. � Descriptif d'un choc sur un ressort

Les 3 courbes montrent des relations affines entre les grandeurs. Il y a donc une relation
puissance entre les grandeurs de type y = xα avec α la pente de la courbe dans le graphe
log-log. En effet, si x la valeur de la grandeur en abscisse et y celle en ordonnée :

log(y) = α log(x) + β, y = eα log(x)+β = Cxα, (A28)

Avec C = eβ

Soit Vi,tc,δm,Fm respectivement la vitesse d’impact, le temps de choc, l’enfoncement et
la force maximale. Les relevés des pentes des courbes des figures précédentes permettent
d’approximer les relations suivantes :

174



Figure A2. � Temps de choc en fonction de la vitesse d'impact

Figure A3. � Enfoncement en fonction de la vitesse d'impact

tchoc = Ctc

V 0,2
i

,

δmaxi = CδV
0,8
i ,

Fmaxi = CFV
1,2
i

(A29)
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Figure A4. � Force d'impact en fonction de la vitesse d'impact

Avec Ctc = 2.10−3 Cδ = 6, 9.10−4 CF = 1, 8.104
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B. Création d’une solution de référence pour le problème
du choc d’une poutre encastrée contre un ressort

Le problème d’une poutre encastré libre entrant en contact avec un ressort est résolu à
l’aide d’une méthode semi-analytique.

Figure B1. � Poutre encastrée de raideur kf impactant sur un ressort. A gauche, état initial en
�exion libre. A droite, en contact avec le ressort de raideur kc

Problèmes linéaires

Le problème présenté à la figure B1 est décomposé en deux phases : celle pour laquelle
l’extrémité de la poutre est libre, considérée comme encastré-libre, et celle où le contact est
établi, nommée encastré-ressort. Dans chaque cas, le problème est considéré comme linéaire
et résolu en projetant les équations sur des bases modales calculées numériquement. Une
troncature modale est définie afin de ne conserver que les N premiers modes. ωli, ξli et Φli

se réfèrent aux valeurs propres, aux amortissements modaux et aux déformées modales de
la configuration encastré-libre. ωri, ξri et Φri représentent les mêmes objets pour la configu-
ration encastré-ressort. L’équation de la dynamique sur base modale sur chaque mode ’i’ et
pour chaque configuration s’écrit :

— Pour la configuration encastré-libre

q̈i + 2ξliωliq̇i + ω2
liq = 0

qi(t) = e−ξliωlit(ai cos(ωli
√

1− ξ2
lit) + bi sin(ωli

√
1− ξ2

lit))

ai = U0 · Φli

Φli · Φli

bi = U̇0 · Φli

ωliΦli · Φli

+ ξli

ωli
√

1− ξ2
li

U0 · Φli

Φli · Φli

(B30)

— Pour la configuration encastré-ressort

q̈i + 2ξriωriq̇i + ω2
riq = 0

qi(t) = e−ξriωrit(ai cos(ωri
√

1− ξ2
rit) + bi sin(ωri

√
1− ξ2

rit))

ai = U0 · Φri

Φri · Φri

bi = U̇0 · Φri

ωriΦri · Φri

+ ξri

ωri
√

1− ξ2
ri

U0 · Φri

Φri · Φri

(B31)
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Le déplacement complet U(t) peut être calculé en utilisant les expressions B30 et B31. Les
équations sont discrétisées spatialement, du fait de l’utilisation de modes numériques, mais
elles sont continues temporellement. Il reste néanmoins à définir l’instant de transition entre
les configurations qui correspond aux instants précis où la poutre entre en contact ou rompt
le contact avec le ressort.

Recherche du temps de transition

Lorsque le déplacement en tête de poutre uL(t) change de signe, la configuration (encastré-
libre ou encastré ressort) change. Un algorithme de recherche du zéro est utilisé pour trou-
ver le premier instant de contact à partir des conditions initiales. De nombreux algorithmes
existent dans la littérature [119]. Pour cette application, la méthode de la sécante sera uti-
lisée. C’est une méthode de quasi-newton qui utilise une approximation de la dérivée de la
courbe pour déterminer le zéro. Cette méthode est bien adaptée aux courbes bruitées et com-
portant des hautes fréquences [120]. Le temps où le déplacement uL s’annule est calculé en
suivant l’itération suivante :

tn+1 = tn −
uL(tn)(tn − tn−1)
uL(tn)− uL(tn−1) (B32)

La méthode requiert deux valeurs initiales proches du zero. Elles sont choisies analytique-
ment en ne considérant que le premier mode de vibration. La convergence est atteinte lorsque
la valeur de uL(tn) atteint un critère fixé à 1.10−7 m. Il faut moins de 10 itérations pour at-
teindre la convergence. Lorsque le temps pour lequel le déplacement s’annule est trouvé, la
configuration change, les conditions initiales sont donc réactualisées et les équations relatives
à la nouvelle configuration sont utilisées. Finalement, lorsque la durée du calcul est atteinte
et que tous les temps de contact ont été trouvés, on peut reconstruire la solution globale.

Amortissement

L’amortissement est défini pour la configuration encastré-libre en choisissant des amor-
tissements modaux ξli. Les amortissements modaux ξri sont calculés de façon à conserver
l’amortissement entre les configurations. On projette pour celà la matrice d’amortissement
C̄l définie sur la base modale encastré-libre sur la matrice d’amortissement physique C puis
on peut calculer la matrice C̄r définissant l’amortissement sur la base encastré-ressort :

C̄l =


2ξl1ωl1 · · · 0

... . . . ...
0 · · · 2ξl1ωlN


C = ΦlC̄lΦT

l

C̄r = ΦT
rCΦT

r

(B33)

En pratique, on fixe ξli et on calculeC puis C̄r numériquement. Ces opérations matricielles
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induisent des termes non-diagonaux dans C̄r qui peuvent être négligés pour accélérer les
calculs [121]. A noter que même si les valeurs de ξli sont choisis constantes pour tous les
modes, il n’en sera pas de même pour ξsi du fait des changements de bases.

Fonctionnement du modèle de référence

Cette méthode semi-analytique permet de simuler le choc d’une poutre encastré-libre contre
un ressort. C’est une approche originale qui permet de résoudre un problème linéaire avec
des expressions continues en utilisant que des hypothèses issues de la théorie des poutres.
Cette méthode est utilisée de la manière suivante :

— La base modale est calculée numériquement. La fréquence de troncature modale utilisée
est volontairement très élevée (15000 Hz)

— la première racine est détectée à l’aide de l’algorithme de la sécante. Ensuite la solution
est calculée entre l’instant initial et le temps où le déplacement s’annule pour un certain
nombre de pas de temps. Puis la seconde racine est calculée et ainsi de suite.

— L’amortissement modal doit être relativement haut pour que l’algorithme de recherche
des racines fonctionne quelle que soit la raideur du contact. La valeur choisie pour les
applications numériques est ξli = 12%∀i

Ce calcul est utilisé dans la section III.3.2 comme résultat de référence pour s’assurer de la
stabilité et de la précision de la méthode numérique.

179



C. Oscillateur 1DDL amorti par frottement visqueux et
frottement sec

Soit le problème présenté à la figure C1. La masse m est déplacée à une distance d1, puis
relâchée librement.

Figure C1. � Masse soumise à un frottement visqueux ou à un frottement sec

Dans un premier temps, les frottements secs seront considérés comme nuls (µ = 0). Le
frottement visqueux intervient de façon linéaire dans l’équation de la dynamique comme une
force opposée à la vitesse de la forme :

Famort = −cU̇ , (C34)

avec c coefficient d’amortissement pouvant s’exprimer comme un certain pourcentage de
l’amortissement critique Ccrit = 2

√
km. La solution classique d’un problème de dynamique

des structures soumis à un amortissement visqueux est donc de la forme

U(t) = (A1 cos(ωt) + A2 sin(ωt))ect/2, (C35)

avec ω =
√
ω2

0 − c2

4m2 et ω0 =
√
k/m. Les conditions initiales d’un lâcher sont U(t0) =

d1, ẋ(t0) = 0. La vitesse s’écrit donc

A1 = d1 A2 = 0
U̇(t) = −d1ω sin(ωt)ect/2 (C36)

Si l’amortissement est visqueux, on attend donc une décroissance exponentielle des am-
plitudes maximales des oscillations de l’aiguille (lorsque sin(ωt) = ±1). Le logarithme de
l’enveloppe de la vitesse sera donc une droite en présence d’un amortissement visqueux. On
observe aussi que la pente de la droite est indépendante de la sollicitation.

log(U̇pic(t)) = log(d1ω) + c

2t (C37)

Un autre modèle est celui de l’amortissement sec qui caractérise l’amortissement d’un sys-
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tème soumis à la friction entre deux surfaces en contact. Le système mécanique est alors
soumis à une force de frottement Ffriction s’opposant à la vitesse et qui s’exprime dans sa
formulation la plus simple

Ffriction = −F si U̇ = 0 et |F | < |µfN |,
Ffriction = µfNsign(U̇) si U̇ 6= 0,

(C38)

avec F les autres forces transverses s’appliquant sur le système.

Dans cette étude on ne considérera qu’un seul coefficient de frottement µ par simplicité,
même si le coefficient de frottement statique (lorsqu’il y a adhérence entre les surfaces en
contact) est différent du coefficient dynamique (pendant le glissement) [122].

— Lorsque |F | < |µfN |, il y a adhérence
— Lorsque |F | > |µfN |, le système glisse et une force constante s’oppose à la vitesse.
Si on considère que l’amortissement visqueux est nul (c = 0) et qu’il y a présence de

frottement sec (µ 6= 0), la solution est un peu plus complexe que dans le cas visqueux. En
l’absence de sollicitation transversale sur la masse m, celle-ci est à l’équilibre pour U = 0.
L’équilibre statique pour des petites variations autour de la position U = 0 s’écrit :

Ffriction − kU = 0 (C39)

La condition d’adhérence peut donc s’écrire :

|Ffriction| ≤ µfN ,

U̇ = 0
(C40)

Si la position initiale de la masse lors d’un lâcher est comprise dans l’intervalle [−µfN
k
, µfN

k
]

ou si la vitesse s’annule lorsque la position est comprise dans cet intervalle, il y a adhérence de
la masse. Si la masse est tirée jusqu’à une position |d1| > µfN

k
, la condition d’adhérence n’est

pas respectée, la masse va commencer à glisser. A partir de l’instant initial, en considérant
d1 > 0, la vitesse va être négative, on peut alors écrire l’équation :

mÜ + kU = µfN

U(0) = d1 U̇(0) = 0,

U(t) = (d1 −
µfN
k

) cos(ω0t) + µfN
k

U̇(t) = ω0(−d1 + µfN
k

) sin(ω0t)

(C41)

La vitesse s’annule lorsque t1 = π
ω0
. A cet instant, le déplacement est égal à :

U̇(t1) = 0

U(t1) = −d1 + 2µfN
k
.

(C42)
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En supposant que U(t1) /∈ [−µfN
k
, µfN

k
], la masse m va continuer à glisser dans la direction

inverse. La force de friction sera alors négative et la vitesse positive. Le système dynamique à
partir de t1 s’écrira

mÜ + kU = −µfN

U(t1) = −d1 + 2µfN
k

U̇(t1) = 0,

U(t) = (d1 − 3µfN
k

) cos(ω0t)−
µfN
k

U̇(t) = ω0(−d1 + 3µfN
k

) sin(ω0t)

(C43)

Et ainsi de suite jusqu’à ce que la condition d’adhérence soit atteinte. Les pics de vitesse
correspondent aux temps t = (2n + 1) ∗ π

2ω0
. La droite reliant les pics de vitesse positifs suit

donc la formule

U̇pic = −2µfN
k

ω0

π
t+ d1ω0 (C44)

Cette formule lie les pics de vitesse par une droite affine par rapport au temps. Le loga-
rithme de l’enveloppe de la vitesse aura donc une allure de logarithme décroissant en pré-
sence d’un amortissement sec. L’intensité du frottement est dépendante du coefficient de
frottement, de l’effort normal et de la raideur en flexion. Ces deux types d’amortissements
sont identifiables dans les essais CARNAC.

182



D. Détermination de la pulsation fondamentale d’une
poutre encastré-ressort

Soit la poutre encastré-ressort présenté à la figure D1 définie par son module d’Young
E, son inertie quadratique I et sa longueur L. La raideur du ressort est kc. On cherche la
première pulsation ω1 de ce système.

Figure D1. � Poutre encastré-ressort

Pour définir la pulsation ω1, il est nécessaire de connaitre la déformée modale du premier
mode U1. L’approximation couramment utilisée est de considérer la déformée statique de la
poutre soumise à un effort réparti [84]. Pour calculer cette déformée, nous utiliserons la
méthode des forces pour déterminer la force de réaction dans le ressort en décomposant le
problème en sous-systèmes isostatiques, un système isostatique associé au problème (noté
SIA) et un système chargé virtuellement par un effort 1 (noté SV). La méthode des forces
permet d’écrire une relation entre les moments des deux systèmes MSIA,MSV et la force de
réaction au niveau de l’appui F1.

Figure D2. � Décomposition du système hyperstatique en deux sous-systèmes isostatiques équi-
valents

∫ MSIAMSV

EI
+ F

∫ MSVMSV

EI
= 0 (D45)
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L’expression des intégrales est donnée par les tableaux de Maxwell-Mohr [123] et permet
de résoudre l’équation et de trouver la valeur de la force de réaction à l’appui.

F1 = 3pL
8 (D46)

On s’intéresse ensuite au problème de la poutre avec le ressort à la place de l’appui. Le
calcul précédent permet de connaitre le déplacement au niveau du point du ressort du fait
du chargement réparti.

U(L) = −3pL
8kc

(D47)

Soit F2 la force de réaction du ressort. En réutilisant la méthode des forces de la même
façon que précédemment, on peut trouver l’expression de F2 :

F2 = 3EIp
L3 (− 3L

8kc
+ L4

8EI ) (D48)

La déformée statique complète Ustat est la somme de la déformée due au chargement ré-
parti et la force de réaction du ressort. Elle s’exprime de la manière suivante :

Ustat = 6EI
L3 (− 3L

8kc
+ L4

8EI )(Lx
2

2 − x3

6 )− (L
2x2

2 + x4

12 −
Lx3

3 ) (D49)

En utilisant l’expression de Ustat dans l’expression III.20 :

ω2
1 = 1512kf

m

R2
k + 15(Rk + 1)

19R2
k + 459Rk + 5436 (D50)
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Résumé

La compréhension des phénomènes ayant lieu dans les structures à contacts multiples est
un défi technologique majeur. Les pastilles combustibles du RNR (réacteurs à neutrons ra-
pides) ASTRID sont introduites dans de grands tubes élancés appelés aiguilles assemblées
en faisceau dans un tube hexagonal. L’estimation des contraintes dans les aiguilles lors de
chargements dynamiques est essentielle pour les études de sûreté du projet.

Des essais expérimentaux sur le banc CARNAC ont été conduits pour comprendre le com-
portement dynamique d’une aiguille avec ces pastilles. Un amortissement non-linéaire des
aiguilles est expliqué par la présence de frottement entre les pastilles et une analyse des
fréquences lors de chocs est menée. Puis un modèle numérique a été choisi pour simuler le
lâcher d’un assemblage contre une butée avec pour objectif de prendre en compte un grand
nombre de contacts internes rapidement et précisément. La méthode numérique a été vali-
dée analytiquement et expérimentalement. Cette étude a mené à une méthodologie de choix
des paramètres numériques pour assurer la précision et la stabilité des calculs. Les forces de
contact et les déplacements des aiguilles du banc CARNAC ont été bien prédites numérique-
ment.

Des modèles numériques simplifiés ont été conçu pour comprendre les phénomènes phy-
siques agissant dans les systèmes multi-contacts. Chacun de ces phénomènes dynamiques a
un temps caractéristique qui lui correspond, et il est donc possible d’analyser l’influence des
phénomènes prépondérants lors d’une sollicitation. Les jeux dans le faisceau génèrent des
résonances courtes et locales qui peuvent augmenter les forces de contacts si le jeu est faible.
Un modèle multi-contact analytique réduit a été utilisé pour interpréter ce résultat.

Pour finir, l’intégralité de l’assemblage est modélisée par éléments finis. Une méthode de
sous-structuration est utilisée pour calculer sa base modale rapidement. Une loi d’effort pré-
cise permet de bien représenter les contacts aiguilles-aiguilles et aiguilles-TH. Les déplace-
ments, l’énergie et les forces de contact sont analysés avec ou sans jeux de montage. Les
résultats numériques sont comparés à des essais réalisés au CEA et montrent une bonne cor-
respondance avec les résultats expérimentaux. Le comportement cinétique moyen de l’assem-
blage peut être approximé par un modèle poutre simple en considérant les aiguilles solidaires.
Les efforts dans le faisceau peuvent être estimés de façon conservative grâce à un modèle de
faisceau réduit proposé dans cette thèse.

Mots clés : Dynamique, Contact, Choc, Méthode numérique, Analyse modale
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Abstract

Understanding of phenomena taking place in a structure with multiple clearances is an
industrial challenge. The fuel pellets in the SFR (Sodium-cooled Fast Reactor) prototype
ASTRID are enclosed in small and long pins which form a bundle inside a hexagonal assembly.
The assessment of stresses in the pins during dynamic loadings is essential for the safety
studies of the project.

Experimental tests on the test bed CARNAC have been conducted to understand the dy-
namical behavior of fuel pin with their pellets. Non-linear damping of the pin due to the
presence of friction between fuel pellets has been identified and a frequency analysis has
been completed. Then a numerical model has been chosen to simulate the release of an
assembly against a stop. The difficulty is to simulate the dynamical behavior of a structure
with a huge number of internal contacts. Numerical method has been validated on a basic
problem with a reference semi-analytical method. This study leads to a numerical parame-
ters choice methodology to ensure accuracy and stability of computation. Contact forces and
displacements of CARNAC test bed are well predicted by the numerical method.

Simplified models of the pin bundle are created to understand dynamical phenomena of a
multicontact system. Several characteristic times are identifiable, due to the different waves
and physical phenomena caused by the shock. Clearances in the bundle generates local and
short resonances which can lead to increased contact forces amplitude if clearances are small.
A analytical reduced multicontact model is used to interpret this result.

Then, the whole assembly is modeled. Sub-structuring to accelerate computation and a
precise contact law representative of the pin to pin contacts are used. Displacements, energy
and contacts force are analyzed with or without clearance. Numerical results are confronted
to a previous experiment made in the CEA and provide a very good fit. The average kinetic
behavior of assembly is well approximated by a beam structure, if pins are linked. Contact
forces are well assess with conservatism using simplified model of a pin row.

Keywords: Dynamic, Contact, Shock, Numerical method, Modal analysis
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