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CHAPITRE 1

Introduction

Les systemes barrieres thermiques sont des revétements multi-couches déposés a la
surface des aubes de turbine aéronautique afin de réduire les flux de chaleur passant
a travers le revétement mais également pour protéger le substrat des dégradations
environnementales telles que ’oxydation et la corrosion. L’utilisation de ces systemes
permet d’augmenter considérablement la durée de vie des aubes sous conditions
extrémes. La barriere thermique est déposée a la surface du substrat monocristallin
base Nickel AM1 constitutif de 'aube préalablement recouverte d’une sous-couche
(couche de liaison) qui assure 'accrochage de la céramique.

Le mode de dégradation dominant dans ces systemes est la création de fis-
sures qui résultent de l'accroissement des ondulations hors-plan d’une couche in-
termédiaire d’oxyde formée en service entre la céramique et la sous-couche. La
disparité des dilatations thermiques des différentes couches constituant le systeme
favorise ’accroissement des ondulations hors-plan de la couche d’oxyde soumise a de
fortes contraintes de compression au cours de la phase de refroidissement du cycle
du moteur. Cette couche d’oxyde comprimée et ondulée est le siege de ’amorgage et
de la propagation de fissures pouvant conduire a I’écaillage de la barriere thermique.

En vue d’améliorer la performance et la fiabilité de ces systemes multi-couches,
il est donc primordial d’accéder a une compréhension fine des aspects thermo-
mécaniques conduisant a 1’écaillage de la barriere thermique. Cette these Cifre
Snecma-Onera s’inscrit dans le cadre du Projet de Recherche Concerté sur la Durée
De Vie des Structures Chaudes mené en collaboration entre plusieurs partenaires
tels que I’Onera ou la Snecma. L’objectif de ce travail de these est de mettre en
place une simulation thermo-mécanique couplée d’une aube revétue permettant de
modéliser 1’écaillage de la barriere-thermique qui survient dans les conditions de
service de I'aube. A cet effet, des outils numériques permettant de réaliser un calcul
tridimensionnel par éléments finis thermo-mécanique couplé de 'aube revétue sont
développés au sein du code de calcul par éléments finis Z-set.

Le chapitre 2 est consacrée au positionnement de cette étude par rapport aux
travaux décrits dans la littérature. Le systeme multicouche étudié et ses modes de
dégradation sont détaillés. S’en suivra un historique des méthodes numériques et
expérimentales mises en ceuvre par d’autres auteurs pour modéliser la durée de vie
des barrieres thermiques. L’état de ’art est aussi consacré aux outils numériques a
mettre en ceuvre pour réaliser le calcul tridimensionnel par éléments finis de I'aube
revétue. La problématique et la démarche proposée pour modéliser 1’écaillage est
ensuite détaillée dans le chapitre 3.

Dans le chapitre 4, les outils numériques développés pour la modélisation mécanique
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de l'écaillage sont présentés. L’insertion d’éléments de zone cohésive mécanique
et thermique au niveau de 'interface barriere-thermique/substrat permet de tenir
compte simultanément des changements dans le processus de transfert de charge et
des variations du flux de chaleur induits par 'endommagement de l'interface, au
cours d’une simulation thermo-mécanique couplée. L’élément fini d’interface mixte
de Lorentz, dont la formulation variationnelle repose sur un Lagrangien augmenté,
est mis en ceuvre ainsi qu’une loi cohésive qui integre un modele énergétique de
I’endommagement de 'interface. Afin de tenir compte des propriétés structurelles
du revétement, la modélisation de la barriere thermique est réalisée au moyen
d’éléments de coque mécanique reposant sur 'approche “Continuum Based” qui
sont développés et validés dans le cadre de la these.

Dans le chapitre 5, les outils numériques destinés a modéliser le probleme ther-
mique puis thermo-mécanique couplé conduisant a 1’écaillage sont introduits. De
meéme, un élément de zone cohésive thermique muni d’un modele décrivant 1’évolution
de la conductance de l'interface au cours de I'initiation et la propagation d’une fis-
sure est développé. Le gradient de température dans 1’épaisseur de la barriere ther-
mique est modélisé au moyen d’un modele de coque thermique développé et validé
dans le cadre de I’étude. Par ailleurs, la méthode de couplage utilisée est 1’algo-
rithme sous cyclé CSS (Conventional Serial Staggered) dont les limitations dans le
cas d'une simulation thermo-mécanique couplée a pas de couplage fixe, impliquant
la propagation d’une fissure, sont démontrées. L’introduction de pas de couplage
adaptatifs controlés au moyen d’une variable interne du probléme mécanique a per-
mis de contourner ces limitations.

L’ensemble des briques numériques est validé sur des cas tests de complexité
croissante. Dans le chapitre 6, des cas d’applications effectués sur des géométries
tubulaires a gradient thermique de paroi sont réalisés afin de tester le modele couplé
sur des structures et des chargements proches des conditions de service de ’aube.
Ils permettent également de préparer des essais technologiques de laboratoire qui
auront lieu ultérieurement a 1’Onera. Enfin, les premiers calculs thermo-mécaniques
couplés sur aube revétue sont présentés.
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Etat de ’art
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2.1 Le systeme barriere thermique

L’amélioration des performances des moteurs d’avion passe notamment par 1’aug-
mentation de la température de combustion des gaz. Cela est possible lorsque les
pieces mécaniques constituants les parties chaudes du moteur sont capables de
résister a de hautes températures. Dans les moteurs aéronautiques, la turbine est le
sous-ensemble du moteur qui récupere une partie de ’énergie issue de la combus-
tion des gaz pour entrainer les différents étages du compresseur a I'aide d’un arbre.
Dans les turboréacteurs double-corps, la turbine est constituée d’un ou plusieurs
étages (stator-rotor) a haute pression et d’un second a basse pression. L’aube est
la partie d’une turbine en forme de cuillere ou de pale sur laquelle vient s’exercer
I'action du fluide moteur issu de la chambre de combustion. Une turbine comporte
plusieurs aubes réparties régulierement sur son pourtour. Les aubes de turbines des
étages les plus chauds sont des pieces qui fonctionnent a tres haute température qui
conditionnent le rendement du moteur. Du fait de la diversité et de la complexité
des sollicitations s’exergant sur ces pieces, leur développement fait intervenir des
aérodynamiciens, des thermiciens, des métallurgistes et des mécaniciens.

Les travaux présentés dans cette these se focalisent sur les aubes de turbines mo-
biles situées en sortie de la chambre de combustion (température des gaz pouvant
atteindre 1400°C), qui subissent de fortes contraintes mécaniques liées notamment

3
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a leur vitesse de rotation élevée. La solution adoptée par le motoriste Snecma,
pour son moteur militaire, passe par l'utilisation d’un superalliage monocristallin
présentant un comportement en fluage qui lui permet de résister a des efforts cen-
trifuges extrémes, couplée a une géométrie d’aube refroidie optimisée.

1l existe différentes technologies visant a refroidir ces pieces telles que le refroi-
dissement par circulation interne associé a du “film cooling” !
barrieres thermiques contribuent également a la maitrise des températures des

externe. Les systemes

aubes. Ce sont des revétements multicouches déposés sur les pieces chaudes des
turbomachines pour les isoler des gaz a tres hautes températures. La ruine de ces
systemes met a nu le superalliage constitutif de 'aube, ce qui peut conduire a la
détérioration de cette derniere. Les paragraphes suivants détaillent la constitution
du systeme barriere thermique étudié dans cette these, le systeme standard Snecma
(figure 2.1). Il est composé du superalliage monocristallin AM1, revétu d’une couche
de liaison de type aluminiure de nickel Ni(Pt)Al, et d’'une couche de céramique en

zircone yttriée YPSZ 2.
lE=— ,
a % S
Coat | | Barior ——2
- —

Zirconge

yitriée - e
YPSZ _ i
(EB-PVO— ‘

Circuit de refroidissement
MOTEUR D°AVION AUBE DE TURBINE

-150°C en 150 ym

FIGURE 2.1 — Aube de turbine et constituants de la barriere thermique [Théry 2007].

2.1.1 Description du systeme multicouche

La barriére thermique permet un abaissement de la température d’environ 1°C/pum,
soit un abaissement de la température du métal de I’ordre de 100 & 150°C, pour des
épaisseurs de barriere de 100 a 150 pm. Le systeme étudié ici est composé de trois
couches exergant chacune un réle distinct (figure 2.2).

2.1.1.1 I’AM1

Le superalliage AM1 [Davidson 1983] développé en collaboration par I’Onera,
Snecma, 'ENSMP et IMPHY a été choisi par la société Snecma, motoriste aéronautique
et spatial, pour équiper certains de ses turboréacteurs. Sa composition nominale et
sa microstructure ont été optimisées pour obtenir de bonnes propriétés mécaniques
a haute température (résistance au fluage, résistance en fatigue ...).

1. La technologie appelée “film cooling” consiste a laisser s’échapper de ’air prélevé au niveau
des compresseurs par des trous de refroidissement placés dans les zones les plus chaudes de 'aube
afin de former un film d’air plus froid autour de la pale.

2. Yttria Partially Stabilized Zirconia.
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FIGURE 2.2 — Couches constituantes de la barriere thermique étudiée et abaissement
de la température dans 1'épaisseur, d’apres [Mévrel, R. 2009].

Il s’agit d’un alliage monocristallin biphasé. La microstructure de cet alliage
comporte deux phases : une matrice v-NiAl, solution solide désordonnée cubique
a faces centrées, dans laquelle précipite une phase pseudo-cuboidale cohérente ~/'-
NigAl de type L1s, dotée d’un faible écart paramétrique avec la matrice. A température
ambiante, la fraction volumique de 7/-NizAl est d’environ 70%. Les éléments nickel,
cobalt, chrome, molybdéne et tungstene se répartissent préférentiellement dans la
matrice v-NiAl, tandis que les éléments se plagant de préférence dans la phase
+'-NigAl sont 'aluminium, le titane et le tantale. Il est élaboré par solidification
dirigée, le choix d’une direction de solidification étant rendu possible par une coulée
sous gradient thermique controlé, selon la méthode de Bridgman.

2.1.1.2 La couche de liaison

Dans le systeme standard Snecma, la couche de liaison, ou sous-couche, dont
I’épaisseur est d’environ 50 pm, a pour fonction principale la protection contre 1’oxy-
dation du matériau de base de 'aube, P’AMI1. Elle produit et maintient un oxyde
protecteur, I’alumine, lors du fonctionnement du systeme a haute température. C’est
une sorte de réservoir d’aluminium.

Les couches de liaisons utilisées sur les aubes de turbines du M88 sont composées
de l'intermétallique (S-NiAl) auquel est ajouté du platine. L’effet majeur de I’ajout
du platine est de favoriser ’adhésion de la couche d’alumine formée par oxydation
sur la couche de liaison. Industriellement, le procédé utilisé consiste a effectuer,
apres sablage de la piece, un pré-dépot électrolytique de platine, avec une épaisseur
visée de 7 pum environ, suivi d’'un traitement de diffusion sous vide. Ensuite est
effectué le traitement d’aluminisation qui consiste a apporter I’aluminium par voie
thermochimique, sous forme d’halogénure produit par la réaction entre un activa-
teur halogéné et un cément donneur constitué d’aluminium et de chrome (procédé
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APVS?).

La microstructure du systeme multicouche évolue au cours des cycles thermo-
mécaniques du fait de l'oxydation et des phénomenes d’interdiffusion avec le sub-
strat. L’appauvrissement de la couche de liaison en aluminium qui se produit a
cause de l'oxydation et de la diffusion vers le substrat nuit a la résistance a 1’oxy-
dation du systeme. D’autre part, la diminution de la teneur en aluminium dans
la zone externe de la couche de liaison entraine des transformations de phase : la
transformation partielle de 3 en 7/ qui s’accentue au fil du vieillissement, et la
transformation martensitique de la phase 8 qui opére a chaque refroidissement ou
montée en température passant par la température de transition. Ces transforma-
tions induisent des variations de volume importantes qui génerent des contraintes
pouvant contribuer & ’écaillage de la couche d’alumine [Chen 2003]. De plus, la
présence de la phase 7/ et de la phase martensitique pourrait entrainer des insta-
bilités du fait des différences de dilatation thermique et de propriétés mécaniques
existant entre ces phases. La sous-couche subit, avant le dépot EB-PVD de zircone
yttriée, une opération de sablage, qui permet d’homogénéiser sa surface, en lissant
les aspérités de I’état brut d’aluminisation. Cela permet d’obtenir une meilleure
topographie d’accroche pour la couche d’alumine et in fine une meilleure accroche
pour la barriere thermique elle-méme.

2.1.1.3 La couche d’alumine

Une couche intermédiaire, I’alumine, au départ d’une épaisseur d’environ 0,3 pm
(apres le dépot de la céramique), s’épaissit par oxydation jusqu’a atteindre 6 & 8
pum (valeur maximale avant écaillage) en condition de service. En effet, la couche de
céramique est poreuse et perméable a I'oxygene. Celui-ci rencontre 'aluminium qui
diffuse depuis la couche de liaison et crée du nouvel oxyde, soit a l'interface entre
Poxyde initial et la couche de liaison, soit & l'interface oxyde/céramique. La couche
d’alumine joue un role crucial dans la durabilité du systeme barriere thermique.

Afin d’éviter la formation d’une alumine dite de transition 6, moins adhérente
et dont la transformation en alumine stable « & plus haute température génere des
contraintes qui peuvent entrainer une rupture de ’oxyde interfacial, un traitement
de surface (sablage) est appliqué a la sous-couche. De plus, la piece a revétir est
préchauffée dans des conditions spécifiques avant d’étre introduite dans I’enceinte
de dépot EB-PVB [Guédou 2011]. Ces étapes précédant le dépot de la céramique
permettent a la sous-couche d’étre préoxydée en formant une couche d’alumine
stable « a sa surface. L’alumine continue de croitre au cours de I’élaboration et
dans les conditions de service.

2.1.1.4 La céramique isolante

Il s’agit de la couche externe exposée aux gaz chaud (environ 150 pm d’épaisseur).
Elle a pour fonction principale I'isolation thermique du systeme de part sa faible

3. Aluminisation en Phase Vapeur Snecma.
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conductivité. La céramique communément utilisée est de la zircone partiellement
stabilisée par I'yttrine (YPSZ, ZrOq — 6 & 8 % massiques Y203). Ce matériau a été
sélectionné pour ses propriétés particulierement intéressantes. Il bénéficie notam-
ment d’un coefficient de dilatation thermique relativement élevé pour une céramique
(de I'ordre de 1,0x107% K1), permettant de minimiser les écarts avec les dilatations
du substrat métallique (coefficient de 1,64x1075 K~ pour 'AM1 et 1,6x1075 K1
pour la couche de liaison). Pour assurer ses fonctions d’isolant thermique, la zircone
a un faible coefficient de conductivité thermique (de I'ordre de 2 W.m~!1.K~! sous
forme dense au-dessus de 800°C). D’autre part, sa stabilité structurale satisfaisante
dans le domaine des températures de fonctionnement permet d’éviter les fissura-
tions liées aux changements de phase (notamment la transformation martensitique
de la zircone). D’un point de vue chimique, la zircone bénéficie également d’une
bonne stabilité vis-a-vis de I'environnement oxydant des gaz de combustion, ainsi
que d’une bonne compatibilité chimique avec la couche d’alumine sous-jacente, per-
mettant ainsi d’éviter de potentielles réactions chimiques avec cette couche dont
Iintégrité est capitale.

Elle est déposée par EB-PVD*. C’est une technique d’évaporation sous vide
secondaire (de 1 a 0,01 Pa environ) au cours de laquelle le matériau a déposer
est préalablement fondu puis transformé de I’état de liquide a I’état de vapeur.
Il se condense ensuite sur le substrat. Pour assurer son évaporation, un faisceau
d’électrons est focalisé en direction du matériau a déposer.

La structure du dépot obtenu est alors colonnaire (figure 2.3), ce qui lui confere
une meilleure résistance mécanique au détriment des propriétés thermiques, sa
conductivité thermique atteignant, dans ce cas, entre 1,7 et 2,2 W.m 1. K~! [Bacos 2011].
En revanche, exposée aux gaz chauds, l'architecture poreuse de la couche céramique
évolue, par frittage notamment, entrainant une élévation de sa conductivité ther-
mique et une augmentation de sa rigidité.

2.1.2 Généralités a propos du phénomene d’écaillage

En raison des conditions de service et du processus de mise en forme, divers
modes de dégradations interviennent dans la ruine des systemes barrieres ther-
miques. Parmi eux, il existe des modes de dégradation d’origine environnemen-
tale tels que les impacts de particules issues de la chambre de combustion ou la
dégradation chimique (diffusion de Ni a travers la couche d’alumine). Aucun de ces
modes de dégradation ne sont traités ici. En revanche, on portera notre attention sur
le processus de ruine causé par ’accroissement de 1’épaisseur de la couche d’alumine
entre la barriere thermique et la sous-couche, a 'origine de I'accroissement de fis-
sures interfaciales au cours des chargements thermo-mécaniques [Tolpygo 1998]. Le
scénario présenté dans [Evans 2001] qui décrit cette fissuration interfaciale comme
une séquence de nucléation, coalescence et propagation illustrée sur la figure 2.4
est retenu. Dans un premier temps, la couche d’alumine se retrouve en forte com-
pression au cours de la phase de refroidissement. Pour équilibrer mécaniquement

4. Electron Beam Physical Vapor Deposition.
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bondcoat

FIGURE 2.3 — Micrographie de la couche de céramique isolante (structure colon-
naire) (source [Schulz 2003]). TBC (Thermal Barrier Coating), désigne la céramique
isolante, TGO (Thermal Growing Oxide) désigne I’alumine, bondcoat désigne la
sous-couche.

le systeme, elle s’allonge ce qui induit des contraintes de tension ., normales a
Iinterface et qui vont conduire au délaminage. Ce phénomene appelé ”rumpling“
est considéré comme étant un des modes dominants de ruine de la barriere ther-
mique. Il survient par fissuration a la suite de la croissance des ondulations de la
couche d’alumine sous l'effet de fortes compressions [Balint 2005]. Une fois nucléées,
la coalescence des fissures peut conduire au flambage et/ou au délaminage a par-
tir de bords libres de la couche supérieure, ce qui peut éventuellement provoquer
Iécaillage de quelques régions de la barriere thermique.

2.1.3 La modélisation de la durée de vie des barrieres thermiques
dans la littérature

La modélisation de la durée de vie des barrieres thermiques et de leur ruine
a été largement abordée dans la littérature. Plusieurs auteurs ont proposé des
modeles analytiques et numériques reposant sur une analyse a 1’échelle micro-
scopique impliquant un parametre de rugosité de Uinterface métal/céramique ou
lendommagement a lieu [Caliez 2001, Caliez 2003, Balint 2005, Vaunois 2013b].
D’autres études ont fourni un modele de durée de vie de la barriere thermique
a travers I’évaluation d’un état local tel que I'épaisseur critique de la couche d’alu-
mine atteinte apres des tests d’oxydation cycliques [Tolpygo 2001] ou du gain de
masse net [Smialek 1990, Bacos 2004]. Une étude plus récente [Courcier 2011] se
concentre sur le vieillissement de 'interface modélisé a travers une approche locale
de 'endommagement reliant 1’évolution des propriétés interfaciales et I’historique
du chargement.

Parallelement aux travaux menés sur ’évaluation de la durée de vie des systemes
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FIGURE 2.4 — Représentation du scénario de ruine de la barriere thermique (BT)
a différentes échelles : échelle microscopique (échelle des rugosités interfaciales) et
échelle macroscopique [Evans 2001].

barriere thermique, plusieurs chercheurs ont étudié le délaminage des films minces de
diverses manieres. Plus spécifiquement, I’étude du délaminage et de ’écaillage d’un
revétement sous compression en combinant mécanique de la rupture et une étude
post-flambage issue de la théorie des plaques est proposée dans [Evans 1984]. Le
délaminage provoqué par le flambage a été étudié dans [Gioia 1997] en considérant
qu’une région du film mince qui a flambé par rapport au substrat induit la forma-
tion d’une cloque qui peut ensuite se stabiliser ou se propager suivant un critere
énergétique. Des travaux plus récents ont été réalisés dans le but d’investiguer di-
verses formes de délaminage de revétements associées a l’accroissement d’une couche
d’alumine incluant du délaminage suite a un flambage a petite ou grande échelle
[Choi 1999], et cela sur des substrats plans ou courbes [Hutchinson 2001], accom-
pagnés ou non de fissures perpendiculaires & l'interface [Faulhaber 2006].

A travers ’étude d’un film mince élastique déposé sur un substrat cylindrique
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soumis & une contrainte de compression équi-biaxiale, [Hutchinson 2001] analyse le
role de la courbure du substrat et de la mixité des modes de sollicitation, autre-
ment dit du ratio entre traction et cisaillement pres de la pointe de fissure, sur la
formation et la propagation de cloque a bord droit et a front courbe. Cette étude
analytique met en ceuvre les équations de coque de Donnell-Mushtari-Vlasov qui
tiennent compte de la courbure de la coque pour décrire la cinématique du film
combiné a la mécanique élastique linéaire de la rupture pour décrire le comporte-
ment de l'interface. Une illustration de la géométrie étudiée est présentée sur la
figure 2.5.

Ces études montrent qu'une cloque a bord droit et a front courbe se propage
préférentiellement le long du front et tres peu le long des bords droits. La raison
évoquée est la différence de mixité des modes le long du front et des bords, couplée
a une forte dépendance de la ténacité de l'interface a cette mixité, la ténacité étant
maximale lorsque la sollicitation se rapproche du cisaillement. Une comparaison des
taux de restitution d’énergie calculés le long du front et du bord présentée sur la
figure 2.5 montre que le taux de restitution d’énergie le long du front est plus faible,
ce qui rend la fissure interfaciale plus encline a se propager dans cette direction. La
comparaison de 'angle de mixité des modes de sollicitation, quantité qui mesure
le ratio de contrainte tangentielle par rapport a la contrainte normale & l'interface,
montre par ailleurs que le mode de sollicitation au niveau des bords droits de la
cloque se rapproche plus du cisaillement que le mode de sollicitation du front.

Une comparaison entre la propagation de la cloque a bord droit le long d’une
courbure positive et négative d’un substrat cylindrique creux est également pro-
posée dans [Hutchinson 2001] en vue d’étudier 'influence du rayon de courbure du
substrat sur le délaminage. Il ressort de cette étude que les conditions sont plus
favorables a la propagation axiale (dans la direction de la longueur du tube) le long
d’un substrat a courbure positive que d’un substrat a courbure négative. La raison
est que les taux de restitution d’énergie calculés sur les courbures positives sont
plus élevées que sur les courbures négatives, pour une méme longueur du front b de
la cloque, un méme rayon R du cylindre et une méme épaisseur 7' du film délaminé
(figure 2.6).

Certains modeles de durée de vie font également appel a une modélisation
éléments finis. A P’échelle de la rugosité, Caliez [Caliez 2001, Caliez 2003] a proposé
un modele éléments finis couplant calcul de diffusion (modélisation de la croissance
de la couche d’alumine) et calcul mécanique avec endommagement. L’insertion de
modeles de zone cohésive entre chaque élément fini constituant le maillage de la
couche d’alumine a permis le passage d’'un endommagement d’abord diffus & une lo-
calisation surfacique sous forme d’une fissure. Enfin, la prise en compte des résultats
a ’échelle de la rugosité des interfaces a conduit au développement d’'un modele de
prévision de la durée de vie macroscopique dans lequel la rugosité de I'interface est
incorporée de maniére statistique. En 2009, Frachon [Frachon 2009] a développé une
méthodologie qui repose sur une appproche énergétique pour simuler par éléments
finis la géométrie des différentes couches du systeme barriere thermique dont la
couche d’alumine. L’oxydation et I’évolution de la rugosité interfaciale y sont pris
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FIGURE 2.5 — (a) Taux de restitution d’énergie normalisé le long du front et des
bords (sides), (b) angle de mixité des modes de sollicitation noté ¢ (°). ¢ = 0°
indique une sollicitation en mode I pur tandis que ¢ = -90° indique une sollicitation
en mode II pur [Hutchinson 2001].
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FIGURE 2.6 — (a) Propagation axiale d’une cloque le long de la courbure positive et

négative d’'un cylindre, (b) comparaison des taux de restitution d’énergie calculés

au cours de la propagation axiale d’une cloque le long d’une courbure positive et
négative [Hutchinson 2001]. L’égalité 1% = 0 signifie que le substrat est plat.
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en compte et permettent d’évaluer les contraintes et les déformations au niveau de
la couche d’alumine au cours du vieillissement du systeme.

On note cependant certains inconvénients aux modeles éléments finis représentant
I'interface (couche d’alumine) dans sa totalité. Au dela des considérations en terme
de temps de calcul, la robustesse est aussi a vérifier notamment lors de l'insertion
d’élement de zone cohésive entre tous les éléments constituants une couche dont
I’épaisseur est de I'ordre du micron. D’autre part, ces modélisations ne prennent
pas en compte les effets structurels liés a la géométrie complexe de I'aube ainsi que
les effets liés au couplage thermo-mécanique.

2.1.4 L’approche énergétique

Une autre approche largement répandue pour la prédiction de la durée de vie
des barrieres thermiques est I’approche énergétique [Evans 2001, Théry 2007] selon
laquelle I'énergie d’adhérence G. de l'interface sous-couche/céramique décroit au
cours du vieillissement du systeme en méme temps que 1’énergie stockée W, dans
les différentes couches du systéeme augmente. La durée de vie prévue correspond
au nombre de cycles pour lequel ces deux quantités sont égales (figure 2.7). Cette
approche est reprise et améliorée dans la these de Vaunois [Vaunois 2013a] dans un
modele mélant une approche expérimentale de l'adhérence a une modélisation du
comportement interfacial et du rumpling. L’évolution de I’énergie d’adhérence G,

Enerqi
eAge

GcO
Gc

>

N Nombre de cycles
rupture

FIGURE 2.7 — Modele de prévision de ’écaillage [Théry 2007] ou G. est 1'énergie
d’adhérence de l'interface et W I’énergie élastique stockée dans le systeme, libérable
a la propagation de la fissure. Nyypture correspond au nombre de cycles thermiques
a écaillage.

de l'interface sous-couche/céramique est fonction du vieillissement de Uinterface et
du mode des sollicitations appliquées. Elle décroit au cours des cycles thermiques
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sous 'effet des phénomeénes d’oxydation. Un modele de comportement interfacial
présenté dans [Vaunois 2013a] permet de caractériser cette décroissance a travers
une loi d’endommagement de I'interface ayant pour données d’entrée I'historique des
contraintes et des déformations de I'interface. Des résultats expérimentaux montrant
la décroissance de ’adhérence de la barriere thermique ont permis d’ajuster ce
modele. Les essais réalisés sont des essais d’adhérence (essais de flexion) et des essais
visant & obtenir la contrainte maximale & rupture (traction normale & l'interface, ou
cisaillement). Ils permettent d’une part de suivre I’évolution de I’énergie d’adhérence
au cours des cycles thermiques et, d’autre part de caractériser sa dépendance a
Pangle de mixité modale ¢ des modes de sollicitations. Les variations de G, en
fonction de I'angle de mixité des modes de la sollicitation appliquée sont illustrées
sur la figure 2.8-a pour des essais d’adhérence réalisés sur des éprouvettes pré-cyclées
avec un nombre de cycles thermiques qui varie de 50 a 500 cycles [Vaunois 2013a)].
L’expression générale de G au cours des cycles a la forme suivante :

Ge = Geo(¢) exp(—D). (2.1)

Le terme Gco(¢) quantifie la dépendance de ’énergie d’adhérence a la mixité des
modes de sollicitation ajustée par des parametres phénoménologiques déduits d’ob-
servations expérimentales. D est un parametre de dommage macroscopique qui
décrit la décroissance de I’énergie d’adhérence occasionnée par les phénomenes de
décohésion de nature physico-chimique qui surviennent a l'interface au cours du
vieillissement [Vaunois 2013a]. Il est construit a partir de résultats d’analyses du
comportement de l'interface effectuées a ’échelle microscopique (échelle des on-
dulations de l'interface) puis ramenées a ’échelle macroscopique. Ce parametre de
dommage macroscopique illustre également ’effet de la température sur la cinétique
d’oxydation de la sous-couche. Cette oxydation est a 'origine de la formation et de
la croissance de la fine couche d’alumine a 'interface qui induit des contraintes pou-
vant mener a ’écaillage de la barriére thermique (figure 2.4). Cette dépendance de
la ténacité interfaciale a la température s’exprime par une décroissance de 1’énergie
d’adhérence en fonction de 'augmentation de la température de cyclage sur des es-
sais réalisés en isotherme, c’est-a-dire sans gradients dans ’épaisseur. Des résultats
d’essais d’adhérence en flexion 4 points réalisés par [Vaunois 2013a] sur des lots pré-
cyclés a trois températures différentes (1070°C, 1100 °C et 1150 °C) sont illustrés
sur la figure 2.8-b.

Les parametres d’entrée de ce modele, la température et les déformations mécaniques
du substrat, sont détaillés dans [Vaunois 2013a] pour le cas de la barriere thermique
EB-PVD. Les lois de comportement des différentes couches permettent de prévoir
I’évolution des contraintes et déformations a I'interface puis d’en déduire I’évolution
de 'endommagement interfacial a 'origine de la dégradation de I'adhérence de la
barriere thermique.

Le critere prédit que I'écaillage survient lorsque 1’énergie d’adhérence G, est
égale a ’énergie stockée dans le systeme Wy, libérable lors de la propagation d’une
fissure. L’énergie stockée dans le systeme W est conditionnée par 1’épaississement de
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la couche d’alumine interfaciale ainsi que les contraintes stockées dans les différentes
couches du systéme. Un modele de comportement est développé dans [Vaunois 2013a]
afin de prévoir I’évolution de ces contraintes dans le plan de l'interface.

2.1.5 Vers un calcul sur aube complete

La modélisation numérique du délaminage menant a I’écaillage de la barriere
thermique fait 'objet des travaux de thése présentés ici. A cet effet, 'objectif est de
réaliser un calcul 3D par éléments finis incluant un couplage thermique/mécanique
de ’aube revétue de sa barriere thermique. Pour pouvoir réaliser ce calcul, un certain
nombre d’outils numériques sont a développer et a valider au sein du code de calcul
par éléments finis Z-set [Zeb |.

La modélisation numérique de l'interface doit inclure un modele s’appuyant
sur des considérations physiques décrivant les variations de la ténacité en fonction
des sollicitations appliquées et du vieillissement de l'interface consécutif a ’accrois-
sement de la fine couche d’alumine [Vaunois 2013a]. Comme le vieillissement de
I'interface conduit a la décroissance de sa ténacité, il est important de le prendre
en compte car il favorise ’écaillage.

Par ailleurs, le chargement thermique étant a 1’origine des sollicitations menant
a I'écaillage a travers une dilatation thermique contrariée des couches adjacentes a
I'interface, la réalisation d’un calcul thermique est une étape majeure en vue de I’ob-
tention d’un profil de température précis. Ce dernier doit tenir compte des variations
du flux de chaleur induites par 'amorcage et de la propagation d’une fissure inter-
faciale. Le gradient de température dans I’épaisseur de la barriere thermique per-
mettant I’abaissement des températures percues par ’aube est également a prendre
en compte, de méme que I’échauffement du substrat consécutif au délaminage de
Iinterface.

Enfin, le modele doit rendre compte de la complexité induite par les effets de
structure qui conduisent au délaminage a 1’échelle macroscopique. Le chargement
thermique est extrait des résultats de la chaine de calcul aérothermique de la turbine
utilisée par Snecma. Cette premiere confrontation des modeles numériques a la
géométrie et aux sollicitations de 'aube aiguillera les développements a venir et le
choix des approches a adopter.

2.2 Etat de ’art des outils numériques

La plupart des travaux réalisés sur le délaminage de films minces pour des appli-
cations liées aux barrieres thermiques sont effectués dans le cadre de la mécanique
élastique linéaire de la rupture sans couplage thermo-mécanique. Par conséquent,
ces approches sont limitées sur plusieurs aspects, par exemple la description de la
singularité des contraintes en pointe de fissure. Ces limitations ont guidé nos tra-
vaux pour développer un modele numérique robuste incluant un modele physique
du vieillissement de l'interface consécutif a I’accroissement de la fine couche d’alu-
mine et qui est également capable de simuler les effets de structure qui conduisent
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au délaminage a 1’échelle macroscopique.

L’objectif de ce travail est de fournir des outils numériques fiables et robustes
permettant de réaliser un calcul éléments finis sur aube revétue de sa barriere ther-
mique dans lequel sont pris en compte aussi bien les phénomenes mécaniques que
thermiques, ainsi que leurs éventuelles interactions. Plusieurs outils sont a mettre
en place pour pouvoir envisager la réalisation d’un tel calcul. Dans cette partie,
une revue des méthodes de couplage est présentée dans un premier temps avant
de s’intéresser a la modélisation de la fissuration interfaciale a 1’aide de modeles
de zone cohésif mécaniques. Afin de prendre en compte les variations du profil de
température consécutives a la propagation d’une fissure, une revue des modeles
de zone cohésif thermo-mécanique est également présentée. Enfin, les approches
existantes en modélisation de films minces par des éléments coques, adaptées a la
modélisation de la barriere thermique, sont détaillées aussi bien d’un point de vue
mécanique que thermique.

2.2.1 Le couplage thermo-mécanique

Les systemes couplés sont des systemes dont le comportement est dépendant de I'in-
teraction de composantes distinctes. Le couplage thermo-mécanique traite de I'inter-
action entre la thermique (équation de la chaleur) et la mécanique des milieux conti-
nus, au sein du solide. Le comportement mécanique d’un matériau peut dépendre
fortement de sa température. Dans la majeure partie des cas, I'influence de la
température sur les propriétés thermiques (conductivité et capacité) et mécaniques
(module d’Young, limite d’élasticité, parametres de la loi de Norton pour le fluage
a haute température, etc.) prédomine par rapport a celle des déformations, qui n’a
que peu d’incidence sur la thermique du solide. En effet, la chaleur produite par la
dissipation liée a la déformation est négligeable devant les flux thermiques provenant
d’une chambre de combustion, par exemple.

Ce couplage, illustré sur la figure 2.9, consiste donc a imposer les cartes de
température 6 calculées dans le solide par le solveur thermique au solveur mécanique.
Ainsi, la déformation de la structure peut étre affectée, parfois de maniére significa-
tive, par I’évolution du profil de température dans le solide. Les déplacements u sont
a leur tour imposés au solveur thermique, dans le but de réactualiser la cinématique
de la structure.

2.2.1.1 Approche monolithique et approche partitionnée

De nombreuses méthodes ont vu le jour pour simuler des problemes complexes pre-
nant en compte les couplages inhérents entre chaque physique dans des temps de
calculs raisonnables. Les schémas d’intégration temporel pour systemes couplés se
déclinent sous différentes versions selon le probleme considéré [Garaud 2008]. L’ap-
proche dite "monolithique “ consiste a traiter ’ensemble du probléme comme un bloc
unique, c’est-a-dire au sein d’un seul solveur, tandis que ’approche ”partitionnée”
traite les constituants physiquement ou numériquement hétérogenes comme des en-
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Température O en tout point

THERMIQUE o b MECANIQUE

Déplacement u de la structure

FIGURE 2.9 — Exemples de quantités échangées lors d'un couplage thermo-
mécanique d’une structure Q sollicitée par une température imposée 62 et un flux
de chaleur ¢” dans le probleme thermique, par des déplacements imposés u” et une
densité surfacique d’effort TP dans le probleme mécanique.

tités isolées qui avancent séparément dans le temps, éventuellement avec des schémas
d’intégration différents. L’approche monolithique est avantageuse car elle ne rajoute
pas d’instabilités supplémentaires. Les approches monolithiques, connues pour étre
plus robuste que les méthodes partitionnées, ont en effet eu du succes dans plusieurs
domaines tels que les interactions fluides-structures. Cependant, elle n’offre pas la
modularité logicielle (réutilisation de code existant) et peut couter cher en temps
de calcul, notamment si les temps caractéristiques des deux physiques ne sont pas
du méme ordre de grandeur.

L’approche partitionnée, choisie pour traiter le probleme thermo-mécanique
couplé de I'écaillage des barrieres thermiques, est plus flexible et offre notamment
les avantages suivants [Felippa 2001] :

— l'adaptation aux spécificités de chaque milieu en matiere de performance des

modeles de résolution (discrétisations spatiales et temporelles, algorithmes),

— l'indépendance de la modélisation (possibilité d’utiliser des méthodes de

discrétisation différentes et des maillages non coincidents, par exemple),

— la possibilité de réutiliser des codes existants, spécialisés dans la résolution

d’une physique particuliere,

— la modularité dans I'implantation de nouveaux modeles, indépendamment

du couplage.
Le plus souvent, le choix d’une méthode partitionnée par rapport a une méthode
monolithique est motivé par les contraintes de réutilisation des codes existants. La
précision et la stabilité des solutions ne dépendent pas uniquement de la stabilité
de chacun des sous-problemes mais peuvent également étre dégradées a cause du
décalage entrainé par la résolution dissociée des physiques lors de I'intégration tem-
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porelle séparée. Cela peut induire une incohérence entre les sous-probléemes a chaque
pas de temps du probleme couplé. 1l existe diverses variantes au couplage partitionné
(figure 2.10) permettant d’améliorer les propriétés de stabilité [Piperno 1995] :

— Algorithme sous-cyclé CSS (Conventional Serial Staggered)

La particularité de cette méthode est de ne réaliser le couplage qu’a des
instants précis (instants de couplage) correspondants par exemple au pas de
temps de la physique la plus lente [Piperno 1995]. Une interpolation linéaire
est réalisée par le code sous-cyclé pour estimer les variations de 'autre code
a chaque sous-incrément. La stabilité de la solution couplée dépend ainsi
de cette approximation de I’évolution linéaire entre deux états transmis
mais ne s’en trouvera pas nécessairement dégradée. L’algorithme partitionné
séquentiel sous-cyclé est illustré sur la figure 2.10-a dans lequel le solver A
est sous-cyclé.

— Algorithme parallele CPS (Conventional Parallel Staggered)

L’objectif de cette variante parallele est d’apporter un gain de temps sur des
calculateurs a architecture parallele. Elle consiste a réaliser deux prédictions,
une pour chaque code (fig. 2.10-b). Cette résolution simultanée a de l'intérét
lorsque les temps de calcul des deux physiques sont similaires car son cott
est de l'ordre du calcul le plus cher.

— Algorithme & échange désynchronisé GSS (Generalized Serial Staggered)
Cette troisieme variante a pour ambition d’améliorer ’algorithme parallele
précédent en désynchronisant les échanges grace a 'introduction d’un demi-
pas de temps de couplage au cours duquel les champs sont échangés. La
premiere moitié du pas de couplage est donc effectuée en parallele, tandis
que la deuxieme moitié s’effectue avec des données actualisées pour chaque
code (figure 2.10-c).

Au sein de la famille des schémas partitionnés, une sous-classification du cou-
plage intervient selon le degré d’interaction des sous-systémes, au sens du respect
(ou non) du principe d’action-réaction [Matthies 2006, Zienkiewicz 2000a]. La ter-
minologie détaillée dans [Garaud 2008] est adoptée ici. Le couplage est ainsi dit
“fort” si a chaque pas de couplage, un état convergé est recherché suivant un critere
prédéfini. Le couplage est “faible” sinon.

Couplage faible

Le principe d’action-réaction n’est pas assuré a chaque pas de temps de couplage
dans le cas du couplage partitionné faible, qui ne fournit des résultats corrects
que lorsque 1’équilibre des champs a l'interface est quasiment atteint suivant un
critere de convergence prédéfini. Certaines situations ont montré les limites du
schéma, partitionné faible qui est inhérent & ’apparition de phénomenes instables
[Garaud 2008]. Pour y remédier, diverses méthodes visant a améliorer la prédiction
faite a la premiere étape du couplage ont été mises en ceuvre par divers auteurs.
Ainsi, une prédiction d’ordre 0 du déplacement u’y = u%_l peut étre améliorée en
prenant une extrapolation d’ordre 1 :

uh =ul Ayt (2.2)
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FIGURE 2.10 — Algorithmes partitionnés (a) CSS, (b) CPS, (c) GSS.

ou d’ordre 2 :
n n—1 3 . n—1 1 e n—2

ou A; désigne le pas de temps de couplage et 1'1%_1 la vitesse calculée par le code B
a l'instant n — 1. Le gain de stabilité et de précision d’une prédiction d’ordre plus
élevée est investigué par [Piperno 1995] sur un modele théorique unidimensionnel
et au travers d’expériences numériques sur cas complexes.

Couplage fort

La distinction entre couplage faible et couplage fort se fait au niveau du schéma
en temps appliqué. Le principe d’action-réaction est assuré a chaque pas de temps
dans le cas du couplage partitionné fort, supposé conduire a des résultats compa-
rables a ceux d’'un schéma monolithique, qui lui est forcément fort. Les limites des
méthodes partitionnées décalées (figure 2.10) ont été montrées par divers auteurs
[Garaud 2008] et les solutions apportées pour y remédier consistent a améliorer la
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prédiction faite a la premiere étape du couplage car, lorsque la prédiction est exacte,
I’équilibre a 'interface des deux physiques est respecté. Cet équilibre permet d’aug-
menter la stabilité du schéma de couplage. Pour cela, le point fixe de ’application
composant les différentes phases de ’algorithme de base est recherché. Parmi les
méthodes de recherche de point fixe usuelles, on retrouve par exemple la méthode
de Jacobi qui consiste a ajouter une phase de correction de la prédiction qui est
répétée jusqu’a ce que la prédiction soit suffisamment précise [Tallec 2001]. Cette
étape permet d’augmenter la stabilité au schéma de couplage.

2.2.2 Les modeles de zone cohésive mécanique

2.2.2.1 Rappel de mécanique de la rupture pour les interfaces bi-matériaux

matériau 1 e

matériau 2

FIGURE 2.11 — Représentation schématique et conventions pour une fissure interfa-
ciale.

Quelques concepts de la mécanique de la rupture pour les interfaces bi-matériaux
élastiques détaillés dans [Rice 1988, Hutchinson 1992] sont briévement rappelés
afin d’introduire 'expression d’un parametre de mixité des modes de sollicitations
intégré au modele cohésif destiné a modéliser 1’écaillage de la barriere thermique.
La mixité tient du fait que, lorsque l'interface entre deux matériaux différents
représente un lieu de fissuration potentielle du fait de sa faible ténacité comparée a
celles des matériaux qui I'entourent, la fissure interfaciale se propage, non plus en
mode I de fissuration comme dans un matériau homogene isotrope, mais en mode
mixte. Le parametre de Dundurs v permet de caractériser la disparité élastique
entre deux matériaux :

. 1(1—2up)/p2 — (1 —211) /11 (2.4)

2(1=2v9)/p2 + (1 = 211) /1
Les indices 1 et 2 réferent respectivement au matériau au-dessus et en-dessous de
linterface (figure 2.11), v est le coefficient de Poisson, u = E/(2(1+v)) est le module
de cisaillement et E est le module d”Young. Pour un matériau homogene (pas de dis-
parité élastique), le parametre de Dundurs «y est donc égal a zéro. Considérons une

fissure en déformation plane située le long d’une interface entre deux matériaux
différents. La singularité des contraintes en pointe d’une fissure interfaciale est
définie en fonction d’un facteur d’intensité des contraintes complexe K = K7 +iKo,
ol i =+/—1, et Ki et Ky sont les parties réelle et imaginaire du facteur d’intensité
des contraintes. Par conséquent, les composantes normale o, et tangentielle o,

20



2.2. ETAT DE L’ART DES OUTILS NUMERIQUES

de la contrainte, a la distance r située directement en face de la pointe de fissure
(f = 0) sont données par :

K 1 1—7
Oyy + 105y = e et e=—ln|—— 2.5
vy ry \/% 27_(_ <1 + ,y> ( )
oil rie = eic N1 — cos(e In ) +isin(e In r). Le parametre € est égal & zéro pour un

matériau homogene isotrope.

La ténacité d'une interface bimatériau est fonction du mode de mixité des sol-
licitations en pointe de fissure [Hutchinson 1992]. Le taux de restitution d’énergie
critique de Griffith s’écrit :

Ge. = Gc(9), (2.6)
ou ¢ est 'angle de mixité modal, défini par :
Im(K[*
¢ =tan ! L_) = tan~! (22 (2.7)
Re(K1*) Tyy ) r=
L’angle de mixité de modes de sollicitation est calculée comme étant le ratio de la

contrainte tangentielle sur la contrainte normale pres de la pointe de fissure. [ est
une longueur de référence arbitraire [Hutchinson 1992].

l

2.2.2.2 L’approche cohésive

Les modeles de zone cohésifs sont largement répandus et sont particulierement
adaptés pour la simulation de fissures interfaciales. Dans un milieu élastique, des
phénomenes dissipatifs complexes (contact, endommagement, rupture...) vont ap-
paraitre, empéchant ainsi la contrainte d’étre infinie au voisinage de la pointe de fis-
sure. Initiallement proposée par Barenblatt [Barenblatt 1959] et Dugdale [Dugdale 1960],
I’approche cohésive est un moyen phénoménologique de rendre compte de ces phénomenes
dissipatifs. Suivant cette approche, la singularité des contraintes est remplacée par le
concept de process zone, permettant de décrire la séparation matérielle par une rela-
tion entre les contraintes cohésives, finies en tout point, et les sauts de déplacement.

La process zone (figure 2.12) représente la zone de transition entre une interface
saine et une interface rompue, le long de laquelle le champ de déplacement peut
admettre des discontinuités, tout en continuant & transmettre des efforts.

1 Omax [
m """ N ¥

e /
' .l {

Coonl ) P4

2 i |
process Oc [lull

zone

FIGURE 2.12 — Représentation schématique de la propagation d’une fissure cohésive.
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Les modeles de zone cohésive sont caractérisés par leur loi d’interface (loi cohésive)
qui est une relation de comportement surfacique entre le vecteur contrainte t et le
vecteur saut de déplacement [[u]] & travers l'interface I' (figure 2.12). Il existe de
nombreuses lois cohésives dans la littérature qui different selon la forme de la loi
contrainte-saut de déplacement : trapézoidale [Dugdale 1960], bilinéaire [Alfano 2001],
exponentielle [Xu 1993], bilinéaire avec décharge verticale [Talon 2003] ...

Ces lois phénoménologiques peuvent étre classées suivant qu’elles soient in-
trinseque ou extrinseque. Les lois dites intrinseques introduisent une raideur ini-
tiale de l'interface avant le seuil d’endommagement [Alfano 2001]. Les modeles ex-
trinseques s’affranchissent de cette raideur et permettent de simuler une adhésion
parfaite avant 'endommagement [Lorentz 2008]. L’approche cohésive peut alors étre
comparée a la théorie de Griffith (mécanique linéaire de la rupture) si I’aire sous la
courbe contrainte-saut de déplacement est égale a la ténacité interfaciale G. (figure
2.12). Dans I’hypothese d’une ténacité interfaciale constante pour un mode de rup-
ture donné, une contrainte cohésive maximale plus élevée est associée a une plus
petite taille de process zone et par conséquent un comportement interfacial plus
fragile.

Dans le formalisme élément fini, les éléments de zone cohésive (éléments d’in-
terface) sont généralement insérés a l'interface entre des éléments volumiques de
deux couches adjacentes. Dans certaines situations, I’adoucissement du comporte-
ment local opéré par I’élément d’interface peut conduire & une restitution brutale
de I’énergie élastique stockée par les éléments volumiques voisins, ce qui entraine
une rupture instantanée de I’élément. Cette situation particuliere se caractérise par
un ”"snap-back* de la solution ou saut de solution [Chaboche 2001] de la réponse
locale. Le saut de solution survient apres que la force cohésive maximale est at-
teinte, lorsque la rigidité du volume entourant l'interface n’est pas suffisamment
élevée par rapport a la plus grande pente adoucissante du modele d’interface pour
garantir un suivi continu de la réponse locale. Le schéma standard itératif de type
Newton-Raphson étant mis & mal pour converger dans la situation de snap-back, di-
verses stratégies ont été mises en place pour palier a ces difficultés numériques dans
la résolution du systeme global. Elles consistent a rajouter une régularisation vis-
queuse au modele [Chaboche 2001] permettant de retarder la restitution d’énergie
ou encore a composer avec le comportement oscillatoire par des méthodes de type
7arc-length“ qui permettent de controler la taille des incréments de chargement
[Hellweg 1998, Alfano 2003].

2.2.2.3 Applications aux interfaces bi-matériaux

D’un point de vue numérique, les modeles de zone cohésive sont particulierement
adaptés pour la simulation de fissures interfaciales dans un milieu multicouche ou
le trajet de fissure potentiel est connu a priori [Camanho 2003]. L’application des
modeles cohésifs aux interfaces bi-matériaux est relativement récente [Tvergaard 1993,
Freed 2008, Chandra 2002, Jin 2005]. Dans la plupart des cas, la ténacité d’une fis-
sure interfaciale n’est pas une constante mais est fonction de la mixité des modes
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de chargement en pointe de fissure. En effet, des études expérimentales ont montré
que linterface est beaucoup plus difficile & rompre lorsqu’elle est cisaillée que
lorsque 'on applique une traction. Cette particularité fondamentale, investiguée
par [Hutchinson 1992] notamment, doit étre prise en compte dans un modele cohésif
destiné a modéliser le délaminage a l'origine de ’écaillage de la barriere thermique.

Il existe plusieurs modeles cohésifs capables de prendre en compte la mixité
des modes de solliciation. Généralement, ils sont écrits séparément pour chaque
mode puis couplés a travers un parametre tel que le saut de déplacement ef-
fectif [Xu 1993, van den Bosch 2006]. D’autres auteurs ont introduit un saut de
déplacement relatif adimensionné pour obtenir un comportement mixte a 'inter-
face [Tvergaard 1993, Alfano 2001]. Cependant, tel qu’évoqué dans [Paulino 2005,
van den Bosch 2006], une difficulté majeure apparait lorsqu’un saut de déplacement
relatif est considéré : I’énergie de séparation est constante, ce qui n’est pas réaliste
dans certaines situations, notamment dans le cas des fissures interfaciales. Suivant
le méme principe, d’autres études ont conduit a inclure une ténacité variable dans
le modele cohésif par I'intermédiaire d’un critere de rupture elliptique qui prend
en compte la mixité [Reeder 1992, Valoroso 2006]. Or, méme si I'utilisation de ce
critere est tres répandue notamment dans la communauté des composites, il n’est
pas adapté a la modélisation de la fissuration interfaciale de bi-matériau en mode
mixte, en particulier lorsque les matériaux adjacents sont isotropes [Freed 2008].
Pour contourner ce probleme, Hutchinson et Suo [Hutchinson 1992] ont développé
un modele phénoménologique de variation de la ténacité par rapport a la mixité des
modes de chargement, qui est plus approprié a I’étude de la fissuration interfaciale
entre un film mince et son substrat. Ce méme critére est repris dans [Freed 2008]
pour développer un modele cohésif aux parametres dépendants de la mixité au cours
d’un chargement monotone. Ce formalisme est utilisé dans notre étude pour for-
muler un modele de zone cohésive mécanique destiné a modéliser I’écaillage de la
barriere thermique.

2.2.2.4 Longueur de process zone

D’un point de vue physique, la longueur de process zone correspond a la lon-
gueur de la région de l'interface dans laquelle a lieu le processus irréversible d’en-
dommagement. Numériquement, la longueur de la process zone l., peut se définir
comme étant la distance délimitée par la pointe de la fissure et le point ou la force
cohésive a atteint sa valeur maximale 0,4, & l'intérieur de laquelle les éléments
d’interface reposent sur la partie adoucissante de leur courbe contrainte-saut de
déplacement [Harper 2008]. Elle est illustrée sur la figure 2.13.

Dans la mise en ceuvre d’un modele de zone cohésive, les parametres interfaciaux
peuvent étre a l'origine de problemes numériques. Une raideur initiale élevée est
souvent nécessaire pour ne pas altérer les propriétés élastiques effectives du matériau
fissuré, de méme que la contrainte d’amorcage ne doit pas étre trop faible pour ne
pas assouplir la réponse macroscopique. En revanche, une contrainte et une raideur
interfaciale trop élevées peuvent conduire a la divergence du calcul si la taille de
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FIGURE 2.13 — Schématisation de la process zone numérique.

maille n’est pas adaptée aux parameétres utilisés. Afin de garantir la convergence du
calcul, un nombre minimum N,; d’éléments dans la longueur cohésive, compris entre
3 et 10 est souvent recommandé [Davila 2001, Moés 2002]. Le nombre d’éléments
N, qu’elle doit contenir est lié a la taille des éléments d’interface L,; a utiliser par :

lCZ
Ny = — 2.8
el Lel ( )
Différents modeles ont été proposés dans la littérature pour estimer analytique-
ment la longueur de la zone cohésive ., [Irwin 1960, Hillerborg 1976, Falk 2001,
Turon 2007, Harper 2008]. Dans le cas particulier de la contrainte plane, la lon-
gueur cohésive estimée par ces modele est de la forme :

Ge

2
max

l. = ME (2.9)

o
ou E est le module d’Young du matériau et M un parametre adimensionnel qui
dépend de chaque modele. Des expressions de la longueur cohésive en mode I et
IT de fissuration sont suggérées par [Sills 2013] dans le cas d’une interface entre
deux matériaux linéaires isotropes de module d’Young et de coefficient de Poisson
(E1,v1) et (E1,v1) respectivement, en introduisant leur module effectif E* :

ey ~«G11
L =FE UT et II=F UT (2.10)
Ic Iic
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ou B* = %?jr%; est le module caractéristique d’un systeme bimatériau, avec £ =
E/(1 — v?) en déformations planes et £ = E en contraintes planes. (Ge,07.) et
(Gr1es011¢) sont les taux de restitutions d’énergie critique et les forces cohésives

maximales en mode I et en mode II respectivement.

Les expressions détaillées ci-dessus concernent des structures infinies, dont la
profondeur du matériau n’influence pas la longueur cohésive. Divers auteurs ont
étudié effet de I’épaisseur de la structure sur la longueur cohésive [Williams 2002,
Yang 2005]. Pour un délaminage s’effectuant au centre d’une structure relativement
mince, la longueur cohésive est donnée par [Yang 2005] :

1/4
0o (BGIe T g o g = |Gy, (2.11)
“ U%c “ U%IC

ou h est la demi-épaisseur de la structure. Dans le cas d’une fissure qui n’est pas
centrée, h est choisie comme étant 1’épaisseur de la plus fine couche adjacente a la
fissure [Yang 2005].

2.2.3 Les modeles de zone cohésive thermo-mécaniques
2.2.3.1 Analogies dans les problémes thermique et mécanique

Par analogie avec la mécanique, un modele cohésif peut étre utilisé pour relier
la dégradation de la conductance interfaciale a I'’endommagement mécanique de
I'interface. La transposition de ’approche cohésive mécanique vers un probleme
thermique tire sa justification du fait que plusieurs similarités peuvent étre trouvées
entre I'analyse mécanique et thermique, en quasi-statique et en régime permanent.

Une interprétation physique des équations aux dérivées partielles qui régissent
ces deux types de probleme provient de la notion de conservation du flux. Considérons
un déplacement u(x) et une température #(x). On associe un flux a chacune de ces
deux grandeurs, un flux de contrainte o(x) et un flux de chaleur q(x) respecti-
vement. En considérant que les flux vers I'extérieur de ces quantités sont nuls a
I’équilibre, en I'absence de termes sources on a :

Jo00(x) -ndS =0 en mécanique

fooa(x)-ndS=0  en thermique (2.12)

quel que soit le volume d’intégration {2, n étant un vecteur normal unitaire di-
rigé vers l'extérieur de la structure. En utilisant le théoréeme de la divergence, en
négligeant les efforts et flux volumiques et du fait de 'indépendance du flux par rap-
port au volume d’intégration, on obtient des équations d’équilibre locales similaires
pour la mécanique et la thermique :

25



CHAPITRE 2. ETAT DE L’ART

V.a(x)=0, Vo e (2 en  mécanique

2.1
V - q(x) =0, Vo € (2 en thermique (2.13)

La résolution de ces problemes conduit a la recherche de solutions sous forme de
champs analogues en mécanique et en thermique, sur le domaine d’étude (2 :

— le déplacement u en mécanique, la température 6 en thermique

— le tenseur des contraintes & en mécanique, le flux de chaleur q en thermique.

Dans le cadre de la mécanique élastique linéaire de la rupture, les contraintes
en pointe de fissure sont singulieres o ~ K/\/r, r étant la distance a la pointe
de fissure et K est le facteur d’intensité des contraintes. En suivant cette méme
approche, on peut montrer que l'intensité de flux de chaleur par unité de surface ¢
en pointe de fissure est également caractérisée par une singularité en racine carrée
de r : g ~ Hy/+\/7T, ou Hy est un facteur d’intensité du flux de chaleur quantifiant
Iénergie thermique cumulée en pointe de fissure [Sih 1962, Tzou 1990].

Par analogie avec le probléeme mécanique, la singularité du flux de chaleur en
pointe de fissure peut étre remplacée par une ”process zone thermique* rendant
compte des éventuelles perturbations du flux de chaleur interfacial due a I’évolution
des propriétés mécaniques de linterface engendrée par 'amorgage et la propaga-
tion d’une fissure. La perte de matiére conductrice occasionnée par la séparation
matérielle peut affecter de maniere plus ou moins significative le flux de chaleur
interfacial et par conséquent le profil de température de la structure.

2.2.3.2 Couplage entre avancée de fissure et dégradation de la conduc-
tance interfaciale

Une fissure peut dévier le flux de chaleur et produire de fortes contraintes
thermiques locales et une intensité des contraintes élevée en pointe de fissure qui
peut étre suffisamment grande pour faire propager la fissure. Des travaux pion-
niers, on peut citer [Florence 1963] dans lequel sont calculées analytiquement les
contraintes d’origine thermiques induites par un champ créé a la pointe d’une fis-
sure isolante. La structure étudiée est en déformation plane et est chargée par
un gradient de température. Des études consécutives ont étendu cette analyse a
d’autres problématiques telles que l'effet de la présence d’une fissure dans une
plaque orthotrope soumise a une différence de température [Thangjitham 1993,
Hutchinson 1995]. Dans le cadre de la thermodynamique des milieux continus,
une description thermo-mécanique de 'interface est proposée par [Rhee 2004] afin
d’étudier l'effet d’une température élevée dans un matériau hétérogene. Des aspects
relatifs & 'implantation éléments finis sont mentionnés dans [Krol 2007]. Plus tard,
[Hattiangadi 2004] a proposé un modele de zone cohésif thermo-mécanique déduit
de considérations a 1’échelle de la microstructure qui est adapté a ’analyse de com-
posite a matrice céramique. De méme, [Ozdemir 2010] a proposé un modele de zone
cohésive thermo-mécanique pour ’analyse de matériaux hétérogenes et prenant en
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compte le contact et les interactions entre les constituants. Par ailleurs, d’autres tra-
vaux tels que [Hattiangadi 2005a] et [Hattiangadi 2005b] ont investigué des modeles
plus ou moins complexes de la dégradation d’un flux de chaleur interfacial au cours
de la fissuration, incluant les effets radiatifs entre les levres de la fissure ou encore
la dilatation thermique des fibres constituant l'interface.

Une classification des modeles d’interface en fonction de leurs variables ther-
miques, c’est a dire le saut de température et le flux de chaleur normal a travers
I'interface est proposé dans [Javili 2012]. Le modele d’interface thermo-mécanique
utilisé ici repose sur le concept de la résistance thermique. Cette catégorie de modele
d’interface largement étudiée (voir par exemple [Yvonnet 2011]) autorise un saut de
température tandis que le flux de chaleur normal est continu a travers l'interface.

2.2.3.3 Formulation générale d’un probleme thermo-mécanique conte-
nant une fissure cohésive

Le probleme thermo-mécanique couplé d’une structure contenant des fissures
doit avoir une solution qui satisfait aussi bien I’équilibre mécanique que thermique.
Une structure occupant le domaine 2 C R? partiellement traversée par une fis-
sure cohésive I' est représentée en figure 2.14. Le matériau constitutif est supposé
élastique linéaire et on se place dans I’hypotheése des petites perturbations (HPP).
Dans un cadre géométriquement non-linéaire limité aux problemes quasistatiques,
I’équilibre mécanique du solide sollicité par des densités de forces de volume f, des

D

déplacements imposés u” sur une partie 02, de sa frontiere 92 et une densité

d’effort surfacique t? sur la partie complémentaire 927 de OS2 est gouverné par :
V-o+pf=0 dans (2.14)

V désigne le gradient par rapport a la configuration actuelle, o est le tenseur des
contraintes de Cauchy et p est la densité du matériau. Les conditions aux limites
s’écrivent :

u=u” suwrdR, et -n=t" suwr 9N (2.15)

ou v est un vecteur unitaire normal a {2 dirigé vers 'extérieur.
A cela vient s’ajouter la condition de continuité des effots au niveau de la fissure
cohésive qui s’écrit :

[t =t" -t~ =0 (2.16)

On suppose que {2 est divisé par I'inteface I en deux parties 27 et £27. Les indices
T et ~ indiquent si I'interface est approchée par sa face ™ ou ~ respectivement. En
I’absence de sources de chaleur internes, I’équilibre thermique de la configuration
actuelle s’exprime par :

pCd+V-q=0 dans 2 (2.17)
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p est la densité massique, C, est la capacité calorifique, ¢ est le flux de chaleur
appliqué au bord 02, du domaine 2.

0=0" sur 90 and q-n=¢P sur 910, (2.18)

Le flux de chaleur normal doit satisfaire la condition de continuité :

[gn]l = a5 —4n =0 (2.19)

le long de la fissure cohésive.

FIGURE 2.14 — Représentation schématique d’une structure {2 contenant une fissure
cohésive T.

Le principe des puissances virtuelles appliqué aux cas de ’équilibre mécanique
et thermique permet d’obtenir les formes faibles de I’équation locale d’équilibre
mécanique et thermique respectivement :

trouver u € C(u”) tel que

/ o: Viud(? :/ pf- 6ud9+/ tPsudl +/ tT(sut —du)dll  (2.20)
9] 2 o2 r+
You € C(0), et trouver 6 € C(AP) tel que

/pcvé59d9+/ q-Vélqd? = qD59dF+/ q" n(s0T —667)dl (2.21)
k9] 9]

092 r+

V66 € C(0), avec C(uP) = {w | w continu et régulier sur 2 et w = u” sur 99,}
et C(0P) = {¥ | ¥ continu et régulier sur £2 et ¥ = O sur 962p}. Ju et 50 sont les
champs virtuels associés avec du = 0 sur 9£2p et 66 = 0 sur .

Le flux de chaleur interfacial est supposé étre dirigé uniquement dans la direction
normale au repere local cohésif. Le flux de chaleur a travers la zone cohésive est
défini comme étant le produit du saut de température [[@]] par la conductance
interfaciale hcz. Le comportement thermique de I'interface I' est alors donné par :
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at'n=gq, = —hoz[[0] sur T (2.22)

ol n est un vecteur normal unitaire dirigé de 27 vers 2. [[f]] = 6T —6~ représente
le saut de température entre deux points matériels (+ et —) initialement confondus.
gn est le flux de chaleur normal traversant la zone cohésive.

2.2.4 Les coques mécaniques
2.2.4.1 Généralités sur les éléments plaques et coques

La formulation des éléments finis volumiques dans un cadre général a fait ses
preuves dans le calcul de structure. Cependant, 1'utilisation d’un élément fini vo-
lumique de faible épaisseur peut conduire a des difficultés a la fois d’un point de
vue théorique et pratique. Plus son épaisseur est faible par rapport aux autres
dimensions, plus le conditionnement des équations globales est mauvais ce qui
entraine 'apparition de probleémes numériques. L’utilisation d’éléments plus fins
avec un meilleur rapport de forme® peut améliorer la solution mais augmente
considérablement les cotits de calcul.

Des formulations spécifiques reposant sur une hypothese cinématique, ont été
proposées pour contrer ces difficultés, rendant alors possible '’analyse de structures
minces a ’aide d’éléments finis robustes. Dans la modélisation de structures minces,
les hypotheses cinématiques les plus connues sont de deux sortes : celles qui auto-
risent le cisaillement transverse® (hypotheses de Reissner-Mindlin) et celles qui ne
I’autorisent pas (hypotheses de Kirchhoff-Love).

— Les hypotheses de Kirchhoff-Love :

Le cadre des plaques de Kirchhoff-Love [Kirchhoff 1850, Love 1906] repose
sur une hypothese cinématique selon laquelle les sections normales au plan
moyen (z = 0) restent perpendiculaires au plan moyen tout au long de la
déformation, ce qui équivaut a dire que la déformation dite de cisaillement
transverse est supposée nulle. Ceci équivaut a I’hypothese d’Euler-Bernouilli
pour les poutres consistant a négliger les déformations transverses. Ces hy-
potheses permettent de déduire que ’état des déplacements peut étre décrit
a I'aide des déplacements ul et ug de la surface moyenne suivant & et i res-
pectivement, du déplacement suivant Z (également appelé fleche) w® de la
surface moyenne et d’une rotation 6, de la normale :

5. “aspect ratio” dans la littérature anglo-saxonne, désigne le rapport entre la plus grande
dimension de I’élément coque & la plus petite (épaisseur)

6. Dans le cas ou la longueur caractéristique la plus faible devant les autres étant dirigée dans
la direction 2, les contraintes 0.z, 0yy, 02y sont appelées contraintes en membrane tandis que les
contraintes 0., 0y, sont les contraintes en cisaillement transverse.
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{ o (%) = (2, y) — 2ba(,y) = ul(z,y) - 22550 avec a=uz,y
w(x) = w'(z, )

(2.23)
L’angle de rotation 6 est, grace a la deuxieme hypothese, directement égal a la
variation du déplacement transverse : % —0q = 0 (figure 2.15). La difficulté
principale découlant des hypotheses de Kirchhoff-Love vient du fait qu’une
dérivée seconde de w est introduite dans I’expression de la déformation. Il
est donc indispensable d’utiliser un élément fini C'! pour garder une méthode
conforme, ce qui peut étre couteux numériquement.

— Les hypotheses de Reissner-Mindlin :

Une extension des hypothéses de Love-Kirchhoff aux plaques dites “épaisses”
a été proposée par Reissner [Reissner 1945] et d’une facon presque similaire
par Mindlin [Mindlin 1951]. C’est 'hypothese des sections droites : une droite
normale a la surface moyenne de la coque reste droite au cours de la trans-
formation (et n’est donc plus nécessairement perpendiculaire a la section
moyenne). Il en découle que le cisaillement est autorisé et les champs de
déplacement varient linéairement dans 'épaisseur (figure 2.16) . Pour des
coques épaisses ou des composites, les hypotheses de Reissner-Mindlin sont
plus appropriées parce que le cisaillement transverse devient essentiel. Cette
théorie peut étre vue comme 1’équivalente de celle de Timoshenko pour les
poutres. Le champ de déplacement tridimensionnel s’écrit :

{ Ua (x) = u%(wvy) — 20a(z,y) avec a=um,y (2.24)

configuration déformée configuration
y initiale

X
X

FIGURE 2.15 — Hypotheses de Kirchhoff-Love, rotation des sections dans (a) le plan
(O,z,2) et (b) dans le plan (O, vy, 2).
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configuration initiale

configuration déformée configuration
y initiale

X

X

FIGURE 2.16 — Hypotheses de Reissner-Mindlin, rotation des sections dans (a) le
plan (O, z, z) et (b) dans le plan (O, y, 2).

2.2.4.2 Les modeles de coque existants

L’analyse linéaire et non-linéaire des plaques et des coques a suscité beaucoup
d’attention au cours de ces dernieres années. Il devient important de capturer le
comportement couplé entre flexion et extension de membrane des structures minces.
Les récents développements ont pour but de proposer des éléments capable d’ap-
proximer de la maniere la plus exacte possible ce couplage membrane-flexion. Parmi
les nombreuses stratégies mises en occuvre pour modéliser les coques, on peut citer
quatre approches majeures : (1) les éléments reposant sur une théorie de coque
spécifique [Fliigge 1973, Jones 1996], (2) la modélisation de coque tridimensionnelle
dégénérée, (3) les éléments “solid-shell” et enfin (4) I’ “approche directe” [Simo 1989].
Les approches (2) et (3) sont détaillées dans les paragraphes qui suivent.

L’approche (2), initialement introduite par Ahmad [Ahmad 1970], consiste a

7 un milieu continu tridimensionnel en coque. Comparée & une théorie

dégénérer
classique des coques, ’approche dégénérée parait plus intuitive et plus simple,
bien que les hypotheses de modélisation de coque utilisées soient les mémes. Les
hypothéeses autorisant le cisaillement transverse [Mindlin 1951, Reissner 1945] per-
mettent d’éviter les difficultés liées a I'utilisation de fonctions de forme C'7 résultantes
de l'utilisation des hypotheses de Kirchhoff-Love [Zienkiewicz 2000b]. Le point de
départ de ce concept est la cinématique du milieu continu tridimensionnel modifiée
par des hypotheses cinématiques dont il résultera une description s’appuyant sur
la surface moyenne identique & ce que l'on trouve dans une théorie de coque clas-
sique. L’utilisation de fonctions de forme linéaire dans la direction de 1’épaisseur
permet par exemple d’imposer de facon naturelle 'hypothese des sections droites
typique de la cinématique de Reissner-Mindlin. Cette formulation sert de base aux

7. Les modeles de coques tridimensionnelles dégénérées sont parfois appelées coques “Conti-
nuum Based” dans la littérature [Belytschko 2006, Bischoff 2004, Sosa 2009]. Dans ce manuscrit,
nous nous réferons a I’approche “Continuum Based” pour désigner la méthodologie numérique in-
troduite par [Belytschko 2006] décrite en 4.2.1 et utilisée dans ces travaux de thése pour modéliser
la barriere thermique.
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éléments coques dits “mixtes” possédant des degrés de liberté en déplacement mais
aussi en rotation. Bien que ces approximations sont réputées pour donner de bons
résultats dans la plupart des cas, quelques difficultés sont a prévoir. La présence
de degrés de liberté en rotation rend par exemple peu intuitive la description des
conditions aux limites ou encore nécessite des développements supplémentaires lors
d’un éventuel raccord avec des éléments classiques tridimensionnels a trois degrés
de liberté en déplacement. Une autre difficulté découle des hypotheses cinématiques
qui empéchent I’allongement de la fibre initialement normale a la surface moyenne,
ne permettant pas 'utilisation d’une loi matériau tridimensionnelle a cause de la
réduction qui fait suite & la condition sur la contrainte normale. Afin de contourner
cette difficulté, un ensemble d’éléments faisant intervenir différentes interpolations
plus complexe du déplacement et de la déformation dans la direction de 1’épaisseur
ont été développés par plusieurs auteurs [Parisch 1995, Klinkel 1999, Sosa 2009].
Du verrouillage en cisaillement et/ou en membrane est également & prévoir, ce qui
peut réduire la précision des calculs.

Une approche plus récente est celle des éléments “solid-shell” (3) qui a notam-
ment été mise en ceuvre par [Hauptmann 1998, Hauptmann 2000, Vu-Quoc 2003].
Les éléments solid-shell peuvent étre vus comme une combinaison d’éléments vo-
lumiques avec des éléments coques et possedent donc des caractéristiques relatives
aux deux modélisations. Des éléments volumiques classiques, ils ont hérité du méme
nombre de degrés de liberté (trois déplacements et pas de degrés de liberté en rota-
tion), des lois matériaux tridimensionnelles et d’un tenseur tridimensionnel complet
incluant les déformations et contraintes dans la direction de I’épaisseur. Ajoutés a
cela, ils possedent également les caractéristiques des éléments coques, a savoir sa
cinématique (la normale & la surface moyenne reste droite ...). De part leur géométrie
et leurs degrés de liberté, les éléments solid-shell sont particulierement adaptés lors-
qu’il faut les combiner a des éléments volumiques classiques. Malgré leurs propriétés
particulierement attractives, les éléments solid-shell ont aussi certains inconvénients.
Ils sont notamment en proie a plusieurs sortes de verrouillage tels que le verrouillage
en cisaillement, le verrouillage en membrane, le verrouillage en épaisseur, le ver-
rouillage volumétrique. Un comparatif des performances des élements solid-shell
existants dans la littérature est proposé dans [Rah 2009].

Le développement et la validation d’éléments finis solid-shell sous-intégrés stabi-
lisés, nommés SHB6, SHB15 et SHB20, sont présentés en détail dans [Trinh 2009].
En plus de n’avoir que des degrés de liberté en déplacement nodaux, ces éléments
sont munis d’un ensemble de points d’intégration distribués le long d’une direc-
tion préférentielle appelée “épaisseur”. Afin de limiter les effets de verrouillage, une
intégration réduite dans le plan est mise en ceuvre ainsi qu’une loi élastique 3D mo-
difiée de sorte a approcher une situation coque. L’exemple de 1’élément SHB6 est
illustré sur la figure 2.17. Il s’agit d’un prisme a six nceuds comportant trois degrés
de liberté en déplacement chacun. L’intégration dans I’épaisseur s’appuie sur cinq
points de Gauss tandis que I'intégration dans les deux autres directions s’effectue a
I’aide d’un seul point de Gauss situé au centre de gravité de 1’élément. Un ensemble
de cas de validation présentés dans [Trinh 2009] montre que les éléments solid-shell
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présentent de bonnes performances dans des applications de structures minces, en
particulier pour des problemes ou la déformation structurelle est dominée par la
flexion.

Coordonnées des nceuds :
1(—1,1,0) 2(—1,0,1) 3(—1,0,0) 4(1,1,0) 5(1,0,1) 6(1,0,0)

FIGURE 2.17 — Représentation de I’élément fini de type solid-shell SHB6 a six nceuds
et de ses points d’intégration [Trinh 2009] suivant les axes locaux du plan moyen

(&,n,0)-

2.2.4.3 Généralités sur le verrouillage des coques

L’étude des phénomenes de verrouillage des éléments de structure représente
un vaste domaine de recherche a lui seul. Mathématiquement, le verrouillage est
un probléme typique de mauvais conditionnement de matrice. En effet, pour les
coques et les plaques qui autorisent le cisaillement transverse, le ratio de rigidité
en cisaillement transverse par rapport a celle en flexion tend vers l'infini lorsque
I’épaisseur de la structure diminue. C’est ce qu’on appelle le verrouillage en cisaille-
ment transverse. Il en vient donc qu’une certaine catégorie d’éléments de struc-
ture, les plaques de Kirchhoff, ne souffrent pas de cisaillement transverse car elles
négligent les phénomenes associés, contrairement aux coques de Reissner-Mindlin.
Des phénomenes similaires conduisent au verrouillage en membrane et sont liés a
la rigidité en membrane et a la courbure. Etant donné que les éléments de coque
utilisés dans le cadre de la these autorisent le cisaillement transverse, ils peuvent
donc verrouiller en cisaillement. Par ailleurs, la modélisation de I'interface BT /sous-
couche a 'aide des éléments d’interfaces mixtes de Lorentz impose que les éléments
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coques qui constituent la couche supérieure du systeme soient quadratiques. La
possibilité de verrouillage en membrane devra donc aussi étre pris en compte.

D’un point de vue mécanique, le verrouillage peut s’interpréter comme l'incapa-
cité de la formulation EF & représenter certains modes de déformation sans qu’il n’y
ait apparition de déformations ou contraintes parasites. Une coque qui verrouille
en cisaillement est par exemple incapable de simuler une flexion pure sans faire
apparaitre du cisaillement transverse. De méme, si elle verrouille en membrane,
des déformations de membrane vont apparaitre lorsqu’elle est censée se déformer
de maniére inextensible (comme quand on recourbe une feuille de papier). Ces
déformations parasites sont d’autant plus larges que l’épaisseur de la coque est

faible.

Il existe de nombreuses méthodes permettant d’éliminer le verrouillage en ci-
saillement pour les plaques et qui sont, pour la plupart, directement transférables
aux éléments de coques. Certains ont par exemple recours a l'intégration réduite
sélective [Zienkiewicz 2000a, Belytschko 2006], d’autres & la méthode dite “Assu-
med Strain” qui utilise des interpolations spécifiques du cisaillement transverse
[Bathe 1986]. Enfin, une autre famille de méthode d’élimination du verrouillage
consiste a utiliser des éléments basés sur une formulation variationnelle multi-
champs, dans laquelle on retrouve la méthode EAS (Enhanced Assumed Strain)
[Simo 1990]. Dans la mise en ceuvre numérique, un concept appelé B-bar [Simo 1986]
est aussi couramment utilisé. Il consiste a modifier, de la méme maniere que la
méthode “Assumed Strain”, la matrice qui relie les déformations aux déplacements
(opérateur de gradient discrétisé) dans le but d’éliminer les déformations parasites.

2.2.4.4 La modélisation de coque tridimensionnelle dégénérée

Dans cette partie, on se propose d’examiner plus en détails les modeles de coque
tridimensionnelle dégénérée utilisés dans cette these. Le concept de dégénération se
réfere ici directement & la formulation éléments finis. Les modeles de cette catégorie
reposent sur des éléments finis isoparamétriques avec une interpolation linéaire dans
la direction de I’épaisseur (deux noeuds). Ainsi, ces éléments respectent ’hypothese
de sections droites typique de la cinématique de Reissner-Mindlin présentée aupa-
ravant. A cela est ajoutée une modification du principe des puissances virtuelles
afin de négliger 1’énergie engendrée par la déformation normale transverse. Cette
modification impose, en particulier, 'utilisation d’une relation de comportement
matériau prenant en compte ’hypothese des contraintes planes (0., = 0).

Dans un contexte isoparamétrique, la discrétisation de la position x dans la
configuration déformée et X dans la configuration initiale de I’élément a N nceuds
peuvent s’écrire :

N
x= 3 NG (01— x4 30+ Oxi (2:25)

K=1
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et

N
X = 50 V(e (50 - OXE + 1+ X (2:26)
K=1

NE(€,m) désigne les fonctions de formes 2D, avec & et 7 les deux coordonnées dans
la direction de la surface moyenne et ¢ la coordonnée dans la direction de 1’épaisseur

(figure 2.18), avec —1 < &,7n,( < 1. Les vecteurs ngw et xffaut désignent les coor-
données du noeud K situé respectivement sur la face inférieure et supérieure de
I’élément. L’introduction des vecteurs r’ et R (figure 2.18) indiquant la position
de la surface moyenne et des vecteurs normalisés v< et VX avec

FI1GURE 2.18 — Elément de coque dégénéré a huit noeuds.

1 1
P el et V= el k) (e
1 1
RK = 5 (ngs + XhKaut) et VK - t7 (XhKaut - ngs) (228)

ou t& représente I’épaisseur de I'élément au noeud K, permet de reformuler les
équations 2.25 et 2.26 par :

K=1 K=1

(2.29)
Le déplacement dans 1’élément peut alors s’écrire

N
u= Z NE(&,n) <uK + iﬁ;ch) (2.30)

K=1
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avec uf = — RX et w = vE — V& 1l en est de méme pour les déplacements
ugf;s et uhKaut.
On peut remarquer que la cinématique est décrite par six parametres indépendants

a chaque nceud : trois pour r¥ et trois pour v¥. Bien qu’attractive, cette formu-
lation a six parametres incluant les variations d’épaisseur n’est pas tres efficace
et requiert des modifications supplémentaires pour atteindre de meilleures perfor-
mances. Cela s’explique par I'incapacité de cette formulation & représenter correc-
tement la flexion a cause de la présence d’une contrainte normale artificielle dans
la direction de ’épaisseur (verrouillage en épaisseur) et aussi & cause du mauvais
conditionnement de la matrice de rigidité (rigidité trop élevée dans la direction de
Iépaisseur [Bischoff 2004)).

Pour revenir & une formulation a cing degrés de liberté, la déformation dans la di-
rection normale & la surface moyenne est supposée négligeable. Ainsi, le déplacement
de I’élément est uniquement défini par le déplacement de la surface moyenne, a la-
quelle deux rotations sont ajoutées ax et S suivant deux directions orthogonales

(v, vE) normales au vecteur nodal v/ (figure 2.19) :

N v K
t
a= N 3w et v g 231)

ha

V

ds

(0§

V2
B2

FiGure 2.19 — Coque par 'approche éléments finis dégénérée : rotations de la

normale & la surface moyenne suivant les deux directions (v, vI).

Ainsi, ces éléments respectent I’hypothese de sections droites classiquement admise
pour les coques. Les contraintes sont alors définies par [Zienkiewicz 2000b]
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Ox Ex
Ty - B y
G={ r, v=D.E=D-{ <, (2.32)
Tz Exz
Tyz €yz

pour un comportement élastique ot D est une matrice de comportement du matériau
(5x5). Dans le cas d’'un matériau isotrope, cette matrice s’écrit :

(1 v 0 0 0 |

. B v 1 0 0 0

D=———0 0 (1-v)/2 0 0 (2.33)
0 0 0 k(1—v)/2 0
0 0 0 0 k(1 —v)/2

ou F est le module d’Young, v est le coefficient de Poisson, et x une constante
artificielle introduite dans les deux derniers termes de cisaillement qui vaut 5/6
[Zienkiewicz 2000b]. Le role de k est d’améliorer 'approximation de déplacement
en cisaillement.

2.2.5 Les coques thermiques
2.2.5.1 Généralités sur les modeles de coque thermique

Les modélisations de coque thermique tirent leur inspiration des idées mécaniques.
Dans la littérature, on distingue tout d’abord les modeles associés aux théories des
surfaces de Cosserat (surface a directeurs) qui consistent a prendre le gradient
de la température dans ’épaisseur comme directeur [Rubin 1986]. On retrouve
également des modeles éléments finis dégénérés développés directement a partir
d’un élément volumique linéaire dans ’épaisseur auquel les hypotheses structurelles
des coques sont imposées. Un élément coque thermique avec une répartition linéaire
de la température dans 1’épaisseur est déduit. Cette approche est présentée dans
[Surana 1987a] notamment, puis reprise dans [Ravichandran 1996]. Dans la méme
lignée, on distingue aussi les modeéles faisant intervenir un développement polyno-
mial plus ou moins sophistiqué de la température dans I’épaisseur [Surana 1990,
Bose 1993, Jeffers 2013].

Afin d’effectuer un éventuel raccord entre élément coque et élément volumique
thermiques, des éléments de transition [Surana 1987b] ont été développés afin de
respecter la continuité des champs. Les modeles de plaque et coque thermiques sont
trés populaires dans le milieu des matériaux composites ou ils servent par exemple
a la mise en forme des composites thermoplastiques [Argyris 1995, Blanc 2005] ou a
Panalyse thermo-mécanique couplée de systémes multicouches [Brischetto 2010]. La
modélisation thermique de multicouche nécessite notamment de disposer de modeles
qui respectent la continuité du flux de chaleur en chaque point des interfaces. Dans
le cas particulier des multicouches orthotropes, [Brischetto 2011] montre qu’une
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mauvaise approximation du profil de température, souvent linéaire dans I’épaisseur,
a un impact non négligeable sur la réponse thermo-mécanique d’une structure sous
chargement thermique.

2.2.5.2 Modélisation de coque thermique tridimensionnelle dégénérée

Un modele de coque thermique peut étre construit en suivant 'approche élément
fini tridimensionnel dégénéré déja évoquée dans la section 2.2.4.2. De la méme
maniere qu’en mécanique, le point de départ de la construction d’un élément de
coque thermique dégénéré est un élément fini tridimensionnel classique auquel ont
été ajoutées des contraintes entre les degrés de liberté situés sur une méme nor-
male. Une hypothese équivalente a ’hypothese de Reissner-Mindlin permet alors
d’imposer une répartition linéaire de la température dans 1’épaisseur de la coque.
Les degrés de liberté mixtes ainsi obtenus seront la température moyenne 6% et le
gradient de température dans 1’épaisseur % pour chaque noeud situé sur la surface
moyenne de la coque.

La géométrie de I'élément dérive d’un élément volumique isoparamétrique dans
lequel les deux faces supérieure et inférieure de la coques contenant le méme nombre
de noeuds sont connectées par une fibre droite (figure 2.20). La cinématique donnée
par I’équation 2.25 est utilisée

N
1 1
x= Y NS () (00— x4 30+ Oxi ) (2.3)
K=1
NE (&, n) désigne les fonctions de forme 2D, avec € et 1 les deux coordonnées dans
la direction du plan et ¢ la coordonnée dans la direction de 1’épaisseur (figure 2.18),
avec —1 < ¢, n,¢ < 1. La température d’un élément peut s’écrire :

2N
0= NE(En o~ (2.35)
K=1

2N correspond au nombre de nceuds dans les éléments volumiques représentés en
figure 2.18(a). 0% est la température nodale de I’élément volumique et N5 (&, 7, )
sont les fonctions de forme 3D. L’approximation de la température de 1’élément
de coque thermique est dérivée a partir des températures nodales et des fonctions
d’approximations. Les fonctions d’approximation nodales peuvent étre obtenues en
faisant le produit tensoriel des fonctions d’approximation dans la surface moyenne
NE(&,n), K = 1,...,N avec les fonctions unidimensionnelles Nk((), k=1,..,n,
ou n est le nombre de noeuds dans la direction de I’épaisseur de la coque. Une ap-
proximation d’ordre élevé de la température dans ’épaisseur de la coque peut étre
obtenue par de cette procédure. En vue d’établir un élément de coque thermique
ayant une approximation linéaire (n = 2), quadratique (n = 3), cubique (n =4) ...
de la température dans I’épaisseur, 1’élément a pour degrés de liberté des variables
nodales de température ainsi que des variables nodales supplémentaires correspon-

38



2.2. ETAT DE L’ART DES OUTILS NUMERIQUES

@ surface moyenne ~~

\\\
e volume SsQ
bottom
OK

F1GURE 2.20 — Degrés de liberté le long d’une fibre orientée suivant la direction .

dant aux polynomes d’interpolation de Lagrange dans la direction de ’épaisseur.
Le champ de température de la coque s’écrit :

2N N n
0(En.0) =D NE(En, Q" =Y N¥(¢&n) (Z Nk@)eNn) (2.36)
K=1 K=1 k=1

Onn la température des nceuds de la coque. Pour un élément avec un champ de
température linéaire dans I'épaisseur donne , on a :

N
e = > N6 (C5000+ B500) e
K=1
autrement dit
Y K 9/5( t+6£( C oK K
9(5, , C) = Z N (ga 77) <<au2a5> + i(ehaut - 0ba5)> (238)
K=1

avec des fonctions d’interpolation linéaire dans I’épaisseur (n = 2) :

Q) = 10 +0)
{ M) =11-0) (239
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L’expression de ce champ de température sur la surface moyenne de la coque
d’épaisseur t donne :

K
0(€,1,0) = ZN’%n <9K+<t o ) (2.40)

Les degrés de liberté de la coque avec une interpolation linéaire de la température
dans l’épaisseur sont la température moyenne 62 et le gradient de température dans

I’épaisseur 89 pour chaque neeud K situé sur la surface moyenne de la coque (figure
5.25) :
K K K K
QK ehaut + Gbas ot o0 _ ehaut Hbas (241)
m 2 oy tK

2.2.5.3 Passage a un ordre d’interpolation plus élevé de la température
dans ’épaisseur de la coque

Dans certaines situations ou I’enveloppe interne ou externe de la coque serait par
exemple soumise a des conditions séveres impliquant par exemple des variations ra-
pides de la température ou un fort gradient thermique dans I’épaisseur, un modele
a distribution linéaire de la température dans I’épaisseur pourrait étre limité en
précision. En vue de représenter le plus finement possible la distribution de la
température dans la barriere thermique, avoir a disposition un élément de coque
thermique permettant une répartition a un ordre plus élevé de la température dans
I’épaisseur est essentiel. En se basant sur I'approche proposée dans [Surana 1990,
Bose 1993], 'implémentation d’un élément de coque thermique avec une approxi-
mation d’ordre p dans I’épaisseur demande relativement peu d’effort en mettant a
profit les développements précédemment mis en place pour I’élément de coque ther-
mique a répartition linéaire. De méme que dans la modélisation linéaire, le champ de
température est défini en fonction des températures aux noeuds et de ses dérivées :

hi 86; 7(7) ¢
2 Oy 3!

Lyl STl

=X, N;
0=t vi(en) {0 et P

(2.42)

selon l'ordre p d’interpolation choisi dans la direction de 1’épaisseur.
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Démarche générale
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3.1 Mise en place des outils numériques

Le délaminage est pris en compte par 'utilisation d’un modele de zone cohésive
développé au cours de la these, qui inclut le modele énergétique, issu de la these
de Vaunois [Vaunois 2013a], représentatif de I’évolution de la ténacité de I'interface
barriere thermique/sous-couche au cours des cycles thermiques. Pour des raisons
de robustesse, le choix de I’élément cohésif a insérer entre la barriere thermique et
la sous-couche (figure 3.1) s’est porté sur I’élément fini d’interface mixte proposé
par Lorentz [Lorentz 2008] dont la formulation variationnelle repose sur un La-
grangien augmenté. L’avantage de cet élément est qu’il permet l'utilisation de lois
cohésives dites “extrinseques‘ puisqu’elles permettent par exemple de représenter
une adhésion initiale parfaite avant amorcage ou des conditions de contact, et cela
sans passer par la traditionnelle méthode de pénalisation souvent a l'origine des
probléemes de convergence de ces modeles. Afin de prendre en compte simultanément
les variations dans le transfert de charge et les changements de la conductance
de l'interface, un modele de zone cohésive thermique reposant sur un Lagrangien
augmenté est également mis en ocuvre dans le probleme thermique pour décrire
la décroissance de la conductance interfaciale en fonction de I’endommagement
mécanique.

Un deuxieme volet des outils numériques concerne la modélisation de la barriere
thermique a l'aide d’éléments de type coque, permettant ainsi de tirer profit des
particularités structurales (faible épaisseur) du revétement. Un modele de coque
développé selon I'approche Continuum Based [Belytschko 2006] est présenté. Le
modele de coque mécanique doit étre capable d’appliquer les sollicitations mécaniques
menant a 1’écaillage. Dans la résolution du probleme thermique, un modele de coque
7 Continuum Based“ est mis en oceuvre et a pour fonction de modéliser le gradient
de température présent dans I’épaisseur de la barriere thermique. L’interpolation
du modele de coque thermique devra tenir compte de la forme de la répartition de
la température dans I’épaisseur de la barriere thermique.
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< , . (théese J.R Vaunois, ONERA)
Probleme mécanique s
arriere thermique Loi dévolution

de la ténacité interfaciale

Elément de coque mécanique
CB Shell

Eléments % INTERFACE —

volumiques | 8 | Elément de zone cohésive

mécanique

Ge (D(T, Nc, W*))

Couplage thermo-mécanique

Algorithme CSS sous-cyclé a pas de couplage fixe

Probleme thermique
Barriere thermique

Elément de coque
thermique

Modele d'évolution de la

Eléments % INTERFACE conductance interfaciale

volumiques 1 | Elément de zone cohésive en fonction de 'endommagement
1

X thermique mécanique de l'interface
FI1GURE 3.1 — Les différentes briques a mettre en place en vue de réaliser le calcul
couplé d’une aube revétue.

3.2 Validation et calcul sur aube revétue

Une étape de validation intermédiaire du modele thermo-mécanique couplé in-
tervient avant le calcul sur aube complete. Il s’agit d’un calcul thermo-mécanique
couplé sur tube réalisé afin de mettre en ceuvre tous les outils numériques implantés
au sein d’'un méme calcul de structure et d’identifier d’éventuels problemes liés a
leur mise en ceuvre simultanée. Il s’agit dans un premier temps d’un tube a sec-
tion constante, recouvert d’une barriere thermique. Un gradient de température
est induit dans la paroi du tube en appliquant un flux convectif froid sur la surface
interne et un flux surfacique chaud sur la surface externe. Un calcul sur tube de sec-
tion variable est ensuite réalisé dans le but d’identifier d’éventuelles dépendances
de I’évolution de I'endommagement interfacial par rapport au rayon de courbure
du substrat. Enfin, une phase d’exploitation est réalisée sur une aube revétue de
sa barriere thermique. Cette analyse thermo-mécanique couplée permet de rendre
compte des effets structurels induits par la géométrie de ’aube et des chargements
thermo-mécaniques complexes qu’elle subit.
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Modélisation mécanique de
I’écaillage

Sommaire
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L’écaillage de la barriere thermique survient a la suite de la propagation d’une fissure
au niveau de la couche d’alumine. Cette couche étant tres fine (épaisseur allant de
0,3 & 7 wm), elle n’est pas prise en compte explicitement dans une modélisation
a l’échelle de 'aube complete. En revanche, elle est remplacée par un élément
d’interface muni d’une loi d’évolution de la ténacité de l'interface barriere ther-
mique/substrat. Cet élément d’interface est intercalé entre le substrat, modélisé
par des éléments volumiques, et la barriere thermique modélisée a ’aide d’éléments
coques.

Les briques mécaniques consacrées a la modélisation du délaminage de l'inter-
face barriere thermique/substrat sont détaillées dans ce chapitre. Dans un premier
temps, le modele cohésif destiné a modéliser les variations du transfert de charge a
I'interface est présenté puis validé sur des cas tests issus de la littérature. L’implan-
tation d’un élément de coque mécanique visant a modéliser la barriere thermique
est ensuite présentée et validée. Enfin, des cas tests tridimensionnels qui serviront
a valider la modélisation mécanique du probleme thermo-mécanique couplé seront
mis en ceuvre.
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4.1 Modélisation des transferts de charge a ’'interface

L’élément fini d’interface mixte de Lorentz [Lorentz 2008] et la loi cohésive choi-
sis pour cette étude sont présentés. L’accent sera mis sur les modifications ap-
portées pour intégrer une loi d’évolution de I'énergie cohésive adaptée a 1’étude
de D’écaillage. Le modele cohésif inclut la particularité fondamentale, décrite dans
la section 2.1.4, qui découle des essais expérimentaux d’adhérence selon laquelle
Iénergie d’adhérence dépend de la sollicitation appliquée [Théry 2007, Vaunois 2013a],
car cette caractéristique du modele conditionne fortement le délaminage menant a
Pécaillage de la barriere thermique [Evans 2001].

4.1.1 Formulation de I’élément fini d’interface mixte de Lorentz

Les caractéristiques de 1’élément fini d’interface mixte sont exposées ici suivant
un cadre général inspiré de Lorentz [Lorentz 2008]. Cet élément est implanté dans Z-
set [Zeb ] dans le cadre de cette these et sert & décrire la décohésion entre la barriere
thermique et son substrat. Dans cette section, la forme de la loi cohésive n’est pas
encore précisée et le processus de fissuration est supposé réversible. L’indice m fait
référence aux variables du sous-probleme mécanique. L’énergie potentielle £}, de la
structure est donnée par

Ep(u) = Eci(u) = Wegy(u) + /F( )Hm([[uﬂ)dF (4.1)

E, est la somme de I'énergie de déformation élastique E;, du travail des forces
externes We s et de I'énergie cohésive. Le comportement de l'interface est défini
a travers la densité d’énergie surfacique Il,,. u est le champ de déplacement et
[[u]] = u™ —u~ le saut de déplacement & travers la surface I'(u). Le point de départ
de cette formulation est la théorie de Griffith [Griffith 1920] revisitée par Francfort
et Marigo [Francfort 1998], ou 'idée principale repose sur le principe de moindre
énergie. L’état de la structure {2 est décrit par le champ de déplacement u qui peut
admettre des discontinuités [[u]] = d,, & travers la surface I'. Le lieu de fissuration
est connu par avance et les discontinuités n’apparaitront donc que sur la surface I
postulée a priori. Concretement, cela veut dire que I' ne dépend plus explicitement
de u.

En raison de certaines caractéristiques de la loi cohésive telle que ’adhérence ini-
tiale parfaite, la densité d’énergie cohésive I1,,, n’est pas continiment dérivable. Pour
contourner cette limitation, une méthode de décomposition-coordination [Fortin 1983]
est introduite en alternative a la régularisation des fonctions souvent opérée par une
méthode dite de pénalisation. Elle permet de confiner les non-différentiabilités a un
niveau local, c’est a dire aux points de Gauss.

Pour ce faire, I’énergie totale F), de la structure doit dépendre explicitement de
u et 0, et la condition de compatibilité [[u]] = d,, doit étre vérifiée. Cela conduit
au probleme de minimisation sous contrainte suivant dans lequel les déplacements
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appartiennent a ’ensemble des champs de déplacements cinématiquement admis-

sibles :
min  Epy(u, ) = min (Eel(u) — Wezt(u) + / Hm(ém)df> (4.2)
u,0m u,0m r
[[u]]=6m [[u]]=6m
Pour permettre le traitement "exact® de la condition de compatibilité [[u]] = I,

une formulation variationnelle en Lagrangien augmenté est utilisée. Elle regroupe
dans une méme expression la quantité a minimiser et la condition de compatibilité.
Mathématiquement, résoudre ’équation 4.2 est équivalent a trouver le point selle
(u*, 6", Am™) du Lagrangien augmenté L, :

max min min £, (u, 0, App) = min max [Ee(u) — Wegz(u)+

Am u 5m u Am
- , (4.3)
min </ 1, (81 )T -+ / A - ([[]] = 8m)dT + / " ([w]] = 6vm) dF)]
6m T IN r 2
La contrainte linéaire [[u]] = d,, est traitée par dualisation en introduisant le multi-

plicateur de Lagrange A, que I'on peut interpréter comme étant la force qu’il faut
appliquer pour qu’a convergence, 1’égalité [[u]] = &y, soit vérifiée. Quant au dernier
terme de 4.3, il n’influence pas la solution parce qu’il s’annule & convergence. 1l as-
sure la robustesse, de sorte a rendre le probleme convexe, a travers un choix précis
du coefficient d’augmentation r qui sera détaillé en section 4.1.2.4.

Une condition nécessaire pour que (U, 8y, Ay, ) s0it un point selle de £, (u, 0y, Am)
est que :

DL (0, 8, Am); (01, 081, OAm)) = 0 YOU, Y08, YOAMm

V)\mﬁr(LI, Om, Am) =0
Vs, Lo (W, 8ms Am) = 0 (4.4)
Vuﬁr(u, 5m, Am = 0

ou DL, ((w,0m, Am); (Ou, 08y, 0A,)) est une dérivée directionnelle de £, & un
point donné (u, 9y, Ap,) le long de la direction (Ou, @8y, dAy,). Ces conditions
d’optimalité s’écrivent :

/F O - (U] = Om)dT =0 (4.5)

/(t A — r([[u]] = Om)) - 0pdl =0 (4.5b)
r

/ &: E(Ou)d0 + / O + 7([[u]] = Gm)) - [[PU]]dT = Wone(du)  (4.5¢)
O\r r
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You, V00, VO,
o est le tenseur des contraintes, € est le tenseur des déformations. Le comportement
cohésif est contenu dans 4.5b a travers I'inclusion différentielle t € OII(d,,). OII est
équivalent au gradient de IT partout ou II est différentiable [Lorentz 2008].

Le systeme d’équations 4.5 conduit au systeme classique d’équations de I’équilibre
statique du modele ou les inconnues sont u, §,, et A,,. La discrétisation suivante
est introduite :

[u]] = [DI{U} , A = [L{Am} (4.6)

avec [D] = [N4] — [N_], [N4] et [N_] étant les traces de la matrice des fonctions
de forme quadratiques [N] sur I'; et I'_ respectivement. [L] est la matrice des
fonctions de forme linéaires sur I'. {U} le vecteur des déplacements nodaux, { Ay, }
les inconnues nodales correspondant aux multiplicateurs de Lagrange. En notant
{An} le vecteur des inconnues de discontinuité d,, calculées aux points de Gauss
de T', le systeme d’équations prend la forme :

Kyu  Kua,, Kua, U Fy
Kru Kapn, Kapa, | § Am g =9 Fan (4.7)
Kn,u Kaph, Kana,l (A Fa,,

Ce systeme linéaire peut étre simplifié par condensation statique [Imbert 1995].
Pour cela, la premiere étape consiste a résoudre les degrés de liberté locaux en
considérant la troisieme équation du systéme 4.7 qui peut étre écrite de la fagon
suivante :

Am = [Kn,a,) T HFaL} = [Ka,ul{U} = [Ka,a, {Am}] (4.8)

A Taide de I’équation 4.5b, é,,, peut étre exprimée comme étant une fonction de
[[u]] et de Ay, :

t = Am —r([[u]] = 6m) € M) = S = S ([[U]], Am) = (U, Am) (4.9)

ce qui signifie que 1’équation I’équation 4.8 peut s’écrire comme suit :

& = [Raal ' [{Fa} - 2olim) gy 90l Rmd gy 3y (4a0)
o (U, Am) _ 95,u(U, Arm) O[[u]
i _ 8[[u]] 50 (4.11)
et . .
90, (U, Am) _ 90, (U, Am) OAm (4.12)

OAm n 0Am 0Am
sont les matrices tangentes. Finalement, I’expression 4.10 est insérée dans la premiere
et la deuxieme équation du systeme 4.7, ce qui permet d’éliminer les degrés de li-
berté locaux d,, de la formulation globale. En procédant ainsi, 4.7 se réduit a :
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G-y e

~

Les expressions détaillées de la matrice de rigidité condensée [K] et du vecteur des
résidus condensés { F'} sont données dans I'annexe A.1.1 de méme que la discrétisation
éléments finis. La discrétisation spatiale et la position des points de Gauss sont

Kyuy  Kuya,,
Kz, u KnapAn,

illustrées sur la figure 4.1.

FIGURE 4.1 — Eléments de zone cohésive quadratique a 15 nceuds et a 20 nceuds
[Lorentz 2008]. Les positions respectives des points de Gauss situés sur le plan
moyen sont représentées en vert.

4.1.2 Une loi de comportement de ’interface dont I’énergie cohésive
dépend du chargement appliqué

4.1.2.1 Forme de la loi force cohésive/saut de déplacement.

Une forme de loi cohésive bilinéaire extrinseque est choisie afin d’éviter que
I’élément ne s’endommage et ne s’ouvre des la montée en charge. Par opposition aux
modeles cohésifs dits ”intrinseques“ !, les modeles ” extrinseques “ ne comportent pas
de raideur initiale K avant d’atteindre le seuil d’endommagement caractérisé par
la force cohésive maximale o, [Zhang 2007]. Dans un modele cohésif extrinseque,
la séparation matérielle s’effectue uniquement apres que la force cohésive maxi-
male o, soit atteinte (figure 4.2). Le choix du modele extrinseque est motivé par
les avantages numériques qu’il procure. En effet, cette approche permet d’éviter
un certain nombre d’inconvénients des modeles intrinseques, dont la présence d’une
souplesse parasite qui peut engendrer une baisse de la rigidité globale de la structure

1. Dans les modeles cohésifs intrinseques, par exemple en mode I pur de sollicitation, la force
cohésive T' croit dans un premier temps simultanément avec l’accroissement de 'ouverture interfa-
ciale d,,, et décroit ensuite jusqu’a atteindre zéro lorsque I'ouverture est égale a 'ouverture critique
dc.
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(a) (b)
T Tt
Ocl - Oc

GcC

5c 6m 5c Om

FIGURE 4.2 — Modele cohésif bilinéaire ”intrinseque“ (a) et "extrinseque® (b).

modélisée. Par ailleurs, 'implantation de la loi cohésive extrinseque est facilitée par
le formalisme de I’élément fini d’interface mixte de Lorentz [Lorentz 2008] car ce der-
nier permet de représenter un accroissement de la force cohésive indépendamment
de I’évolution du saut de déplacement.

Le choix de la loi extrinseque est également motivé par la géométrie de la struc-
ture. L’épaisseur de la couche d’alumine étant tres faible (épaisseur allant de 0,3 & 7
wm) par rapport aux épaisseurs des couches qui 'entourent, la pente initiale de la loi
cohésive intrinseque, inversement proportionnelle a 1’épaisseur de 'interface, serait
tres élevée, ce qui peut conduire a des problemes numériques souvent caractérisés
par des oscillations de la réponse globale durant la propagation de fissure.

Outre ’adhérence initiale parfaite, la loi cohésive dispose également d’une décharge
linéaire ainsi que de conditions de contact en petits glissements (figure 4.3). Le trai-
tement numérique de ces caractéristiques de la loi cohésive est expliqué dans les
paragraphes qui suivent.

4.1.2.2 Expression de la densité d’énergie cohésive II,,.

Le comportement cohésif est incorporé dans la densité d’énergie cohésive II,,
définie par :

Ty (8s &, d) = V(Ougy 6, d) + 1gs () avec i RT R (414)

ou ¢ est ’énergie totale dissipée pendant le processus d’endommagement. Dans un
chargement strictement monotone ot ¢ est indépendant de la variable interne d,
est une fonction croissante, différentiable, 1»(0) = o, définit la contrainte maximale
et la rupture de 1’élément est réalisée lorsque 1 = G.(¢). L’expression de 1) suggérée
dans [Lorentz 2008] est utilisée ici :
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TnA Tt ﬂ\
Oc Oc

\/

Oy

Oc  On -Oc Oc

t

(a) (b) |Oc

FIGURE 4.3 — Evolution de la force cohésive en fonction du saut de déplacement
dans les directions (a) normale et (b) tangentielle.

Ge(@)deq _ Geq .
$(Seqs ) = { F <2 3. ) 81 Oeqg < O

(4.15)
Ge(9) i Ooq > Oc

d. est le saut de déplacement critique et .4 est 'amplitude du saut de déplacement
avec 0eg = V8 - 8. Le choix de la variable interne d € [0;1] ot d = 0 pour une
interface saine et d = 1 lorsque l'interface est rompue est décrit dans la section
suivante. Son évolution doit garantir I'irréversibilité du processus de fissuration en
mode mixte. Pour limiter l'interpénétration des nceuds, des conditions de contact
valables en petits glissements sont assurée grace a la fonction indicatrice 1p+(J,,) qui
permet de restreindre le saut de déplacement normal & de 'ouverture [Lorentz 2008],
avec :

0 si 0, € RT
1R+(5n):{+oo si ¢ R (4.16)

Enfin, le taux de restitution d’énergie critique G, reflete la loi d’évolution de la
ténacité de 'interface barriere thermique/substrat développée par [Vaunois 2013a]
a travers sa dépendance a ’angle de mixité des modes de sollicitation ¢, au vieillis-
sement de I'interface a travers le temps de cyclage £,y et a la température 6.

@p
Gep, teyer, 0) = Gre[l + tan?[(1 — B)¢]]" exp [—A “teyel - €XP <_R-9 (4.17)
L’angle de mixité des modes de sollicitation ¢ quantifie la relation entre les com-
posantes normales et tangentielles des contraintes a l'interface. G, est le taux de
restitution d’énergie critique en mode 1. L’effet de la température de vieillissement
sur ’énergie d’adhérence est décrit par une loi d’Arrhenius, ou R est la constante
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des gaz parfaits (R = 8,314 J. K 1.mol™1), Qp est I'énergie d’activation thermique
de 'endommagement et A est un facteur de fréquence.

Les parametres phénoménologiques 3 et n sont déduits des essais expérimentaux.
Le parametre 8 permet d’ajuster la dépendance a la mixité des modes. Dans le cadre
de cette étude, une forme simplifiée de 'expression du taux de restitution d’énergie
critique ne prenant pas en compte ses variations liées a la cinétique chimique est
utilisée. Elle s’écrit :

Ge(¢) = Gre[l + tan®[(1 — )] (4.18)

L’évolution de G.(¢) en fonction de I'angle de mixité modale, obtenue pour
différentes valeurs du parametre [ est tracée sur la figure 4.4. Lorsque f = 1,
Iénergie d’adhérence en mode I pur (¢ = 0) de sollicitation est égale a 1’énergie
d’adhérence en mode II pur (¢ = 7/2) de sollicitation.

L’angle de mixité modal doit étre calculé tant que 1’évolution de ’endommage-
ment dépend de sa valeur. La définition 2.7 de la mixité des modes fait référence aux
facteurs d’intensité des contraintes en pointe de fissure. Comme ces valeurs ne sont
pas calculées dans la zone cohésive, une alternative pour évaluer 'angle de mixité
modal est d’utiliser le ratio de la force cohésive tangentielle sur la force cohésive
normale appliqué a I’élément. On se propose de calculer 'angle de mixité ”local
par :

6 = tan—1 I 7o (4.19)

Tn
ou T = Ap + r[[u]]. Les indices n et s indiquent les composantes normales et
tangentielles respectivement. Dans une configuration tridimensionnelle, le calcul de
la norme des forces cohésives tangentielles suppose que la mixité des modes dans les
directions paralleles a I'interface est la méme dans ces deux directions tangentielles.

4.1.2.3 Vérification de l’irréversibilité du modele

L’introduction de la dépendance de G, au chargement souleve des questions sur
le choix de la variable d’endommagemement d qui doit assurer 'irréversibilité de la
fissuration. Si lirréversibilité est assurée par une variable K" . =max(K?, L Sea)
qui mémorise un déplacement maximal [Lorentz 2008], il peut y avoir une restau-
ration de ’état cohésif [Travesa 2006] qui conduit a une violation de l'inégalité
de Clausius-Duhem lorsque la fissure croit sous un chargement de mixité variable.
Le probleme de la restauration de I’état cohésif est illustré en figure 4.5 pour un
élément d’interface successivement chargé en mode II et en mode I. Au cours du
chargement en mode I, si la variable d’endommagement était l'ouverture maxi-
= maz(K",L, d¢,), I'élément d’interface serait déja rompu sans
meéme que 'ouverture critique d. = dy. soit atteinte, car dr. < K}},,,.. La vérification
analytique de l'irréversibilité du modele est détaillée ci-dessous.

On définit une énergie libre Wy, fonction d’une variable d’endommagement d,

de deq et de ¢ :

male atteinte K} .
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T T T
B=01 =
20 B=O!2 f—
B=05 ==
BEOB f—
=1
Q
—
S~ -
(B 10
0 . 1 1 1
0 I1/8 3I1/8 I1/2

I1/4
0 (rad)
FIGURE 4.4 — Evolution du taux de restitution d’énergie critique en fonction de
I’angle de mixité modale.

Force cohésive Force cohésive

A

Ouc (2)

Otc

Orc

>
Ouverture

i ]
Kmax < QIlc Ole<Kmax Ouverture

FIGURE 4.5 — Restauration de I’état cohésif lors d’une sollicitation variable en mode
de mixité (Mode II puis Mode I), (1) I’élément d’interface est chargé en mode II
jusqu’a ce que I'ouverture maximale atteinte soit K. =max(K",1, d¢y) inférieure
a 'ouverture critique d. = dr7¢, (2) I'élement est ensuite déchargé puis rechargé en

mode 1.

2
VU, (8eq, @, d) = G§§¢) (2 - d)%q si0<d (4.20)

A partir de ¥y, le second principe de la thermodynamique sous condition isotherme
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s’écrit :

ovy, .
D=——d>0 4.21
od  — ( )
D étant la dissipation. Il est respecté lorsque d> 0, autrement dit, 'irréversibilité
est vérifiée si d est strictement croissant. On montre que la norme de la force cohésive
| T || associée a l’énergie libre Wy, dans laquelle on dissocie le role de d et le role
de deq, est la méme que la norme de la force cohésive associée a 1) lorsque d = 661 .

Elle s’écrit :

VL 6,d =50 09(6eq8) _ 2Gel(9) Dy OV (Sey = 0, 6, d)

cz 1-
D0y 0.q 5, (73,0 e 0oy

(4.22)

Définition du critére d’endommagement
Le critere d’endommagement est formulé en fonction des sauts de déplacement
actuels. La forme de ce critere est :

F(")—R"<0 Yn>0 (4.23)

F' est une fonction scalaire monotone variant de 0 a 1 et R est la plus grande
valeur atteinte par F' a l'instant n. On définit la fonction F' par :

Seq
5.

Sous 'hypothese que 'angle de mixité modal ¢™ est constant sur un incrément

F(0eq) = (4.24)

n, U'intégration de l'irréversibilité conduit au processus incrémental en deux étapes
[Lorentz 2008] suivant :

O = argming,, A, - ([[u]]" = 67) + Z([[w)]" = 0m™)? + T (", 6", d")]
d" = max(d" 1, (;‘z?)
(4.25)

4.1.2.4 Calcul des discontinuités de déplacement

La solution de 4.25 consiste a calculer, pour une mixité ¢ donnée, I'intersection entre
la fonction linéaire 8, — Ap, +7[[U]] — 70m, et la courbe 011, (8, ¢, d). Pour assurer
I'unicité de la solution, le coefficient d’augmentation r doit vérifier la condition
suivante :

5
r>H, = % ot Gr. = (”; fe (4.26)
C
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ou oy, et 7. sont respectivement les forces cohésives et ouverture critique en mode I
pur. On fait ici le choix d’'un parametre r constant, ce qui implique que la pente H,
de la partie adoucissante est constante par rapport & ’angle de mixité des modes
(figure 4.6). Cela implique que la force cohésive maximale o, et 'ouverture critique
d. pour un chargement arbitraire doivent étre définies en fonction de la mixité des
modes ¢ et peuvent donc varier au cours du chargement. Pour une loi cohésive
bilinéaire, on a :

cohesive force

-1 (Om - [[ulD
Gc((l))

He

-
-

6c ( (I)) opening

FIGURE 4.6 — Loi cohésive bilinéaire avec adhérence initiale parfaite en mode I et
II. Le point bleu représente la solution recherchée.

oo(¢) = V2H.Ge(9) et 6.(¢) = 2G§i¢) (4.27)

Le calcul du vecteur 8,,, s’effectue suivant I’état actuel de l'interface :
— Sid=0cet | 7| < 0c(¢) : adhérence initiale parfaite

Om =0 (4.28)
— Sid=1": rupture
=7 29)

— Si0<d<1etrdi(p)+ oc(p)—do.(p) <| 7| : endommagement
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OeqT

|

avec 0¢q = 7 Il =oc(¢) (4.30)
r

6m - _ Uc((z))

c

— Si0<d<let| 7|<rdo(p)+oc(p) — doc(p) : décharge linéaire

T 2Hch(¢)
k) T T )
ou K est la pente de la décharge linéaire qui dépend du niveau d’endomma-
gement d de 'interface.
Les matrices tangentes correspondant a chacune de ces situations sont données en
Annexe A.1.2.

— He (4.31)

4.1.3 Validation sur cas tests 2D

4.1.3.1 TIllustration sur un cas test élémentaire

iu

élément
d'interface

FIGURE 4.7 — Maillage du cas test élémentaire.

Outre la présence d’une adhérence initiale parfaite jusqu’a atteindre la force
cohésive o, la loi cohésive mise en ceuvre dispose également d’une décharge linéaire
et d’'un traitement des conditions de contact en petits glissements. Le saut de
déplacement critique atteint au moment de la rupture est noté J.. Ces caractéristiques
sont illustrées a travers le cas test élémentaire suivant.

On modélise un élément cohésif intercalé entre deux éléments volumiques. Le
maillage et les conditions aux limites sont représentés sur la figure 4.7. Le maillage
est constitué de deux éléments quadrangulaires quadratiques & huit noeuds, de taille
de maille L.; = 1 mm, entre lesquels est intercallé un élément d’interface a six nceuds.
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Le volume est muni d’une loi matériau linéaire isotrope, de module d’Young F =
30 GPa et de coefficient de Poisson v = 0,1. Les parametres de la loi cohésive
bilinéaire sont : 0. = 100M Pa, 6. = 0,08 mm, r = 12500 = 1000 ‘g—z. La réponse
force cohésive/saut de déplacement normal d’un point d’intégration de ’élément
cohésif est représentée sur la figure 4.8. Les évolutions en fonction du temps des
sauts de déplacement normal é,, et tangentiel J;, des forces cohésives associées T;, et
T, et d’une variable d quantifiant ’endommagement (d = 0 signifie que 'interface
est saine, d = 1 signifie que l'interface est rompue) sont représentées sur la figure
4.9. Le chargement U, est décrit dans le tableau 4.1.

TABLE 4.1 — Chargement externe
Temps (s) [0 | 1 2 3
Uy (mm) | 0 | 0,04 | -0,002 | 0,1

L’élément est successivement ouvert sans aller jusqu’a la rupture, puis refermé et
enfin ouvert jusqu’a rupture. La période allant de t = 0 s at = 0,5 s est la phase
d’adhérence initiale parfaite marquée par un saut de déplacement normal J, nul
et une force cohésive T, croissante. La force cohésive maximale o. est atteinte au
temps t = 0,5s, ce qui marque le début de 'endommagement d. Au cours de la
décharge linéaire, I’élément cohésif est refermé. Un traitement exact des conditions
de contact en petits glissements permet de maintenir le saut de déplacement normal
dn a des valeurs positives. La rupture intervient a ¢ = 2,4 s lorsque 9,, est égal au
saut de déplacement critique d. = 0,08 mm.

100 ¢ - T ———
T KX e : : : tangentiel 1
80 f o Fxyg o normal * |4
L *:%*% : 1
T : Ky : ]
60 T * : 1
+ : * 5

N : : : ¥ : ]

Contrainte cohesive T (MPa)

-20 £ L L L L I L L L L I L L L L I L L L L I L L L L ]
0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1

Saut de deplacement § (mm)

FI1GURE 4.8 — Loi cohésive bilinéaire avec adhérence initiale parfaite, réponse force
cohésive/saut de déplacements aux points de Gauss

4.1.3.2 Application au cas de la DCB et comparaison avec le modele
cohésif classique.

On se propose a présent de valider 'implantation de 1’élément d’interface mixte
travers la réalisation d’un cas test classique qui comporte des solutions analytiques
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8y, (mm)

100 pr—rrc—————————

T (MPa)

) P N

03 b e
0 0.5 1 1.5 2 2.5 3

temps (s)

FIGURE 4.9 — Loi cohésive bilinéaire avec adhérence initiale parfaite. Evolution en
fonction du temps : (1) du sauts de déplacement normal d, et tangentiel &, (2)
des forces cohésives normale T, et tangentielle 7} et (3) de 'endommagement d
correspondant.

approchées. Ce cas test servira également a établir une comparaison entre la for-
mulation de I’élément mixte en Lagrangien augmenté et une formulation classique 2
déja implantée dans Z-set [Zeb |. Il s’agit d'une DCB? modélisée en 2D (voir figure
4.10) comportant une pré-fissure. La DCB est sollicitée pour réaliser une propaga-
tion en mode I. A Pextrémité droite de la DCB, on impose un déplacement vertical
5 == 0,5 mm tel que représenté sur la figure 4.10, tandis que la partie gauche est
encastrée dans les directions x et y. Des éléments de zone cohésive sont placés sur
I’axe moyen de la structure. La symétrie du probleme permet de faire I’hypothese
que 'on a un mode I de sollicitation en pointe de fissure. La DCB est maillée a
I'aide d’éléments triangles quadratiques a six nceuds et deux degrés de liberté en
déplacement par noeud. La taille de maille est de Ly = 0,1 mm et la DCB contient
trois éléments dans sa demi-épaisseur h.

Parametres matériau. La structure est linéaire élastique isotrope, de module

2. Formulation variationnelle non Lagrangienne, ayant pour degrés de liberté les sauts de
déplacements nodaux.
3. Double Cantilever Beam
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pré-fissure
u
y
X
-u
-
a0 =3 mm
) L =10 mm

FIGURE 4.10 — Géométrie de la DCB.

d’Young E = 200 GPa, et de coefficient de poisson v = 0,3. L’utilisation d’un
élément d’interface a formulation classique ne permettant pas de mettre en ceuvre
une loi cohésive comportant une adhérence initiale parfaite, la comparaison est
donc effectuée sur une loi cohésive bilinéaire intrinseque (figure 4.2-a) munie d’une
raideur initiale K = o0./dp. Le taux de restitution d’énergie critique en mode I de
I'interface est G. = 5 N/mm et les parametres de 1’élément d’interface sont o, =
100 MPa, 6. = 0,1 mm et dg que l'on fait varier au cours des comparaisons dans
le but d’investiguer les conséquences d’une raideur K trop élevée sur la réponse
globale de la structure.

Solutions analytiques On dispose ici de résultats analytiques approchés qui per-
mettent d’analyser les capacités de la loi cohésive a décrire la fissuration de la DCB.
Les résultats analytiques présentés ici, détaillés dans [Wagner 2008], sont constitués
d’une part de la réponse initiale de la force de flexion a I'extrémité F' en fonction
du déplacement u au méme endroit, obtenue a ’aide d’une solution qui repose sur
la théorie des poutres de Bernouilli, et d’autre part de la réponse décrivant la phase
propagative issue de la mécanique élastique linéaire de la rupture :

Ebh?
Partie élastique :  F'(u) = 7311 (4.32)
8ag
262 |G Eh?
MELR : F(u) = e (4.33)

Bu 12

avec b = 1 mm la largeur de la plaque, h = 0, 15 mm son épaisseur et ag = 3 mm la
longueur de la pré-fissure. Ces deux expressions déterminent les courbes de force-
déplacement résultantes. La premiere relie le déplacement vertical u a la force de
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flexion F'. La deuxiéme expression est assez similaire a la premiere, en considérant
I’état final du chargement ot I'ouverture est complete. Cette derniere relie le taux de
restitution d’énergie G, a la force nécessaire pour réaliser 'ouverture d’interface.
Le champ de contrainte o, obtenu est représenté sur la figure 4.11.

Comparaison des réponses globales.

-l.1le402 -76 -41 6.7 28 63 97 13e+02 1.7e+02 2e+02 24e+02
-15e+02 2.7e+02
sig22 map:150 000 time:3 min-145 613 max:271.010

FIGURE 4.11 — Test DCB - Champ de contrainte oy, [MPal.

Afin de rendre compte de la robustesse de ’élément mixte, la réponse globale
obtenue dans un calcul réalisé avec I’élément fini d’interface mixte est comparée avec
la méme réponse globale obtenue avec le modele cohésif classique. La comparaison
est effectuée sur ’évolution de la force globale F' en fonction de 'ouverture. On peut
noter que les deux modeles ont un comportement tres similaire avant I’ouverture des
éléments cohésifs, c’est-a-dire jusqu’a ce que F' atteigne sa valeur maximale (figure
4.12). Les réponses globales ne se superposent pas avec la solution analytique qui
décrit le comportement élastique a cause du caractere adoucissant de la loi cohésive.
Lorsque les éléments cohésifs commencent a s’ouvrir, des petites oscillations de la
réponse globale apparaissent sur les courbes force-déplacement obtenues avec la
formulation classique. Ces oscillations que ’on voit au cours de la phase propagative
sont d’autant plus importantes que la raideur initiale K est élevée. En revanche,
les courbes obtenues avec le modele cohésif en Lagrangien augmenté (figure 4.12-b)
n’oscillent pas dans la phase propagative.

Les nombres d’itérations obtenus au cours des différents calculs sont également
comparés dans le tableau 4.2. Les calculs sont effectués avec 1000 incréments chacun.
Les incréments des calculs effectués avec 1’éléments d’interface mixte en Lagrangien
augmenté ont convergé avec seulement une itération tandis qu’au cours des calculs
effectués avec la formulation classique, le nombre d’itérations cumulées augmente
avec la raideur initiale K.
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F T T H T T T 3 3
7 L K = 104 N/mm3
- K= 206 N/mm3
[ K=10 N/mm3
6 L K = 108 N/mm3
C =10" N/mm
i ution analytique - comportement elastique
5[ solution analytique - MELR
Z 4f
wo
3 -
2 |
1
0 % L 1 L 1 1 1 1 1 1 1
0 0.5 1.5 2 25 3 3.5 4 4.5 5
u (mm)
(b)
F T T T H T T T
7 L = 02 N/mmg
- K 206 N/mm3
[ K=10 N/mm3
6 L K= 108 N/mm3
- . . K=10" N/mm
i ution analytique - comportement elastique
5[ solution analytique - MELR
Z 4f
wo
3t
2 F
1F
0 :./. P (I M B RS IR R R | MERTETE 1 MERTETE L
0 0.5 1.5 2 25 3 3.5 4 4.5 5
u (mm)
FIGURE 4.12 — Test DCB - Réponse globale obtenue avec (a) la formulation cohésive

classique et (b) I’élément fini d’interface mixte en Lagrangien augmenté.
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TABLE 4.2 — Nombre d’itérations cumulées au cours des calculs réalisés avec 1000
incréments initiaux.

Rigidité initiale K (N/mm?) | Lagrangien augmenté | Formulation classique
103 1000 1001
204 1000 1056
106 1000 1082
107 1000 1149
108 1000 1411

Ces résultats montrent que I’élément fini d’interface mixte muni d’une loi cohésive
bilinéaire intrinseque est capable de décrire correctement la solution analytique.
Les courbes forces-déplacements calculées sont proches des courbes données par
la réponse analytique approchée pour le probleme de fissuration de la DCB. La
comparaison des résultats avec ceux obtenus a ’aide d’une formulation existante
dans le code de calcul Z-set permet d’une part de valider I'implantation, d’autre
part d’évaluer 'apport de la formulation variationnelle en Lagrangien augmenté par
rapport a la formulation classique.

4.1.3.3 Cas test Mixed Mode Bending (MMB)

La dépendance de G. a l'angle de mixité modale ¢ est vérifiée a I’aide d’une
simulation en mode mixte de fissuration obtenue & partir du cas test MMB %. Le test
MMB a été développé par [Reeder 1990] en vue d’analyser la variation de la ténacité
interfaciale en fonction de la mixité des modes de sollicitation. La configuration du
test MMB peut étre vue comme étant la superposition d’un test de DCB qui donne
le mode I de sollicitation et d’un test de type ”end-notch flexure* qui fournit le
mode II de sollicitation.

La géométrie et les conditions aux limites sont représentées sur la figure 4.13.
La structure est maillée a 'aide d’éléments quadrangulaires quadratiques a huit
neceuds, de taille de maille L,; = 0,2 mm. Des éléments d’interface a six nocuds sont
intercallés dans le prolongement de la pré-fissure de longueur a. Les dimensions de
la structure et les parametres matériaux du volume et de l'interface sont donnés
dans le tableau 4.3. Les solutions analytiques de ce cas test [Mi 32] consistent en
trois parties développées a I'aide de la théorie élastique des poutres (solution 1) et
a l'aide de la mécanique élastique linéaire de la rupture (solutions 2 et 3). Seules
les solutions 1 et 2 seront considérées ici. Ces solutions analytiques approchées qui
donnent ’évolution de 'effort P en fonction de I'ouverture A sont :

— la solution 1 issue de la théorie des poutres qui décrit le régime élastique

2 (3¢— L\ Pa3
A== —0 4.34
3 < 4L ) EIL (4.34)

I> est moment quadratique, ' est le module d’Young.

4. Mixed Mode Bending.
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— la solution 2 issue de la mécanique élastique linéaire de la rupture, valable
lorsque a < L

2P 8BEI, 3/2
= 5 5 (4.35)
3EI 8PI/GIC+3PII/(8GIIC)
ou Pr = (BCZLL )P ot P = %. B =1 mm est la largeur de la structure.
P
c |

Ple/L) 1 P(c+L)/L
\ L
h? ' |
do
a

FIGURE 4.13 — Géométrie et conditions aux limites du test MMB (Mixed Mode
Bending).

TABLE 4.3 — Dimensions et parametres matériau

Céoméirie Parametres matériau
E (MPa) 120 000
L (mm) | 54
h (mm) | 1,56 v 0,3
ao(mm) 3;) Gre (N/mm~1) | 50
f; (mm) | 1 o1 (MPa) 100; 125 et 200
e B 0,35

Les parametres matériau de l'interface sont les mémes pour toutes les simula-
tions (tableau 4.3). Le parametre de dépendance de G. a la mixité des modes est
fixé a f = 0,35. Dans ce cas test, différentes mixités de modes sont simulées en
faisant varier la longueur de levier ¢. Comme le levier n’est pas modélisé, les lon-
gueurs correspondant aux différentes mixités de modes de sollicitation doivent étre
calculées. La mixité est mesurée ici par la relation entre les taux de restitutions
d’énergie en mode I et en mode II dans un test MMB [Camanho 2003] :

Gr _4 <3C — L (4.36)

G 3\ crl

| b

2
) pour c¢ >
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TABLE 4.4 — Longueurs de levier pour le test MMB.
¢ (mm) | 33 42 45
Gr/Grr | 35% | 75 % | 89 %

c=33mm
100 r- -~ -~ -~ 1. -~ 1 17 L — 1
80 [ .
_ 60F ]
\Z/ L
o [
40 .
r solution 1 — |
I solution 2 (a<L) — |1
20 ¢ sigmax = 100 MPa — |1
H sigmax = 125 MPa —
i sigmax = 200 MPa —
0 s L L L | L L L L | L L L L | L L L L I f N f f I f f f f
0 5 10 15 20 25 30
U2 (mm)

FIGURE 4.14 — Réponse globale pour ¢ = 33 mm.

Les résultats numériques sont comparés aux deux solutions analytiques ap-
prochées de ce cas test [Mi 32|. Les figures 4.14, 4.15 et 4.16 comparent les résultats
obtenus aux solutions analytiques approchées pour les mémes taux de restitution
d’énergie critique et pour trois longueurs de levier différentes : ¢ = 33 mm, ¢ = 42
mm et ¢ = 45 mm. Les ratios g—f] correspondants sont donnés dans le tableau 4.4.
Au cours de la phase élastique, les courbes représentant les solutions numériques
sont tangentes a la solution analytique approchée. La perte graduelle de la rigi-
dité au cours du régime élastique est causée par le caractere adoucissant de la loi
d’interface. Lorsque la force cohésive maximale o. diminue et que la longueur de
la process zone croit, il y a une plus grande détérioration de la rigidité et le début
de la propagation est retardé. Les effets de la réduction de la force cohésive maxi-
male o, sont visibles sur les figures 4.14, 4.15 et 4.16. En revanche, pour o7, = 200
MPa, la longueur de process zone diminue et la longueur d’élément utilisée devient
trop élevée pour qu'un nombre suffisant d’éléments d’interface soient contenus a
I'intérieur de la process zone. Il en résulte un caractere oscillant de la la réponse
globale au cours de la phase propagative.
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c=42mm
100 - -~ 1~ " 1 1 1 T 1 T 1 = 1]
80 | .
_ 60F .
\Z/ L
o [
40 .
3 solution 1 — |1
I solution 2 (a<L) — |1
20 ¢ sigmax = 100 MPa — |1
H sigmax = 125 MPa —
[ sigmax = 200 MPa —
0 L L L L | L L L L | L L L L | L L L L f f f f I f f f f I
0 5 10 15 20 25 30
U2 (mm)
F1GURE 4.15 — Réponse globale pour ¢ = 42 mm.
c=45mm
100 r— - - -~ r -~ 1 o Ir~_ T T L
80 | .
N 60 F ]
zZ [ ]
o [ ]
3 solution 1 — |1
L solution 2 (a<L) — |]
20 sigmax = 100 MPa — |7
- sigmax = 125 MPa —
C sigmax = 200 MPa —
O P S R SR I T T S TR [ SO ST TR S ST SN S S S S S S S S S S T N E——_—
0 5 10 15 20 25 30
U2 (mm)

FIGURE 4.16 — Réponse globale pour ¢ = 45 mm.
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4.2 Modélisation mécanique de la barriere thermique

Dans le cadre de la modélisation thermo-mécanique de 1’écaillage de la barriere
thermique, 'intérét de 'utilisation des éléments coques réside d’une part dans la
tres faible épaisseur de la couche & modéliser (environ 150 pm). Les éléments de
zone cohésive précédemment décrits sont interposés entre les éléments volumiques
représentant le substrat en AMI et les éléments coques qui modélisent la barriere
thermique (figure 4.17). Dans cette section, ’approche choisie pour la mise en ceuvre
numérique des éléments coques destinés a modéliser mécaniquement la barriere
thermique est présentée puis validée.

Flux
thermique

Barriére ‘ “ .
Thermique o

(éléments
¢
coques).,o’
&

AM1 (Eléments

" d'interface volumiques)

mixte

FIGURE 4.17 — Modélisation numérique de 1’écaillage de la barriere thermique.

4.2.1 Implantation des coques “Continuum Based*“

Dans le cadre de 'implantation de I’élément de coque dans Z-set, on a choisi de
mettre en place un modele qui repose sur 'approche ”Continuum Based “ pour les
coques déja évoquée dans la section 2.2.4.

L’aproche décrite dans [Belytschko 2006] est adoptée pour 'implantation numérique.
La cinématique repose sur une approximation de I’hypothese de Reissner-Mindlin,
qui autorise le cisaillement transverse. L’avantage majeur des éléments coques for-
mulés selon 'approche “Continuum Based” concerne la mise en ceuvre numérique.
Un élément volumique tridimensionnel isoparamétrique est utilisé pour effectuer
Iintégration numérique. Cet élément, que 'on “dégénere” ensuite en un élément de
coque surfacique, permet de ne pas développer de lois de comportement supplémentaires
adaptées aux formulations coques souvent complexes. La coque est modélisée par
une unique surface moyenne tridimensionnelle (figure 4.19) dont on appelera les
nceuds "maitres“ d’apres la terminologie adoptée dans [Belytschko 2006]. Dans le
cas de I’élément coque quadratique a huit nceuds, la position de ses neuf points de
Gauss est illustrée sur la figure 4.18.
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1
@) O O
7 8 9

FIGURE 4.18 — Points d’intégration d’un élément coque quadratique a huit nceuds.

Un élément volumique sous-jacent est construit a partir de la géométrie surfa-
cique de la coque dont les noeuds sont appelés ”esclaves”. Ces derniers sont fictifs
mais permettent de déterminer par des moyens numériques ne faisant pas référence
aux spécificités de la modélisation coque, les contraintes et déformations internes,
et donc les forces internes de 1’élément, qui serviront par la suite a calculer, par
projection, ceux de la coque.

fibre K
d'épaisse

@ noeuds maitres
e noeuds esclaves

FIGURE 4.19 — Nceuds "maitres“ et ”esclaves” d’un élément coque développé suivant
I’approche Continuum Based.

L’élement volumique sous-jacent possede ainsi 2N noeuds “esclaves” (N nceuds
sur chaque face inférieure et supérieure) et au plus deux noceuds sur chaque fibre
pour que le déplacement soit linéaire dans ’épaisseur (figure 4.19). L’approche
Continuum Based approxime I’hypothese de Reissner-Mindlin par l'introduction
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de la “fibre”, un segment qui relie deux nceuds situés sur les faces supérieures et
inférieures de I’élément volumique sous-jacent et qui reste droite au cours de la
déformation.

4.2.1.1 Cinématique

Pour la suite, I'indice K désignera le noeud maitre, tandis que K+ et K~
désigneront les nocuds esclaves correspondants et qui sont respectivement situés
au-dessus et en-dessous du noeud maitre K. Comme représentée sur la figure 4.19,
la fibre imaginaire qui relie les nceuds esclaves K+ et K~ en passant par le noeud
maitre K reste droite. On associe a la coque des coordonnées locales constituées
par les vecteurs de la base orthogonale (€,x,€yx,€.x) ol €,x = Py (&, 7n) indique
la direction actuelle de la fibre et pyz indique sa direction initiale. La configuration
initiale des nceuds s’écrit donc :

1 _ 1
Xi=X{ + StrPor,  Xp = XK - StKPoK (4.37)
De méme, la configuration déformée des noeuds s’écrit :

1 _
x%zx%—&—?SKpK, XK:XAK/[— §tKPK (4.38)

X% et XAK/[ sont les positions du nceud K de la surface moyenne dans la configuration
initiale et déformée respectivement, tx représente I’épaisseur de la coque considérée
comme constante en petite déformation. La surface constituée par les noeuds maitre
est appelée surface moyenne de I’élément et se trouve a mi-chemin entre les nceuds
esclaves supérieurs et inférieurs.

On en déduit le champ de déplacement de la coque :

1 1
up =uy + §tK(PK —Pox), Up =up — EtK(pK ~ Pox) (4.39)

u% désigne le déplacement de la surface moyenne de la coque, avec u% = x% — X%

4.2.1.2 Relation maitres/esclaves

L’équation d’équilibre est formulée aux nceuds maitres, ce qui signifie que les
inconnues du probleme sont les degrés de liberté des nceuds maitres. On opte pour
la formulation a cing degrés de liberté. Le vecteur des inconnues nodales au noeud
maitre K est donné par :

ug = [ug uy u, o B7 (4.40)

La relation entre les degrés de liberté d’un triplet de nceuds situés sur une méme
fibre peut s’écrire :

.
{ 5 } = Txug (4.41)
K
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ou uy et u;g sont les vecteurs des degrés de liberté des nocuds esclaves de 1’élément
volumique sous-jacent :

- - = T T
g = [uy wy wsl?, wp=[uf uwh ] (4.42)
et Tk la matrice de transformation avec :
I A
Ty = 4.4
k= 4 (1.43)
avec :
tK 0 Pz —DPy 0 B ZI_{ — ZK yI_{ - yI_{
A~ :—7 —p- 0 Pz | = |2K — 2K 0 T — TK
Py —Pz —0 yI_{ — YK TK — wI_{ -0
(4.44)
et
# |0 Pz —Dy 0 zh —zx YK — Yk
AT =— |[—p, 0 Pe | = |zK — zlt 0 :c} — TK (4.45)
2 _ _0 + _ ot

ou I est la matrice identité.

4.2.1.3 Calcul du vecteur des forces nodales et de la matrice de rigidité
élémentaire

L’intégration numérique de 1’élément coque fait appel a des procédures déja
implantées pour les éléments volumiques et ne requiert donc pas beaucoup d’effort
de développement. Le vecteur des forces nodales interne et externe aux nceuds
maitres peut étre obtenu a partir des forces nodales des nceuds esclaves par :

o (0] e

ott TT la transposée de T. Les vecteurs f~ et £7 des noeuds esclaves s’obtiennent
par les procédures classiques utilisées pour les éléments volumiques. Il en est de

......

K;;=T'K;,T (4.47)

ou K désigne la matrice de rigidité de I’élément volumique sous-jacent.

4.2.1.4 Raccord avec éléments a trois degrés de liberté

La question du raccord des éléments coques a cinq degrés de liberté avec des
éléments a 3 degrés de liberté en déplacement est souvent évoquée comme étant
un point faible de ces éléments de structure par opposition aux éléments coques
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de type “solid-shell” & trois degrés de liberté en déplacement. Pour y remédier,
des conditions de type Multi-Points Constraints sont imposées entre les nceuds
maitres de la coque et ceux de I’élément a trois degrés de liberté en déplacement
a raccorder. On note que cette relation entre les degrés de liberté de noeuds non
nécessairement coincidents est ici de type linéaire du fait de la cinématique de la
coque. Ainsi, la continuité entre les champs mécaniques de deux éléments de degrés
de liberté différents est assurée de maniere dynamique au cours du calcul. Si les
noeuds de degrés de liberté u¥ de la face supérieure d’un élément tridimensionnel
sont raccordés a la face inférieure de la coque, la relation s’écrit :

Uy,

\4
;V/ = Truk (4.48)
z

U
U
ou ug désigne les degrés de liberté de la coque. T est un bloc de la matrice 4.43

avec T = [ A~]. Cette technique de raccordement sera mise en ceuvre lors de
I'utilisation combinée d’éléments coques avec des éléments de zone cohésive.

4.2.2 Méthode retenue pour I’élimination du verrouillage

Des travaux ont montré que la méthode de I'intégration réduite sélective n’est
pas tres efficace dans la formulation coque méme si elle 'est pour des éléments
tridimensionnels [Zienkiewicz 1971, Wagner 2005]. La méthode “Assumed Strain”
(champ de déformation postulé) a été retenue pour éliminer les déformations de
cisaillement et de membrane au sein de 1’élément de coque quadratique implanté.
Elle est développée sur la base d’une formulation variationnelle mixte telle que la
formulation variationnelle de Hu-Washizu [Belytschko 2006] et consiste a interpo-
ler le cisaillement transverse et les déformations membranaires, non pas par une
interpolation directe, c’est-a-dire avec la méme interpolation que celle utilisée pour
les champs de déplacement, mais en choisissant des interpolants spécifiques pour
ces champs. Dans le cas des éléments coques quadratiques a huit noeuds, le champ
de déformation résultant est, apres simplification, fonction des champs obtenus par
interpolation directe calculés en des points d’intégration précis de I’élément appelé
MITCS85 donnés dans [Bathe 1986].

La construction du champ de déformation postulé et son application a 1’élément
de coque Continuum Based sont présentées ici. Soient (r, s, t) les coordonnées isopa-
ramétriques usuelles de I’élément coque dans lequel la variable ¢, avec —1 <t < 1,
est mesurée dans la direction du vecteur directeur v (equation 2.27), c’est-a-dire
dans la direction de I’épaisseur et au noeud K. Les variables r et s, avec —1 <7 < 1
et —1 < s < 1, sont mesurées dans les directions paralleles a la surface moyenne de la

DI 6

coque. Dans la suite, on notera €; ; la composante du tenseur des déformations ob-

5. MITC = Mixed Interpolation of Tensorial Components.
6. L’exposant DI signifie “Direct Interpolation”, et désigne l'interpolation faite a partir des
mémes fonctions de forme que celles utilisées pour la géométrie et les déplacements.
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tenue par I'interpolation éléments finis utilisée pour la géométrie et les déplacements
définie dans la partie 4.2.1.1.
Pour obtenir I'interpolation mixte de l’élément [Bathe 1986] le tenseur de déformation

de I’élément est construit a partir de e S et non & partir de €27, ou 'exposant AS

i
pour “Assumed Strain” désigne le champ postulé. Pour chaquje composante €;;, on
définit un ensemble de points £ = 1,...,n;; en spécifiant pour chaque point £ ses
coordonnées (r, s,t). Les différents points k utilisés pour l'interpolation mixte issue
de [Bathe 1986] sont présentés en Annexe A.2. Les composantes covariantes EAS du

tenseur de déformation peuvent s’écrire :

Nij

(r,s,t) Z (r,s,t) (4.49)

ou f,ij (r,s) sont des fonctions d’interpolation associées & la composante €;; du ten-
seur de déformation détaillées en Annexe A.2. En utilisant I'opérateur gradient
discrétisé B reliant les déformations aux déplacements u de 1’élément coque, on
peut écrire :

=B}'u (4.50)
A partir de 4.49, on obtient de méme
N5
e’ =B u= Z /B |k (4.51)
ol
B [F=B (ry, s, t) (4.52)

Enfin, au niveau de I'implantation numérique, la projection de la matrice qui relie
les déformations aux déplacements de la formulation mixte est construite a partir

du champ de déformation 6‘35

concu pour éliminer les déformations parasites, ce
qui permet ensuite de calculer le vecteur des forces nodales aux nceuds “esclaves”

par
nu

{ ff; } = / (B*)T6dV ot B = Z fPBOL |k (4.53)
int Vv

qui est finalement reprojeté a l'aide de ’équation 4.46 pour obtenir le vecteur des
forces nodales aux nceuds “maitres” de la coque. La matrice de rigidité 4.47 est
obtenue de facon similaire.

4.2.3 Validation de 1’élément coque CB

Afin de valider 'implantation numérique, un ensemble de tests standards dont
certains ont initialement été proposés par [Macneal 1985] puis ont été repris par
divers auteurs tels que [Vu-Quoc 2003, Trinh 2009] sont mis en ceuvre. Il s’agit de
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cas tests élastiques associés a des solutions de référence. En plus d’étre comparés
aux résultats issus de la littérature, les résultats obtenus par la modélisation coque
Continuum Based sont également comparés aux solutions obtenues par des calculs
équivalents réalisés avec des éléments volumiques. On cherche uniquement a vali-
der 'implantation des éléments coques Continuum Based quadratiques a 8 noeuds
car ce sont ceux qui seront utilisés dans la modélisation de 1’écaillage étant donné
que le raccord avec les éléments finis d’interface mixtes nécessitent que les éléments
soient quadratiques [Lorentz 2008]. Les éléments volumiques utilisés pour la com-
paraison sont des éléments héxahédriques a 20 nocuds et trois degrés de liberté en
déplacement par nceud. Chaque maillage utilisé est régulier et comporte un élément
dans I’épaisseur de la structure modélisée. Trois tests classiques souvent mis en
ceuvre pour la validation de la formulation d’éléments coque sont réalisés (figure
4.20) :
— (a) Poutre en flexion simple

L’objectif de ce test est de vérifier le comportement de 1’élément en flexion
simple en appliquant une sollicitation pour laquelle la flexion domine devant
le cisaillement. Ce test est réalisé sur une poutre de longueur L = 50 m, de
largeur [ = 4 m et d’épaisseur ¢t = 1 m. Le matériau est élastique isotrope
de module d’Young E = 68,25 MPa et de coefficient de Poisson v = 0,3. A
Pextrémité droite, la poutre est soumise & un effort tranchant de || P |=4 N
dans la direction perpendiculaire a la surface moyenne tandis que 'extrémité
gauche de la poutre est encastrée. Dans ’hypothese des petites perturbations
et en élasticité linéaire, ce probléme peut étre résolu analytiquement. La fleche
peut se calculer par :

PL3 L
Uy — avec = —
v 3pn, V2T 1

Le déplacement du noeud A suivant la direction i est tracé sur la figure 4.20-a

(4.54)

en fonction du nombre d’éléments utilisés dans les simulations.
— (b) Plaque en flexion et cisaillement dans son plan

L’objectif de ce test est de vérifier le comportement de I’élément en cisaille-
ment en appliquant une sollicitation pour laquelle le cisaillement domine de-
vant la flexion. Ce test est réalisé sur une plaque de longueur L = 48 mm, de
hauteur H = 12 mm et d’épaisseur t = 1 mm. Le matériau est élastique iso-
trope de module d’Young E = 30 MPa et de coefficient de Poisson v = 0,25. A
Pextrémité droite, la plaque est soumise & un effort || P ||= 40 N dans la direc-
tion parallele a la surface moyenne tandis que 'extrémité gauche de la poutre
est encastrée comme le montre la figure 4.20-b. Le calcul du déplacement de
référence du nceud A est détaillé dans [Trinh 2009]. II est obtenu a partir d’une
fonction d’Airy ou fonction de contrainte. Pour les dimensions de la structure
et le chargement donné, le déplacement du nceud A suivant la direction ¥/ est
égal & Ut = 0,3573 mm.
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FIGURE 4.20 — Cas tests de validation des
conditions aux limites et réponse globale.

— (c¢) Coque sphérique pincée
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éléments coques Continuum Based :

L’objectif de ce test est de vérifier le comportement de 1’'élément en flexion
et en cisaillement. Ce test est réalisé sur un quart d’une coque sphérique
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représenté sur la figure 4.20-c, de rayon R = 10 m, d’épaisseur ¢ = 0.04 m.
Le matériau utilisé est linéaire élastique, avec un module d’Young £ = 68,25
MPa et un coefficient de Poisson v = 0,3. Le chargement est décrit sur la
figure 4.20-c. Les déplacements verticaux sont bloqués sur un des poles afin
d’éviter les mouvements de corps rigides. La solution de référence suggérée
par [Trinh 2009] est adoptée pour ce cas test. Il s’agit de la moyenne des
résultats de calculs éléments finis obtenus par plusieurs codes de calcul et
dont lincertitude est estimée a 2%. Le déplacement de référence du nceud A
suivant 'axe 2" est u, = 92,4 mm.

Dans le test de la poutre en flexion simple et celui de la plaque en flexion et ci-
saillement, la réponse globale obtenue par le calcul avec des éléments volumiques
quadratiques converge plus rapidement vers la solution analytique. Les solutions
globales obtenues par les éléments coques présentent une erreur de 4% sur le test
de la poutre en flexion simple et une erreur de 6% sur le test de la plaque en flexion
et cisaillement. En revanche, le test de la coque sphérique pincée échoue aussi bien
dans la modélisation avec des éléments volumiques que dans celle avec des éléments
coques Continuum-Based. Ce test, connu pour étre sévere notamment a cause des
déformations complexes engendrées par les effets des courbures et du chargement
ponctuel, montre que les éléments de coque Continuum Based quadratiques sont ef-
fectivement sujets au vérouillage. L’imprécision des résultats montre que la méthode
d’élimination du vérouillage contient encore des erreurs d’implantation numérique.

4.3 Applications du modele mécanique

4.3.1 Test standard de la DCB (Double Cantilever Beam) en 3D

Afin de valider I'implantation des éléments coques ainsi que le raccord zone
cohésive/éléments coque, des calculs de comparaison sur un cas test présentant
des solutions de référence sont effectués. Il s’agit de la DCB, déja présentée en
4.1.3.2, que 'on modélise en 3D. Deux stratégies de modélisation sont comparées.
La premiere est une modélisation ou l'interface est intercalée entre des éléments
volumiques et des éléments coques de type Continuum Based (figure 4.21-a). Cette
modélisation fait intervenir les conditions de raccord entre élément coque et élément
a trois degrés de liberté pour assurer la continuité des champs. La seconde est une
modélisation ou les éléments d’interface sont insérés entre des éléments volumiques
(figure 4.21-b). Les éléments utilisés sont tous quadratiques et plusieurs éléments
sont utilisés dans I’épaisseur pour les modélisations volumiques.

La géométrie et les conditions aux limites du probleme sont équivalentes a celle
présentée en figure 4.10 mais avec des dimensions différentes : largeur b = 10 mm,
longueur L = 100 mm, préfissure ag = 20 mm. Ce probleme admet les solutions
analytiques approchées 4.32 et 4.33. La poutre est élastique isotrope, avec un module
d’Young E = 400000 MPa et un coefficient de Poisson v = 0,3. Des éléments
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d’interface sont insérés dans le prolongement de la préfissure et sont munis d’une loi
cohésive bilinéaire avec adhérence initiale parfaite. Le taux de restitution d’énergie
critique de I'interface en mode I est G, =2,5 N.mm™!, la force cohésive maximale
en mode I est o7. = 50 MPa et le saut de déplacement critique en mode I est ;. =
0,1 mm.

Dans un premier temps, on s’intéresse a l'influence de la modélisation combi-
nant éléments d’interface et coque sur 'amorcage et la propagation de la fissure.
Les réponses globales des structures sont tracées sur la figure 4.22 pour différentes
épaisseurs de la poutre 2h = 3 mm, 2h = 2 mm et 2h = 1 mm. La phase “élastique“
semble étre légérement affectée par la présence d’éléments coques. En effet, la
réponse élastique est plus rigide pour la modélisation coque/volumique que pour la
modélisation volumique/volumique (figure 4.23). En revanche, la réponse en phase
”propagative” est quasiment la méme pour les deux modélisations.

L’influence de I’épaisseur de la structure sur sa rigidité initiale est également
investiguée. D’apres les figures 4.22 et 4.23 la diminution de I'épaisseur des éléments
coques n’entraine pas une augmentation notable de la rigidité initiale.
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FIGURE 4.21 — Géométrie et maillage : (a) modélisation ou les éléments d’interface sont intercalés entre des éléments coques et des
éléments volumiques, (b) modélisation ou les éléments d’interface sont intercalés entre des éléments volumiques.
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Dans un second temps, on s’intéresse a 1’évolution de 'endommagement. L’évolution
de la zone endommagée est tracée aux mémes instants pour les deux modélisations
comparées (figure 4.24 et 4.25). d = 0 désigne une interface saine tandis que d = 1 si-
gnifie que l'interface est rompue. La fissure progresse de fagon similaire pour les deux
modélisations. L’utilisation d’éléments coques a cinq degrés de liberté ne semble
pas affecter la taille de la process zone (zone de transition entre éléments sains et
éléments rompus).

4.3.2 Délaminage sur tube cylindrique

Considérons un tube cylindrique de longueur 70 mm, de diametre interne constant
Diny = 16 mm et d’épaisseur e = 1 mm. Son axe longitudinal est orienté suivant
la direction z. Le tube est recouvert d’une barriere thermique d’épaisseur hpr =
150 pm sur une zone marquée en rouge sur la figure 4.26. La discrétisation élément
fini du volume est réalisée a I'aide d’éléments héxaédriques quadratiques réguliers.
Des éléments finis d’interface mixtes sont insérés entre la barriere thermique et
le substrat. Le calcul réalisé est purement mécanique (pas de couplage thermo-
mécanique).

Les parametres matériau utilisés ont été approximés par rapport aux valeurs
issues de la littérature [Théry 2007]. Le substrat est muni d’une loi élastique isotrope
dont les parametres matériau ne dépendent pas de la température et sont donnés
dans le tableau 4.5. La barriere thermique est modélisée a 1’aide d’une loi élastique
isotrope de parametre E = 30 000 MPa et v = 0,1 et de coeflicient de dilatation
thermique constant o = 1.107° K~!. Les parametres de la loi cohésive mécanique
sont le taux de restitution d’énergie critique G7. = 0,1 J m~2 et 'ouverture critique
81c = 1073 mm. Les déplacements u, sont bloqués au niveau de I'extrémité inférieure
(z = 0) tandis qu’une pression est appliquée a l'extrémité supérieure (z = 70 mm)
dans la direction 2" orientée dans la direction longitudinale.

TABLE 4.5 — Propriétés élastiques isotropes des deux couches modélisées
[Théry 2007].
Parametres Substrat | Barriere thermique
Module d’Young E (GPa) 129,5 30
Coefficient de Poisson v 0,408 0,1
Coefficient de dilatations thermique o (107> K1) | 1,4 1
Conductivité thermique K, (W/mK) 33

Un champ de température est imposé sous forme de champ de parametres ex-

ternes afin de créQer une dilatation thermique des différentes couches. La température
(2—35)

~ 100

a ce que le centre du tube (z = 35 mm) corresponde a la zone la plus chaude.

La méme structure est modélisée avec une barriere thermique maillée avec

T = exp( )Ty imposée est isotherme dans 1’épaisseur et est appliquée de sorte

des éléments volumiques comportant un élément dans 1’épaisseur. Le méme char-
gement est appliqué et ’évolution de I'endommagement est comparée entre la
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Temps (s) | 0| 1 2 |3
To(°C) | 0| 1200 | 1200 | O

TABLE 4.6 — Valeurs maximales du champ de température externe appliqué au tube.

modélisation comportant une barriere thermique maillée avec des éléments coques et
la modélisation avec une barriere thermique maillée avec des éléments volumiques.
L’évolution de 'endommagement a différents instants du calcul est représentée sur
la figure 4.27 ainsi que la température de la paroi externe correspondante. Du fait de
la symétrie du probleme, 'endommagement démarre aux deux zones ou les gradients
thermiques sont importants dans la direction longitudinale, étant donné qu’aucun
gradient de température n’est appliqué dans I’épaisseur. Une fois amorcée, la fissure
se propage tout le long du tube avec 'augmentation de la température. Les tailles
de la zone endommagée (0 < d < 1) et de la zone ou l'interface est completement
rompue (d = 1) sont treés similaires pour les deux stratégies de modélisation (figure
4.28). En revanche, on remarque que le glissement tangentiel a I'interface (ou saut de
déplacement tangentiel) suivant 2 noté d;2, moteur de I'endommagement du fait de
la dilatation contrariée dans la direction longitudinale entre la barriere thermique et
son substrat, présente quelques différences qui restent cependant peu significatives
(figure 4.29).
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D.0B333 0.16ET 035 03333 D4ALLT 05 05833 06667 075 08333 009187
0 1

FIGURE 4.24 — Zones endommagées aux instants ¢t = 1; 3; 5 s pour la DCB
d’épaisseur h = 3 mm pour la DCB volumique/volumique (d = 0 désigne une
interface saine et d = 1 désigne une interface rompue).
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FIGURE 4.25 — Zones endommagées aux instants ¢ = 1; 3; 5 s pour la DCB
d’épaisseur h = 3 mm pour la DCB coque/volumique (d = 0 désigne une inter-
face saine et d = 1 désigne une intereface rompue).
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FIGURE 4.26 — Maillage du tube. La zone rouge représente la barriere thermique.
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FIGURE 4.27 — Evolution durant la montée en température a t = 0,1; 0,2; 0,3; 0,4
s (a) de la température (°C') (b) et de 'endommagement interfacial correspondant
(d = 0 pour une interface saine, d = 1 pour une interface rompue).
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F1GURE 4.28 — Endommagement de I'interface durant la montée en température a
t = 0,58 (Anaz = d = 0 pour une interface saine, A\, = d = 1 pour une interface
rompue), (a) maillage avec barriere thermique en éléments coques (b) maillage avec
barriere thermique en éléments volumiques.
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FIGURE 4.29 — Glissement tangentiel d;5 de 'interface dans la direction longitudinale
durant la montée en température a t = 0,5 s (d = 0 pour une interface saine, d = 1
pour une interface rompue) (a) maillage avec barriére thermique en éléments coques
(b) maillage avec barriere thermique en éléments volumiques.
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CHAPITRE 5
Modélisation thermo-mécanique
de I’écaillage
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On cherche a modéliser un systeme multi-couche chargé par un flux de chaleur issu
d’un calcul aéro-thermique réalisé par Snecma. Du fait de ce chargement thermique,
les fissures qui se forment au-dessus de la couche d’alumine créent des discontinuités
dans le champ de température et modifient le flux de chaleur, affectant ainsi la
redistribution de la température dans ’aube de turbine. Les dilatations thermiques
de la piece sont affectées de méme que le comportement mécanique en raison de la
dépendance a la température de certaines grandeurs.

Une représentation incluant un couplage entre le probleme mécanique et le
probléme thermique est indispensable afin de considérer simultanément les change-
ments dans le processus de transfert de charge (création de nouvelles surfaces libres &
la suite de la propagation de fissure) et les variations du flux de chaleur comme étant
une conséquence directe de 'endommagement de 'interface. Pour cela, la résolution
du probleme mécanique a l'interface a 'aide d’un modele de zone cohésive est un
moyen d’accéder aux variables a l'interface du probleme mécanique telle que la
valeur de I'endommagement qui sont ensuite utilisées comme parametres externes
dans le probléme thermique. La dégradation de la conductance effective de la zone
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cohésive peut alors étre établie comme étant fonction des variables mécaniques de
I'interface. La résolution du probléme thermique permet ensuite d’obtenir la mo-
dification du profil de température de la piece qui sert au probleme mécanique
pour calculer les dilatations thermiques résultantes et modifier les parametres de
la loi de comportement mécanique qui dépendent de la température. Le probleme
thermo-mécanique couplé est résumé sur la figure 5.1.

Mécanique Thermique
e
" ?\02(((\\0\ "
[[ull =us+-u. "~ AN\ [[6]]=6.-06. -
barriere thermique ’:, - barriere thermique ~
substrat substrat
t / dégradation della conductance
endommagement effective de la zone cohésive
de l'interface hzc

—%

[[ull

¢ variables mécaniques

Altération de la réponse (d [tulln, po

mécanique (dilatation, < Flux de chaleur a travers

modification des lois Modification du profil une zone cohésive
de comportement ...) ,
de température
Qcz = - hzc [[9]]

FIGURE 5.1 — Le probleme thermo-mécanique couplé.

Dans un premier temps, le modele numérique destiné a modéliser la dégradation
de la conductance interfaciale est détaillé et testé sur des cas tests bidimension-
nels. Un élément de zone cohésive thermique découlant d’une formulation variation-
nelle en Lagrangien est présenté ainsi que le modele de dégradation de la conduc-
tance interfaciale dont 1’évolution est lié au probleme mécanique. Dans un second
temps, le modele de coque thermique destiné a modéliser le gradient thermique dans
I’épaisseur de la barriere thermique est présenté puis testé.

5.1 Modélisation du transfert de chaleur a ’interface

Le modele d’interface thermo-mécanique utilisé ici repose sur le concept de la
résistance thermique [McDonald 2000]. Cette catégorie de modele d’interface large-
ment étudiée (voir par exemple [Yvonnet 2011]) autorise un saut de température
tandis que le flux de chaleur normal est continu a travers I'interface. Une formula-
tion variationnelle en Lagrangien [Lorentz 2008] est de nouveau mise en ceuvre au
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sein du code de calcul par éléments finis Z-set [Zeb | pour définir un élément d’inter-
face mixte thermique destiné a modéliser la partie thermique du modele couplé. Un
modele de conductance interfaciale reposant sur le concept de la résistance ther-
mique, développé suivant les exemples de [Hattiangadi 2002, Hattiangadi 2005a,
Hattiangadi 2004, Hattiangadi 2005b, Ozdemir 2010], est proposé. Il prend en compte
les contributions relatives de la matiere et des gaz contenus dans les cavités formées
a linterface qui coalescent au fur et a mesure que I’endommagement interfacial
progresse.

5.1.1 Formulation d’un modele de zone cohésive thermique en La-
grangien

Les flux de chaleur appliqués a la structure étant majoritairement perpendicu-
laires & 'interface, on fait ’hypothese que le flux de chaleur interfacial est unique-
ment dirigé dans la direction normale du repere local de I’élément d’interface. Le
flux de chaleur traversant la zone cohésive est défini comme étant le produit du
saut de température [[0]] et de la conductance de 'interface hcz. Considérons un
volume 2 séparé par une fissure cohésive le long d’une surface interne I'. Le volume
2 est divisé par I en deux parties 27 et £27. Le vecteur n est un vecteur normal a
" dirigé de 2~ a 27 (figure 5.2). Le comportement thermique de l'interface I" est
donné par

[gn]] =0 surI' avec gn = —hoz[[0]] (5.1)

¢n est le flux de chaleur normal et 0 la température. Par analogie avec le saut de
déplacement mécanique, [[0]] = 6T — 0~ est la différence de température entre deux
points matériels (+ et —) initiallement confondus. En I’absence de source de chaleur
interne, 1’équilibre thermique dans la configuration actuelle s’écrit

pCof +V -q=0 dans Q\T (5.2)
p est la masse volumique, C), est la capacité thermique, ¢ est le flux de chaleur
appliqué au bord 02, du domaine {2 (figure 5.2). Les conditions aux limites de
Dirichlet et Neumann sont considérées de facon générale

0 =07 sur d0Qr et q-v=q sur 90, (5.3)

ou v est un vecteur unitaire sortant normal a 2. La fonctionnelle quadratique as-
sociée a la forme faible du probleme de diffusion de la chaleur, munie des conditions
de continuité du flux de chaleur interfacial 5.1 s’écrit

1 . 1
I(0) = 2/ pCU99d9+2/ q-Vod— q9dF—/(q+-n0+—q_-n¢9_)dF
/T QT 892, r
(5.4)
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q

FIGURE 5.2 — Représentation schématique du probleme thermique d’une structure

) contenant une fissure I'.

avec

+ .0t —a— -nd-)dl = + . n(0F — 9~)dl = . .
/F (q" 16" — g -n6~)dr /F ot 0" —67)dr /F gz (6l (5.5)

ou goz représente le flux de chaleur traversant la zone cohésive qui renferme le com-
portement thermique interfacial qui sera détaillé dans la section suivante. Le lieu de
fissuration est connu par avance et les discontinuités de température n’apparaitront
donc que sur une surface I' postulée a priori. Etant donné que I' ne dépend plus ex-
plicitement de @, les discontinuités notées d; peuvent étre confinées a un niveau local,
c'est-a-dire aux points de Gauss, et vérifier la condition de compatibilité [[]] = &;.
La résolution du probleme thermique peut s’écrire sous la forme d’une minimisation
sous contrainte d’égalité, dans laquelle les températures appartiennent aux champs
admissibles :

50t 976t

Q/r
[61)=5: [l1)=5: (5.6)

1/ qvedQ—/ quF—/qCZ(ét)étdF
2 /T 3982, r

Comme dans le probleme mécanique (équation 4.3), ce probléeme peut étre résolu

1 )
min 1;(0,4;) = min (2 pC,00d 02+
/

en cherchant un point selle (6,0, A;) du Lagrangien £ associé a la fonctionnelle
quadratique 5.4, permettant de regrouper dans une méme expression la contrainte
de compatibilité linéaire [[#]] = J; et I;. Le Lagrangien s’écrit :

L0, 6, M) = 10, 6) —|—/F)\t([[0]] — 0y)dTl’ (5.7)

avec

1 : 1
1(0,6) = 5 / pCu00d2 + 5 / qVod — / godr — / 407 (8)8,dT (5.8)
2\ 2\ a1, r
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At est un multiplicateur de Lagrange équivalent a la quantité de chaleur traversant
la zone cohésive pour assurer I’égalité [[0]] = d;. De la méme maniére que dans le
probléme mécanique (équation 4.4), une condition nécessaire pour que (6, §;, \;) soit
un point selle de £(0, 6y, \¢) est que

Dﬁ((e, (5t;)\t); (80,8615,8)\15)) == 0; va&,v&it,va/\t

VA L(0,6, M) =0
Vs, L(0,6,, M) =0 (5.9)
VoLl(0,6:, M) =0

ou DL((0,5:, M\); (00,00:,0M)) est une dérivée directionnelle de £ en un point
donné (0, d;, \¢), le long de la direction (96,9d;,0\;). Cela permet d’obtenir le
systeme d’équations suivant, Y00, V0d:, VO :

/Fa)\t([[ﬁﬂ —,)dl' =0 (5.10a)
_ /F 0(g026,) + A]05:dl = 0 (5.10b)
DL,00d52 + / A[[P9]dr = 0 (5.10¢)
o\ r
L’équation 5.10a assure 1’égalité [[0]] = &, ’équation 5.10b donne une interprétation

physique de \; qui est donc équivalent a un flux de chaleur normal traversant 'inter-
face, I’équation 5.10c décrit le raccord entre les transferts de chaleur a l'interface et
les transferts dans le volume. On introduit la discrétisation des sauts de température
[[0]] et des multiplicateurs de Lagrange \; telle que

[6]] = [D){©} (5.11)
At = [LI{A+} (5.12)
avec [D] = [NT]—[N~], [NT] et [N~] étant les traces de la matrice des fonctions de

forme quadratiques [N] sur I'" et '™ respectivement. [L] est la matrice des fonctions
de forme linéaires sur I'. {©} et {A;} sont les vecteurs de températures nodales et
de multiplicateurs de Lagrange nodaux respectivement. L’équation 5.10b peut étre
remplacée par

dqcz
9o

0 + QCZ:| =N e 6 =0(N) = 0r(Ay) (5.13)

que 'on peut interpréter comme un équivalent thermique de ’équation 4.9. Elle
définit 0; comme étant une fonction de A;. L’introduction de I'expression 5.13 dans
5.10a et 5.10c permet donc d’éliminer les degrés de liberté d; du systeme global par
condensation statique [Imbert 1995], d’ot le systéme non-linéaire dont les inconnues
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sont les vecteurs de températures nodales {©} et les multiplicateurs de Lagrange
nodaux {A} :

> wylL) - ([D{O} — 6:(Ay)) =0 -
g
1 1 1
At /Q\F[N}T2p0v(0t+m — 0)d2 + 5 /Q\F[B]quﬁ + ;wQ[Dg]T[L]{At} _
/ [N]"gdr
‘Qq
(5.15)

o [B] = [By...B;...B,] avec BT = {§0t; G, iy

5.1.2 Intégration de la loi de comportement cohésive thermique

De fagon générale, le modele de conductance cohésive proposé ici est déterminé
par ’état actuel de la fissuration interfaciale, la présence éventuelle de gaz empri-
sonné dans la fissure et, lorsque la fissure est fermée, par la conductance de contact
entre les levres de la fissure. Comme les parametres matériau de la zone cohésive
peuvent étre dépendant de la température, le modele de conductance est donc aussi
dépendant de la température de la zone cohésive, notée 0, qui sera définie dans la
section 5.1.3.

L’évolution de la conductance de la zone cohésive hz est reliée a la modélisation
mécanique de l'interface par sa dépendance a la variable interne d’endommagement
mécanique d (équation 4.25), a la composante normale du saut de déplacement [[u,]]
et la pression de contact a l'interface p..

Le modele de conductance interfacial tire son irreversibilité du probleme mécanique
a travers sa dépendance au parametre d’endommagement d strictement croissant.

Au cours de 'amorcage et la propagation de la fissure, chaque mode de transfert
de chaleur a l'interface (contact, conduction, convection, radiation) qui peut avoir
une influence significative sur le transfert de chaleur doit étre pris en compte. Le
flux de chaleur goz transporté d’une face a une autre de I'interface s’écrit

qcz = _hC'Z(éa d7 Hun“apc) : 515 (5'16)

La conductance de la zone cohésive hoz est calculée en fonction de 1’état
mécanique et thermique actuel (figure 5.3). L’intégration de la loi cohésive ther-
mique consiste a calculer §; aux points de Gauss de 1’élément répartis de la méme
manieére que dans le probleme mécanique (voir figure 4.1), & partir de 1’équation
5.13, tel que
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2hCZ(9_a da [[un]]apc) : 5t = >\t (5'17)

Cette égalité suppose entre autre que la conductance de l'interface hoyz est différente
de zéro. Si ce n’est pas le cas, une formulation du modele en Lagrangien augmenté
est plus appropriée. Suivant 1’état mécanique de l'interface, quatre situations sont
modélisées :

adhérence - endommagement . ouverture/refermeture
parfaite : :

flux de chaleur

c convectif
e 1L, R
I E,
“‘ z radiation
: Transfert par ‘
Interface parfaitement = conduction thermique - Radiation
conductrice a travers : - Convection
. -la matiére constituant | - Conduction de contact

‘l'interphase endommagée
- air chaud dans les cavités:

FIGURE 5.3 — Conductance de l'interface.

1. si(d=0)ou((0<d<1)et ([[uy]] =0)): interface parfaitement conduc-
trice

Comme la conductance de 'interface est équivalente a la conductivité d’une
couche qui n’a pas d’épaisseur, la conductance cohésive dans le cas de I’adhérence
mécanique parfaite devrait étre infiniement grande en théorie, étant donné
qu’elle est proportionnelle & la conductivité de I'interface intacte (avec d = 0)
et inversemment proportionnelle & son épaisseur h = 0. Une régularisation de
la fonction qui consiste a remplacer la conductance infinie par une tres grande
valeur, tel que c’est souvent proposé dans la littérature [Hattiangadi 2005b,
Hattiangadi 2005a, Hattiangadi 2004, Ozdemir 2010] n’est pas nécessaire dans
le cadre de la formulation en Lagrangien. Lorsque 'interface est parfaitement
adhérente, elle est modélisée comme étant parfaitement conductrice en in-
terdisant les sauts de température. On a, pour une interface parfaitement
conductrice

8 = 0. (5.18)

On fait également 'hypotheése qu’une interface endommagée ((0 < d < 1)) et
fermée (([[un]] = 0)) est parfaitement conductrice.

2. 8i (0<d<1)et ([[uy]] >0) : interface endommagée
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92

Pour une interface endommagée, la conductance cohésive est une combinai-
son linéaire des flux de chaleurs effectués a travers les liens de matiére exis-
tants a l'interface et a travers les cavités formées lors de I'’endommagement.
Les cavitées sont supposées étre remplies de gaz chauds dont la conducti-
vité thermique est dépendante de la température. La discontinuité locale de
température devient

A ke(l=d) | (ke +Cyf)d
"= Shor T T T ()

ou k, est la conductivité thermique des gaz, et k,, est la conductivité ef-

(5.19)

fective des liens de matieres. La conductivité des gaz est supposée dépendre
linéairement de la température 6 de la zone cohésive.

. si(d=1) et [[uy]] < 2w : contact

Pour une interface rompue et fermée, la conductance de la fissure est modélisée
par un modele de conductance de contact élastique simplifié [Mikic 1974]
dans lequel la surface de contact réelle est limitée par les aspérités de la
surface totale. Dans ce modele, le flux de chaleur est supposé avoir lieu a
travers les aspérités de surface en contact ainsi qu’a travers les gaz conte-
nus dans les cavités formées entre les aspérités. La conductivité des gaz ren-
fermés dans les cavités dépend de la température de la fissure. La conduc-
tance de contact est proportionnelle a la pression de contact p. assimilable
a la force cohésive normale lorsque le saut de déplacement normal est nul
(pe = Th(d = 1,][[uy]] = 0)), a la rugosité des levres de la fissure w et aux
propriétés mécaniques et thermiques des deux couches adjacentes qui forment
I'interface. Pour simplifier, on suppose que la conductance de contact dépend
des constantes linéaires isotropes et de la conductivité thermique de la barriere
thermique (Eq, v., k.) et du substrat (FEs,vs, ks) respectivement. Un module
d’Young équivalent est défini par 1/E.y = (1—1v2)/E.+(1—v2%)/Es, de méme
qu’une conductivité thermique équivalente 1/keq = 1/k. + 1/ks. Lorsque les
levres de la fissure sont en contact, on a

kegpe ka 0
avec hcoz = > +( + Cyf)

= —
"7 2hey 2wEe, 2w

(5.20)

. Si(d=1) et [[uy]] > 2w : fissure ouverte

Lorsque la fissure est ouverte, la chaleur est transportée par les gaz chauds
contenus dans la fissure et par radiation entre les levres de la fissure. Lorsque
la fissure est ouverte, on a

At
_ (ka + Cyf) Sb + =\[(HT+)2 —)2
hog = IR b e P OO 0] (522
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Le second terme de I'expression 5.22 réfere a la contribution des effets radiatifs
qui dépendent de la température des deux levres de la fissure [Hattiangadi 2005b],
de la constante de Stefan-Boltzmann S, = 5.67 x 10=8 W/m?K* et du coeffi-
cient d’émissivité e,, des levres de la fissure.

5.1.3 Intégration de la dépendance a la température de la zone
cohésive

En vue de caractériser la dépendance a la température des parametres de la zone
cohésive thermique, on fait I’hypothese que la température varie linéairement dans
I’épaisseur de la zone cohésive. La température de la zone cohésive 0 est alors définie
comme une température moyenne :

_ a9

j— # (5.23)
On définit sa discrétisation par :

0 = [M]{©} (5.24)

avec [M] = [NT]+ [N~], [NT] et [N~] étant les traces de la matrice des fonctions
de forme quadratiques [N] sur I'" et I'" respectivement.

On peut ainsi calculer les matrices tangentes associées a chaque situation (1-4)
précédemment décrite par :

06,0, A, [16]]) _ 96:(0, A\, [161]) 90 N 05,0, M, [167]) 9[[6]]
90 a0 90 a[[6]] P

(5.25)

et . .
06(0,¢ , [[0]]) _ 90¢(0, A, [[0]]) ON

oA, O\ oA, (5.26)

5.1.4 Tllustrations sur un cas test élémentaire

Un calcul thermo-mécanique couplé sur un élément cohésif intercalé entre deux
éléments volumiques est réalisé. La géométrie, le maillage et les conditions aux
limites sont présentés sur la figure 5.4.

TABLE 5.1 — Parametres matériau du cas test élémentaire
interface
0. (MPa) 100
Substrat de (mm) 0,06
E (GPa) 420000 B 1
v 0,23 ke (W/mK) | 0,013
a (1076 K=1) | 6,7 Em (W/mK) | 20
Kyo (W/mK) | 33 Cy (W/mK?) | 6,5x10°
w (mm) 1074
em 0,8
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Mécanique Thermique

U
‘ ’ ehaut

éément
- >

d'interface 0,2 mm

y
111111111 j;* Qo
Ux=Uy=0 \ ‘

" 0,1 mm |

FIGURE 5.4 — Maillage et conditions aux limites du cas test élémentaire.

Evolution de la conductance de la zone cohésive en fonction de la température
moyenne de Pinterface

On cherche a examiner I'évolution du flux de chaleur interfacial pour une struc-
ture chargée en mode I de fissuration et soumise a un gradient transversal de
température. Un déplacement U, est appliqué sur la face supérieure afin de réaliser
une ouverture strictement croissante de l'interface. Parallelement, une température
linéairement croissante 0y, = 293, 15 — 2000 K est appliquée sur la face supérieure
et une température constante 0p,s = 293,15 K est imposée a la face inférieure (fi-
gure 5.4-b). Les parametres matériau de U'interface et du volume sont donnés dans
le tableau 5.1. Trois valeurs de I'ouverture critique d. & rupture sont testées.
L’évolution de la force cohésive T}, en fonction de 'ouverture normale [[u,]] de
I’élément d’interface est représentée sur la figure 5.5-a. Pour chacune des trois va-
leurs de I'ouverture critique . = 0,01;0,06;0,08mm utilisée, la rupture marquée
par une chute de la force cohésive T, a 0, a lieu pour une différence de température
appliquée (Onaut — Opas) = 1305 705; 930 K respectivement. La rupture est ca-
ractérisée par une chute des flux de chaleurs transmis a l'interface (figures 5.5-b et
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5.5-c). Cette diminution des flux de chaleur survient & cause de la perte de matiere
conductrice a I'interface, en grande partie responsable des transferts de chaleur dans
I'interface endommagée.

Les flux de chaleur a I'interface sont comparés a une solution analytique (figure
5.5-b) établie comme étant une loi de type Fourier telle que

do
= Ko — 5.27
q Yy (5.27)

q¢" quantifie le flux de chaleur traversant une structure non endommagée, soumise
a un gradient de température g—z = W, ou h = 0,2 mm est ’épaisseur de
la structure, et K,,; = 33 W/mK sa conductivité. Le flux de chaleur interfacial
qcoz est dans un premier temps tangent a la solution non endommagée, puis tend
a s’adoucissir sous ’accroissement de 'ouverture normal et de I'endommagement
interfacial jusqu’a atteindre une valeur maximale ¢/#%". Enfin, gqocz décroit sans
atteindre zéro lors de la rupture de ’élément d’interface. Le pic de goz est d’autant
plus élevé que la température appliquée est grande.

L’évolution du flux de chaleur interfacial goz en fonction du saut de température
[[0]] & linterface est représentée sur la figure 5.5-d. La phase d’adhérence initiale
parfaite, caractérisée par un saut de déplacement [[u,]] = 0, se manifeste par
une évolution croissante du flux de chaleur interfacial qui est due au gradient de
température imposé dans la structure, pour un saut de température [[f]] = 0. L’in-
terface est alors parfaitement conductrice.

Apres la rupture, les transferts de chaleur & I'interface ne sont pas nuls car ils
sont assurés par la convection et la radiation. Dans le cas considéré, les flux de cha-
leur transportés par radiation et convection sont faibles. Une légere augmentation
du flux de chaleur interfacial oz est néanmois appercue pour de grandes valeurs
de température appliquées pour lesquelles les tranferts thermiques par radiation

deviennent significatifs (figure 5.5-b,c,d).

Analyse des transferts de chaleur dans une fissure ouverte.

Lorsque la fissure est ouverte (d = 1 et [[u,|] > 0), les transferts de chaleur s’ef-
fectuent par convection et radiation. Les flux de chaleur traversant une fissure ou-
verte sont analysés sur une configuration ou l'interface est initialement rompue
(dini = 1) et 'ouverture normale est maintenue constante a [[u,|] = 0,01 mm.
Un gradient de température croissant est appliqué en imposant une température
constante Op,s = 293,15 K sur la face inférieure et une température linéairement
croissante 0,4, sur la face supérieure.

En pratique, la contribution des gaz a la conductance d’une fissure ouverte
varie en fonction de plusieurs parametres tels que la composition chimique du gaz
ou la pression ambiante [Mogro-Campero 1997]. Afin de quantifier ces variations,
les flux de chaleurs traversant la fissure sont évalués pour quatre conductivités
différentes (0,25k,, 0,5kq, kq, 2kq) et représentés sur la figure 5.6-a. Il en résulte
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o (D)

— b solut]on anaIquue —
- NE 80 | & =0,01 — |4
© ] 6c =0,06 — |
a £ 60f oc =008 — |
= S wf E
[ s ]
= O 20¢F E
E O F
0 Bt 0
0 0.2 004 0.060.08 0.1 0.12 0.14 0.16 0 4oo 1200 1600 200C
Ouverture normale [[Un]] (mm) ehaut - Bbas (K)
C
<2 Sl
g st B =008 —— |3 g ;
S w0 i 2
O 20F i 0 E
O 10 E O _g
o 1 1 ||||||||: o - p—
0 0.020.04 0.06 0.08 0.1 012 0.14 0.16 0 400 800 1200 1600 200C
Ouverture normale [[Un]] (mm) Saut de temperature [[6]1(K)

FIGURE 5.5 — (a) Evolution de la force cohésive T;, en fonction de I'ouverture nor-
male [[u,]] de ’élément d’interface, (b) évolution du flux de chaleur interfacial gcz
en fonction de la différence de température Opqur — Opas appliqué a la structure, (c)
évolution du flux de chaleur interfacial goz en fonction de l'ouverture normale [[uy,]]
de P'interface, (d) évolution du flux de chaleur interfacial goz en fonction du saut
de température [[f]] a l'interface.

que augmentation de la conductivité des gaz peut augmenter les flux de chaleur
a l'interface de maniere considérable. En doublant la conductivité thermique des
gaz contenus dans les cavités formant la fissure, la quantité de flux de chaleurs
traversant l'interface augmente de 12%.

La figure 5.6-b montre ’évolution du flux de chaleur en fonction des températures
appliquées Oyt — Opas pour différents coefficients d’émissivité e, des levres de la
fissure. Le calcul effectué sans radiation (e,, = 0) montre que la contribution de
la conductivité des gaz domine largement par rapport a la contribution des effets
radiatifs dans le transfert de chaleur en fissure ouverte. Toutes les courbes sont
en effet confondues jusqu’a Opgur — Opas = 2500 K, c’est-a-dire a des températures
qui dépassent largement les températures de fonctionnement des structures étudiées
dans cette these. Les effets radiatifs ne sont importants que lorsque les températures
sont tres élevées, et cela méme pour un coefficient d’émissivité élevé (e,, = 1). Ces
observations concordent avec les observations faite par [Hattiangadi 2004].
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FIGURE 5.6 — Evolution du flux de chaleur interfacial ¢oz en fonction des
températures appliquées (Opqut — Opas) pour une fissure ouverte, (a) variation de
la conductivité de l'air k,, (b) variation du coefficient d’émissivité e,,.

5.1.5 Application a une structure 2D : bicouche fissuré en flexion
5.1.5.1 Géométrie et conditions aux limites

Dans le but de valider le modele cohésif thermo-mécanique, un cas test proposé
dans la littérature est mis en ceuvre. Il s’agit d’une poutre bicouche contenant une
pré-fissure cohésive soumise a un gradient de température dans la direction perpen-
diculaire au plan de la fissure. Ce cas test a été introduit par [Hutchinson 1995
qui a proposé un modele analytique exprimant le taux de restitution d’énergie de
la structure fissurée soumise a un gradient transversale de température, en fonction
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FIGURE 5.7 — Géométrie et conditions aux limites de la poutre fissurée.

du nombre de Biot . Le méme cas test a été mis en ceuvre par [Hattiangadi 2004] &
travers un modele cohésif thermo-mécanique destiné a des applications composites
sans toutefois mener le calcul jusqu’au délaminage.

Dans un premier temps, des calculs sont effectués sans faire propager la fissure
afin d’étudier uniquement I’évolution des transferts de chaleur et leurs conséquences
sur la cinématique de la structure. Une étude du délaminage sous 'effet d’un gra-
dient transversal de température est ensuite réalisée par comparaison des résultats
a des solutions analytiques proposées dans [Hutchinson 1995]. Enfin, une étude pa-
ramétrique est menée afin d’évaluer l'influence des parametres du modele cohésif
thermique sur le comportement thermo-mécanique de la structure fissurée.

La géométrie et les conditions aux limites du calcul sont tirées de [Hattiangadi 2004].
Considérons une structure faite de deux couches (substrat et revétement) de matériaux
différents élastiques isotropes, de longueur L = 30 mm et d’épaisseur H = 2 mm
telle qu’illustrée sur la figure 5.7. L’épaisseur du revétement est e = 0,211H =
0,422 mm. Des éléments d’interface sont insérés entre les deux couches, a 'interface
considérée comme étant le lieu de fissuration potentielle. Une pré-fissure cohésive de
longueur 2a est modélisée au centre de I'interface en initialisant I’endommagement
des éléments d’interface modélisant la pré-fissure a d = 1. Cette configuration re-
pose sur l'observation faite par [Hutchinson 1995] que cette localisation de la fissure,
située approximativement au premier quart de la poutre a partir de la surface la plus
chaude, correspond a la région de la structure ot le taux de restitution d’énergie
est maximal et ol le facteur d’intensité des contraintes en mode I est faible lorsque
la fissure est chargée par un gradient de température qui lui est perpendiculaire.

Une température uniforme constante est imposée sur la surface inférieure #* =
293.15 K et une température uniforme linéairement croissante 6%t est appliquée
a la face supérieure jusqu’a ce la température maximale 04, = 1600 K soit
atteinte. La température de la surface inférieure est établie comme température de

1. Le nombre de Biot est un parametre adimensionné permettant de caractériser de fagon
phénoménologique les variations de flux de chaleur traversant la fissure.
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référence. La poutre est fixée en son centre (Uy[z = 0,y = 0] = 0) afin d’autoriser
la flexion de la structure et des flux de chaleur nuls [go(x = £L) = 0] sont imposés
sur les deux cotés.

La solution couplée en déplacement-température est calculée grace a un algo-
rithme CSS sous-cyclé [Piperno 1995] & pas de couplage adaptatif (voir section 5.2),
en utilisant les mémes maillages pour les sous-problemes mécanique et thermique.
La structure est maillée a 'aide de quadrangles quadratiques réguliers de longueur
d’élément I,; = 0,05 mm. Les variations du flux de chaleur interfacial consécutives
a I’évolution du probléme mécanique sont analysées. Deux longueurs de pré-fissure
sont étudiées (@ = 4 et 8 mm). De méme, les conséquences de la redistribution
du flux de chaleur sur les déformations d’origine thermique sont examinées. Par
ailleurs, deux modeles de conductance interfaciale sont comparés :

— A/ un modele de conductance dont les parametres ne dépendent pas explici-
tement de la température, avec Cy = 0 et sans effets radiatifs. Les parametres
matériau mécanique et thermique sont donnés dans le tableau 5.3-A.

— B/ un modele de conductance impliquant une dépendance linéaire de la conduc-
tivité thermique des gaz kg, = k, + C’gé et les effets radiatifs entre les levres
de la fissure. Les parametres matériau mécanique et thermique sont donnés
dans le tableau 5.3-B.

TABLE 5.2 — Parametres matériau de la poutre fissurée.

Substrat | Revétement
E (GPa) 420 180
v 0,23 0,2
a (1076 K1) | 6,7 3,2
k (W/mK) 33 10

TABLE 5.3 — Parameétres matériau de 'interface.

Interface A Interface B
or. (MPa) 30 30
07c (mm) 0,01 0,01
I3 0,2 0,2
ko (W/mK) 0,013 0,013
km (W/mK) | 20 20
Cy (W/mK?) | 0 6,5x107°
w (mm) 1074 1074
em pas de radiation | 0,8

5.1.5.2 De la flexion a ’ouverture de la fissure

Les évolutions des profils de température sont représentés sur les figures 5.8 et
5.9. Quand la différence de température entre les faces supérieure et inférieure de

99



CHAPITRE 5. MODELISATION THERMO-MECANIQUE DE L’ECAILLAGE

2.9e+02
4e+02

5.1e+02
6.2e+02
7.3e+02
8.4e+02
9.5e+02

1.1e+03

1.2e+03

1.3e+03

! . 1.4e+03
1.5e+03

1.6e+03

FIGURE 5.8 — Evolution du champ de température (K) pour une pré-fissure de
longueur ¢ = 4 mm et un modele de conductance de fissure A.

la structure augmente, les dilatations thermiques entrainent la flexion de la struc-
ture. La flexion entraine a son tour I'ouverture de la pré-fissure cohésive. Lorsque
Pouverture de la fissure devient significative, la fissure peut géner le flux de cha-
leur transversal. Plus la conductance de la fissure décroit, plus elle tend a bloquer
les flux de chaleurs transversaux qui sont alors redirigés vers les parties les plus
conductrices de l'interface, c’est a dire les zones les moins endommagées.

— 65 qugmente, les contraintes ther-

Lorsque la différence de température g7ut
miques induites par les flux de chaleur redirigés au voisinage des pointes de fissure
peuvent accroitre de facon significative 'ouverture de fissure. C’est le cas avec le
modele de conductance A (figure 5.8). En contraste, le profil de température cal-
culé a I’aide du modele B ol la conductance dépend de la température @ de la zone
cohésive n’est pas tres perturbé par la présence d’une fissure tant que la différence
de température appliquée 094 — 945 est inférieure & 1200 K (figure 5.9). Cette
tendance des résultats a également été observé par [Hattiangadi 2004] pour des
parametres matériau différents.

Lorsque la différence de température atteint 1300 K, une cloque est formée au
centre du revétement. L’ouverture normale maximale de la fissure cohésive, obtenue

en z = 0, est comparée pour les deux modeles de conductance de fissure (figure 5.10).
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FIGURE 5.9 — Evolution du champ de température (K) pour une pré-fissure de
longueur ¢ = 4 mm et le modele B de conductance de fissure qui prend en compte
la dépendance des parametres cohésifs a la température ainsi que les effets radiatifs
a l'intérieur de la fissure.

La plus grande ouverture est obtenue avec le modele A. L’ouverture de fissure est
en revanche retardée avec le modele B. Ces observations sont valables pour les
deux longeurs de pré-fissure étudiées. On remarque également que les ouvertures
normales obtenues pour de plus grandes longueurs de pré-fissure (¢ = 8 mm) sont
plus grandes.

On montre une comparaison des ouvertures normales d’interface entre deux
calculs (figure 5.11). Le premier est un bimatériau dont les propriétés mécaniques
et thermiques des deux couches (revétement et subtrat) sont données dans le tableau
5.2. Le second est un monomatériau dont les propriétés mécaniques et thermiques
des deux couches correspondent a celle du substrat. Dans les deux cas, on observe
la formation d’une cloque au centre de la structure dont la profondeur maximale est
proche de la valeur de d7.. Les différences d’ouverture observées proviennent du fait
que le modele monomatériau est plus rigide. Par ailleurs, la réalisation du calcul
sur un modele monomatériau (mémes parametres matériau pour le subtrat et le
revétement) montre que ouverture de fissure n’est pas un résultat de la disparité
élastique des deux couches, notamment de la dilatation thermique contrariée entre
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FIGURE 5.10 — Ouverture normale & (6"t — be3) . = 1300 K de la zone cohésive le
long de la longueur de la structure.

les deux couches de coefficients de dilatation thermique différents. Cette ouverture
de fissure est la conséquence de la modification du profil de température induite par
la présence d’une fissure cohésive.

Longueur de pre-fissure cohesive a = 4 mm

0.014 ¢
0.012 £
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FIGURE 5.11 — Ouverture normale & (#"@t — 9%%). = 1300 K de la zone cohésive
le long de la longueur de la structure avec le modele A de conductance interfaciale.
Comparaison entre les ouvertures normales pour une structure bimatériau et une
structure monomatériau.
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On compare a présent l'effet de la longueur de la pré-fissure sur le compor-
tement thermo-mécanique de la structure. Trois longueurs a = 4;6 et 8 mm de
pré-fissures sont étudiées et sont évaluées en fonction de la dépendance ou non a
la température du modele de conductance interfaciale (modele A et B). Le flux
de chaleur interfacial ¢, en x = 0. Il est comparé pour les trois longueurs de pré-
fissure et est comparé & une solution analytique prise comme étant le flux de chaleur
qs = —kqu—z d’une structure non fissurée, avec ke, la conductivité équivalente telle
que 1/keq = 1/ky 4+ 1/ks, kg et k, étant les conductivités thermiques du substrat et
du revétement respectivement. Les flux de chaleur traversant 'interface obtenus a
I’aide des modeles de conductance A et B sont tracés sur la figure 5.12.

Pour toutes les longueurs de pré-fissures étudiées, une fraction importante de
la conductance interfaciale d’une structure non-fissurée est initialement récupérée.
Pour la pré-fissure courte (¢ = 4 mm), le flux de chaleur interfacial calculé pour
le modele de conductance B, c’est-a-dire avec des parametres dépendant de la
température de 'interface, est tres peu perturbé. Au fur et & mesure que la structure
fléchit, les flux de chaleurs traversant 'interface diminuent peu de sorte a mainte-
nir des transferts de chaleur a l'interface comparables & ceux transférés dans une
structure non-fissurée, y compris pour des différences de température élevées. Pour
de plus grande longueurs de pré-fissure, les valeurs initiales sont proches de g5 et
diminuent ensuite pour une différence de température 074t — s d’autant plus
faible que la longueur de pré-fissure est grande. Les flux de chaleurs a l'interface
augmentent ensuite proportionnellement a l'augmentation de la température ap-
pliquée, d’apres I’équation 5.22. L’observation du champ de contraintes o}, dans le
revétement, calculée en x = 0 et illustré sur la figure 5.13-a, montre une diminution
des contraintes dans la direction Z lorsque le flux de chaleur interfacial diminue.

La réponse couplée calculée a I’aide du modele A, dont les parametres d’inter-
face ne dépendent pas de la température, évoluent différemment par rapport a la
longueur de pré-fissure. Pour une faible différence de température #hevt — gbes  Je
comportement thermique de la fissure ne dévie pas de celui d’une structure fissurée.
Les transferts de chaleur sont alors assurés par la conductance de contact. Lorsque la
différence de température augmente, le flux de chaleur décroit avec ’accroissement
de 'ouverture de fissure. Dans le cas d’une fissure pseudo-isolante, la redirection des
flux de chaleurs vers les régions les moins endommagées tendent & accroitre I’ouver-
ture d’interface du fait de 'importance des contraintes d’origine thermique. Plus la
longueur de pré-fissure est faible, plus la différence de température (6794 — gbas) 3
laquelle le flux de chaleur interfacial décroit est faible. D’apres ’équation 5.22 et
compte tenu du comportement pseudo-isolant de la fissure, les valeurs convergent
vers [[0]]kq/[[un]] avec 'augmentation de la différence de température (figure 5.12-
b). Les contraintes 0., dans le revétement, représentées sur les figures 5.13-b et
5.14, montrent une transition de la traction a la compression dans la partie du
revétement adjacente a la pré-fissure, simultanément avec la baisse du flux de cha-
leur interfacial. Les contraintes d’origine thermique engendrées par la redirection
des flux de chaleur a I'interface tendent a mettre la couche supérieure en compres-
sion. Les efforts de compression sont d’autant plus importants que la pré-fissure est
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FIGURE 5.12 — Flux de chaleur a travers la zone cohésive en x = 0, en fonction
de la différence de température appliquée 0" — §b%5  pour deux configurations
différentes de conductance interfaciales A et B ainsi que trois tailles a de pré-fissure
cohésive différentes.

grande et ce sont ces contraintes qui contribuent a ’augmentation de ’ouverture de
la fissure (figure 5.10) plus importante avec le modele de conductance A qu’avec le
modele B.

Ces observations montrent que la présence de gaz ”chauds“ dans l'interface,
obtenue avec le modele de conductance B, réduit 'ouverture de fissure en main-
tenant les transferts de chaleur a l'interface. La présence d’une fissure de petite
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FIGURE 5.13 — Contrainte o, dans le revétement, en x = 0, en fonction de la

différence de température appliquée §reut —gbas

, pour deux configurations différentes
de conductance interfaciales A et B ainsi que trois tailles a de pré-fissure cohésive

différentes.

taille affecte donc peu le comportement thermo-mécanique global de la structure
qui reste proche de celui d’une structure non-fissurée. En revanche, lorsque la fissure
ouverte est peu conductrice, elle tend a rediriger les flux de chaleur vers les régions
les plus conductrices, induisant ainsi de fortes contraintes d’origine thermique qui
provoquent I'ouverture de l'interface.
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FIGURE 5.14 — Champs de contrainte o,, pour une conductance interfaciale suivant
le modele A (a) longueur de pré-fissure a = 4 mm, (b) longueur de pré-fissure a = 8
mm.

5.1.5.3 Délaminage sous ’effet d’un gradient transversal de température

Dans cette section, on cherche a faire propager la fissure sous l'effet du gra-
dient thermique appliqué dans I’épaisseur et a comparer les résultats a ceux de la
littérature. Ce probleme a déja été formulé de maniere analytique par [Hutchinson 1995]
dans le but d’établir un critere en température en-dessous duquel le délaminage ne
peut avoir lieu. Pour une structure monomatériau contenant une pré-fissure de lon-
gueur 2a située a une distance e = 0,211H de la face supérieure, la différence de
température critique au-dela de laquelle la fissure se propage est donnée par :

— 2
kg H B
haut _ pbasy __ l Gc(¢) ( L+ 4kvoj cos '\ Gc(qﬁ)a)
(0 0°%) = - (5.28)
! 102FEH

ou kg = ak, désigne la conductivité des gaz remplissant la pré-fissure, a étant une
constante. La structure est supposée étre élastique isotrope, de conductivité k.,
de coefficient de dilatation thermique a et avec E = E/(1—v?), ou E est le module
d’Young et v le coefficient de Poisson. L’angle de mixité modale ¢ est également
calculée de maniere analytique a ’aide de I’expression suivante :

tan(¢) = —2L (5.29)

Les expressions détaillées des facteurs d’intensité des contraintes Kj;; et K
sont données en Annexe A.3. Afin de se placer dans les mémes conditions que le
modele analytique, les calculs réalisés ne tiennent pas compte de la dépendance des
parametres du modele cohésif a la température (modele A). De plus, la structure
est un monomatériau dont les parametres sont donnés dans le tableau 5.3-A et les
deux couches ont les parametres matériau du substrat. La propagation est analysée
pour différentes valeurs de la conductivité k, des gaz contenus dans la pré-fissure.
L’évolution du champ de température au cours de 'accroissement de la fissure
interfaciale est représentée en figure 5.15 pour une conductivité k, = 0, 25k, des gaz
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contenus dans la fissure. L’évolution du profil de température induit par I’évolution
des variables internes de 'interface y est représenté.

Les différences de température critique avant propagation sont comparées dans le
tableau 5.4. (fhaut —gbas)caleul correspond 4 la différence de température atteinte lors
de la rupture du premier élément d’interface. Les valeurs calculées sont proches des
valeurs obtenues par le calcul analytique donné par Eq. 5.28 (moins de 3,5 % d’écart
entre la valeur calculée et la valeur analytique). Les différences observées peuvent
étre die aux hypotheéses qui sous-tendent le modele analytique. Dans 'analyse de
[Hutchinson 1995], 'ouverture de la fissure est supposée constante le long de la
fissure et il n’y a pas de contact entre les levres de la fissure. De plus, la solution
est établie a partir d’une fissure dans un milieu infini.

Les comparaisons effectuées entre les différentes valeurs de la conductivité du
k4 du gaz contenu dans la fissure montrent que plus la fissure est conductrice et
donc plus kg4 est élevée, plus la différence de température critique a propagation est
élevée. Cette différence se manifeste également sur I’étendue des zones endommagées
représentée sur la figure 5.16 a une différence de température donnée, le long de I'axe
x a partir de la pointe de la pré-fissure x = 4 mm. Le modeéle avec la plus faible
conductance est le plus endommagé et le plus délaminé. Quelques effets de bords
sont visibles a 'extrémité de la structure, a x = 15 mm.

4.2e+02 G.de+2 B.Te+02 Be+02 9.2e+02 1e+03 1.2e+03 1.3e+03 L.4e+03 1.5e+03 1.7e+03
2,9e+02 1.8e+03

FI1GURE 5.15 — Evolution du champ de température au cours de la propagation
(kg = 0,25k,).
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Endommagement d

12

FIGURE 5.16 — Comparaison de l'étendue des zones endommagées, pour une
différence de température appliquée = (9% — gb2s) = 810.85K sur le cas mo-
nomatériau.

TABLE 5.4 — Comparaison avec le modele analytique.

kg (ghaut — gbas) (K) | (phaut — gbas)caleul (K) | écart absolu (K) | écart relatif
0.1k, | 74841 774.85 26,44 3.5 %
0,25k, | 798,17 822,85 924,68 3,09%
0,5k, | 881,12 894,85 13,73 1,5 %
kq 1047,01 1062,85 15,84 1,5 %
2kq 1378,80 1386,85 8,05 0,5 %
5.1.5.4 Etude paramétrique
Influence de la rugosité moyenne 2w de l’interface.
La pré-fissure cohésive est initialement fermée (ouverture normale [[u,]] = 0) jusqu’a

ce que la flexion de la structure provoque 'ouverture de la pré-fissure. Au cours de

cette premiere phase, les transferts de chaleur a I'interface se font par conduction de

contact entre les deux levres de la fissure. La conductance de contact est inversement
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proportionnelle & la rugosité moyenne 2w des levres de la fissure (d’apres Eq. 5.20).
Lorsque (0 < [[uy]] < 2w), la conductance de contact est calculée par la contribution
des gaz chauds contenus a l'interface dans les cavités formées par les aspérités en
contact. Si [[u,]] = 0, la conductance de contact est calculée comme étant la somme
d’une contribution proportionnelle & la pression de contact p. et d’une contribution
des gaz chauds contenus dans les cavités formées par les aspérités en contact.
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FIGURE 5.17 — Flux de chaleur interfacial @)}, calculé en x = 0 en fonction de
la différence de température appliquée 079% — gbas pour différentes valeurs de la
rugosité moyenne des levres de la fissure 2w (mm), (a) modele d’interface B, (b)
modele d’interface (A).

Le flux de chaleur interfacial ¢’,(x = 0) est tracé sur la figure 5.17 pour
différentes valeurs du parametre w, pour une pré-fissure de longueur (¢ = 4 mm). Le
parametre 2w traduit I'ouverture de transition entre la fissure en contact et la fissure
ouverte. Pour de faibles valeurs (2w < 2um), on remarque que peu de perturba-
tions du flux de chaleur interfacial interviennent en dehors de la transition contact-
ouverture qui se produit lorsque la différence de température appliquée avoisine
ghaut _ gbas — 290 K pour une fissure modélisée avec les parametres A (tableau 5.3-
A) et pour une différence de température appliquée avoisinant #*** —gbas — 1200 K
avec les parametres B (tableau 5.3-B). Dans la zone de transition contact-ouverture,
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Iinfluence du parametre de rugosité est perceptible. L’augmentation de 2w tend a
adoucir le comportement cohésif thermique. En revanche, avec une valeur trop élevée
de la rugosité interfaciale (a partir de 2w = 2 pm), le flux de chaleur interfacial ne
présente pas une zone de transition nette entre contact et ouverture. Les flux de
chaleurs a l'interface sont alors plus faibles du fait de la part non-négligeable de la
conductivité des gaz contenus dans les cavités formées a l'interface sur la conduc-
tance de la fissure (figure 5.17).

Influence du parameétre 5 de dépendance a la mixité des modes de solli-
citation a l’interface

modele B
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FIGURE 5.18 — Ouverture normale a (67 — §*). = 1300 K de la zone cohésive
pour différentes valeurs du parametre S de dépendance a la mixité des modes.

Lorsque la différence de température atteint 1300K, une cloque se forme au
centre du revétement. L’ouverture normale maximale de la fissure cohésive, obtenue
en (z = 0), est comparée sur la figure 5.18 pour les deux modeles de conductances
A et B, en faisant varier le parametre S quantifiant la dépendance du taux de
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restitution d’énergie critique G, a la mixité des modes de sollicitation a Iinterface
(équation 4.18). Le méme taux de restitution d’énergie critique G, en mode I est
utilisé pour tous les calculs. Il résulte de cette comparaison que les plus grandes
ouvertures d’interface sont obtenues pour les valeurs les plus faibles de (3, ce qui
indique une forte dépendance a la mixité des modes de sollicitations. Les contraintes
de cisaillement présentes en pointe de fissure ont pour effet d’accroitre la ténacité
de l'interface G.(¢), qui est d’autant plus élevée qu’elle est sollicitée en mode II de
fissuration. Comme la plus grande valeur de G.(¢) est obtenue pour la plus petite
valeur de f3, la plus grande profondeur de la cloque est obtenue pour 8 = 0.1, et
cela avec les deux modeles de conductance. Cette comparaison montre I'importance
de la dépendance de G, a la mixité des modes de sollicitation sur la morphologie
de la cloque. Plus G, est élevé, plus la cloque tend a se stabiliser et a s’approfondir
sous l'accroissement du gradient de température. En revanche, plus la profondeur
de la cloque augmentera, plus les pointes de fissure seront sollicitées en mode 1
[Hutchinson 2001], ce qui favorisera la propagation de la cloque.

5.2 Couplage thermo-mécanique

Dans le but de réutiliser le code existant, le choix de la méthode de couplage s’est
portée sur une méthode partitionnée permettant de traiter indépendamment chaque
sous-probleme mécanique et thermique. La méthode de couplage utilisée est 1'al-
gorithme sous-cyclé CSS (Conventional Serial Staggered) [Piperno 1995] implanté
dans Z-set. Les sous-problemes mécanique et thermique s’échangent les quantités
nécessaires au couplage a des instants précis qui correspondent a la fréquence de
la physique la plus lente, généralement la mécanique (figure 5.19). Au cours d’une
itération de couplage, chaque code peut étre amené a réaliser un sous-cyclage de pas
de temps At au cours duquel une approximation linéaire de 1’évolution des gran-
deurs physiques entre deux états transmis est réalisée pour déterminer I’état sous-
cyclé. Cette approximation influence fortement la stabilité de la solution couplée.

5.2.1 Couplage a pas de temps adaptatifs

La réalisation des premiers calculs thermo-mécaniques couplés mettant en ceuvre
le modele de zone cohésif thermo-mécanique a montré les limitations de 1’algo-
rithme sous-cyclé CSS a pas de couplage fixe pour la modélisation d’une fissure
qui se propage, incluant la prise en compte des variations induites dans le profil de
température.

Les limitations du modele se manifestent lors d’une propagation rapide de la
fissure, rendant le probleme thermique incapable de réaliser des prédictions correctes
du champ de température. La propagation rapide de la fissure peut entrainer de
grandes variations des champs locaux d’endommagement et /ou d’ouverture normale
qui ne sont pas prises en compte au cours des itérations de couplage. L’accumulation
des erreurs au cours des incréments rend alors le calcul peu prédictif.
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FIGURE 5.19 - Algorithme CSS sous-cyclé a pas de couplage fixe Atpze
[Piperno 1995].
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FIGURE 5.20 — Quantités échangées entre les problemes mécanique et thermique au
cours du couplage.

Ces limitations ont conduit a l'introduction d’un pilotage des pas de temps au
moyen d’une variable interne du modele cohésif mécanique. La variable interne est
choisie comme étant une variable dont des variations trop importantes peuvent af-
fecter le probleme thermique. Selon les cas, il peut s’agir de I'ouverture normale
[[un]] ou Pendommagement d. Ce pilotage & pas de temps adaptatif permet d’in-
valider le pas de temps du code thermique si le code mécanique doit réaliser un
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sous-cyclage dans le but d’effectuer de plus petits incréments si les variations de la
variable interne de couplage est trop importante. Il est illustrée en figure 5.21 et
s’effectue de la fagon suivante pour un couplage controlé sur [[u,]] :
— le code thermique réalise la prédiction A(by,)
— le code mécanique calcule I'état B(a,y1) & partir du profil de température
an+41
— Si les variations de [[u,]] induites par a,41 sont trop importantes (va-
leur [[uy]] supérieure & deux fois sa valeur a l'incrément précédent) de
le code mécanique divise ses pas de temps et calcule I'état B(aniat,,..)
a l'instant ¢ = n 4+ Atgyne.
— Le code thermique invalide son pas de temps, réalise une nouvelle
prédiction consistant a calculer A(b,4¢,,,.) et envoie les variables
Ant At gype A probleme mécaniqe, a 'instant t = n 4 Aty
— le code mécanique calcule 'état B(an1at,,,.)-

e

| r-----

0 1 n-1

Thermique A(bo)
o ———0

a ||bo 2 b4

check
check

I

Mécanique B(a1)

&—>|- —»|- —»0

I,
3
N,
bll ro?". E bIl+Atsync
o
- —>-->0
B ( an+Atsync)

FIGURE 5.21 — Rajout d’un pas de temps adaptatif au moyen d’un contréle sur une
variable interne du modele cohésif. Une vérification de la convergence du probléeme
couplé (check) est effectuée en fin de chaque incrément suivant un critere prédéfini.

5.2.2 Illustration sur le cas de la poutre fissurée en flexion

Le calcul présenté en paragraphe 5.1.5 est analysé a 'aide des deux méthodes
de couplage incluant ou non ’adaptation des pas de temps par controle sur une
variable interne mécanique. On notera ”Couplage 1 les résultats obtenus a ’aide
de l'algorithme CSS sous-cyclé a pas de couplage fixe et ” Couplage 2 les résultats
obtenus lors d’un calcul couplé avec pas de temps adaptatifs entre les deux sous-
problemes et controlé a l'aide de la variable interne d’ouverture interfaciale [[uy]]
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calculée au sein du probleme mécanique. Les parametres de couplage utilisés pour
chacune des deux méthodes comparées sont donnés dans le tableau 5.5.

TABLE 5.5 — Parametres de couplage
Couplage 1, An | 1, A | 1, Ayg
nombre d’itérations de couplage 5 5 5 1

nombre d’incréments par sous-probleme | 150 300 600 150

Longueur de pre-fissure cohesive a = 4 mm

1600 —r——————————————
couplage 1, At1
couplage 1, At2 x
1400 [ couplage 1, At3 + M
couplage 2 —
1200 ‘
M
3 X
~~ 1000 | -
(0] X X &
=
2 X
© 800 [ K ]
() X
g— X
F 600 -
= M
400 .
200 E
O 1 1 1 1 1
0 0.5 1 1.5 2 2.5 3

temps (s)

FIGURE 5.22 — Comparaison de la température calculée en un point du substrat
situé au centre de la structure avec deux méthodes de couplage différente.

L’évolution de la température en un point du substrat situé au centre de la
structure (figure 5.7), sous la pré-fissure cohésive, obtenue par le ”Couplage 1“ avec
des pas de temps fixe, 5 itérations couplage et pour un nombre d’incréments allant
de 150 a 600, est comparé a I’évolution de la température obtenue par la méthode
”Couplage 2%, tel qu’on peut le voir sur la figure 5.22. Les instants t = 0,5 s et t =
2,5 s correspondent respectivement a la transition contact/ouverture et au début de
la propagation de la fissure. Le calcul effectué avec 600 incréments a divergé a t =
1,9 s. A l'instant t = 2,5 s correspondant & la rupture du premier élément d’interface,
les températures calculées par la méthode de couplage 1 oscillent lorsque la fissure
se propage. En revanche, la température calculée au méme point par la méthode de
Couplage 2 évolue sans osciller et est cohérente avec les déformations mécaniques.
On constate en effet une décroissance de la température du substrat consécutive a
Pouverture de fissure qui a engendré la décroissance des flux de chaleurs traversant
Iinterface.
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Longueur de pre-fissure cohesive a = 4 mm
1600

Nb iterationé de couplage = 2

-
Nb iterations de couplage =5 e
1400 [ Nb iterations de couplage =10 © ,
Nb iterations de couplage = 20 *
Nb iterations de couplage = 100 <
1200 |
<
~~ 1000 |
(0]
—
=]
=
© 800
[}
g
S 600 ]
|_
400 ]
200 1
0 1 1 1 1 1
0 0.5 1 1.5 2 25 3

temps (s)

FI1GURE 5.23 — Comparaison de la température calculée en un point situé au centre
de la structure avec I'algorithme CSS sous-cyclé a pas de couplage fixe (couplage
1) pour différents nombre d’itérations de couplage.

On compare a présent les températures obtenues au méme point du substrat
a partir des résultats de plusieurs calculs réalisés avec le ”Couplage 1%, avec 150
incréments et pour différents nombres d’itérations de couplage variant de 2 a 100
(figure 5.23). L’instant ¢ = 0,5 s correspond & une ouverture rapide de la pré-
fissure, sans propagation, tandis que I'instant ¢t = 2,5 s correspond au début de la
propagation de la fissure. L’évolution du profil de température est réguliére avant
la rupture du premier élément d’interface mais est fortement perturbée lorsque la
fissure se propage. Ces perturbations se manifestent sous la forme d’un saut de
température visible a partir de ¢ = 2 s et aussi sous forme d’oscillations de la
température au cours de la propagation de la fissure. L’augmentation du nombre
d’itérations de couplage ne résout donc pas le probleme.

L’évolution de I'’endommagement mécanique de l'interface est également tres
affectée par le couplage thermo-mécanique. L’état d’endommagement de l'interface
a l'instant ¢ = 3 s est représenté sur la figure 5.24, avec d = 0 pour une interface
saine et d = 1 pour une interface rompue, la taille initiale de la pré-fissure étant
de a = 4 mm. Quelques effets de bords sont présents a l'extrémité de la structure
(x =15 mm).
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Longueur de pre-fissure cohesive a = 4 mm

T T T T T T T
1
o 08
—
c
(O]
5
S 0.6 -
o]
€
5
S 04
c
L
0.2
couplage 1 O
o L couplage 2 *
0 2 4

FIGURE 5.24 — Comparaison des profils d’endommagement d de la structure obtenus
avec deux méthodes de couplage différente, a ¢t = 3 s. Le centre de la structure se
trouve en (x = 0).
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5.3 Implantation d’un élément de coque thermique dans
Z-set

Dans le cadre de cette étude, un modele de coque thermique destiné a modéliser
le gradient de température dans la barriere thermique est a implanter et a valider
dans le code de calcul Z-set. Son interpolation devra tenir compte de la forme
de la répartition de la température dans I’épaisseur de la barriere thermique. La
formulation choisie est présentée puis validée sur des cas tests simples issus de la
littérature. Sa géométrie, décrite par une surface moyenne, dérive d’'un élément
volumique 3D isoparamétrique ou les cotés linéaires relient les deux faces (top et
bottom) qui contiennent le méme nombre de noeuds. De plus, les faces externes de
I’élément sont courbes tandis que les sections le long de I’épaisseur restent droites.

5.3.1 Formulation d’un modele de coque thermique avec répartition
linéaire de la température dans 1’épaisseur

On se propose d’implanter un modele de coque thermique avec répartition linéaire
de la température dans 1’épaisseur tel que présenté dans [Surana 1990]. Ce modele
de coque thermique est comparable a une hypothese de type Reissner-Mindlin en
mécanique, selon laquelle une droite normale a la surface moyenne de la coque
reste droite au cours de la transformation, ce qui permet d’avoir des champs de
déplacement qui varient linéairement dans ’épaisseur. La cinématique et le champ
de température de I’élément sont décrits dans la section 2.2.5.2. Dans la modélisation
thermique, une répartition linéaire de la température dans 1’épaisseur de la coque
s’obtient en écrivant le champ de température en fonction de deux variables no-
dales : la température de sa surface de référence (température moyenne) et le gra-
dient de la température dans son épaisseur. Cette modélisation est comparable aux
modélisations de coques mécaniques qui possedent des inconnues en déplacement
et en rotation a chaque nceud.

Les degrés de liberté de la coque avec une interpolation linéaire de la température
dans I’épaisseur sont la température moyenne 6% et le gradient de température dans
I’épaisseur % pour chaque noeud situé sur la surface moyenne de la coque (figure
5.25) :

0K Hflfaut + Hlf(is ot agK _ eflwat — Ql{gs (5 30)

5.3.1.1 Implantation : I’approche Continuum Based pour les coques
thermique

Dans le cadre de la these, on s’en tiendra a un modele de coque thermique avec
répartition linéaire de la température dans I’épaisseur. L’implantation numérique
est réalisée suivant ’approche ” Continuum Based “ (CB) pour les coques détaillée
en 4.2.1. De méme qu’en mécanique, on construit, a partir de la géométrie de la
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® noeuds maitres TSl

e noeuds esclaves S
bottom
OK

FIGURE 5.25 — Degrés de liberté le long d’une fibre.

coque, un élément volumique sous-jacent dont on nommera les noeuds ”esclaves”. On

peut noter que dans une représentation linéaire de la température dans 1’épaisseur,

I’élément volumique sous-jacent aura deux fois plus de noeuds que 1’élément coque.

Ces derniers seront fictifs mais permettront de déterminer par des moyens numériques
ne faisant pas référence aux spécificités de la modélisation coque, le jacobien et le

résidu de I’élément, qui serviront par la suite a calculer, par projection, ceux de la

coque.

La température moyenne et le gradient de température dans 1’épaisseur sont
les degrés de liberté des nceuds maitres, tandis que les nceuds esclaves auront une
température par nceud. La relation entre les degrés de liberté de la modélisation
coque et ceux de la modélisation volumique sous-jacente le long d’une fibre (figure

5.25) s’écrit
Htop GK
{ o } —Gi{ (5.31)
K esclave oy maitre

Ou Gy est le bloc, correspondant a la fibre K, de la matrice G qui décrit le passage
entre les modélisations maitre/esclave. G est donnée par

: ] (5.32)

La matrice G permet de déduire aisément la relation entre les flux aux nceuds
maitres et esclaves (équation 5.33) ainsi que la relation entre les matrices de rigidité
(équation 5.34) de chaque représentation :
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top )
{ ot } =GR (5.33)
K esclave
Kggzaitre _ GTK%scla'ueG (534)

ot GT' désigne la transposée de la matrice G. Cette approche a 'avantage de
permettre l'utilisation plus intuitive de modeles issus d’une représentation volu-
mique classique, et épargne donc de développer une formulation complete incluant
I’écriture de la forme faible et la discrétisation d’un probleme prenant en compte la
complexité engendrée par la courbure de la coque. Par ailleurs, 'approche Conti-
nuum Based shell permet d’exploiter des méthodologies numériques destinée a la
modélisation volumique déja en place et validée dans Z-set.

5.3.1.2 Raccord avec éléments a 3 DDL

Le raccord des éléments coques a deux degrés de liberté avec des éléments volu-
mique a un degré de liberté en température est réalisé a 1’aide de conditions de type
MPC 2. Elles sont imposées entre les nceuds maitres de la coque et ceux de I’élément
a un degré de liberté a raccorder. Cette relation entre les degrés de liberté de nceuds
non nécessairement coincidents est ici de type linéaire du fait de I'approximation
linéaire de la température dans I’épaisseur de la coque. Ainsi, la continuité entre les
champs de température de deux éléments de degrés de liberté différents est assurée
de maniére dynamique au cours du calcul. Si les nceuds de degrés de liberté 8V de
la face supérieure d’un élément tridimensionnel sont raccordés a la face inférieure
de la coque, la relation s’écrit :

O

_ ot

{e[V(}_GK{ 905 } (5.35)
Iy

G} est le bloc de G correspondant a la face & raccorder, avec G = [I  1/2].

Cette technique de raccordement sera mise en ceuvre lors de 1'utilisation combinée

d’éléments coques avec des éléments de zone cohésive.

5.3.1.3 Cas particulier des conditions aux limites

Les conditions aux limites du probleme thermique considéré ici peuvent étre spécifiées
comme des températures imposées § = 0P, des flux imposés ¢ = G ou encore des
convections surfaciques ¢ = h(0 — 6y). Dans le cadre de la modélisation de la BT,
on prendra par exemple en entrée un couple (h, 6p), réparti sur 'enveloppe externe
de I'aube et issu d’un calcul aérothermique de la turbine.

Compte tenu de la géométrie de ’élément coque, représentée ici par une unique
surface courbe et dont les degrés de liberté sont mixtes (température et gradient),
I’application des conditions aux limites sur une “face“ de la coque, ne coincidant

2. Multi-Points Constraints.
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pas avec la surface moyenne, ne se fait pas sans détour. Cependant, la modélisation
volumique sous-jacente offre un cadre plus spontané a l’écriture des conditions
aux limites a appliquer sur une face dont la géométrie, fictive, repose sur celle
de cet élément volumique sous-jacent. Il en résulte par exemple qu’imposer une
température 0 sur une face d’une coque revient & écrire une relation linéaire
entre ses degrés de liberté (température moyenne et gradient de température dans
Iépaisseur). Cela équivaut a mettre en place une relation de type MPC (Multi-Point
Constraint) qui permet de projeter la condition aux limites sur la surface moyenne.
Les particularités liées a 'application de conditions aux limites sur I’élément de
coque thermique ont été traitées cas par cas et ont fait 'objet de développement
de conditions aux limites spécifiques dans Z-set.

Ainsi, imposer une température (condition de type Dirichlet) sur une face de
la coque thermique a répartition linéaire dans I’épaisseur revient a mettre en place
une relation de type MPC entre les noeuds maitres et les noeuds esclaves de la
face concernée. Imposer des température sur les deux faces revient a ajouter deux
MPC. Pour les conditions de type Neumann ¢ = ¢ appliquée sur une face de la
coque thermique, 'utilisation de la matrice de passage G permet d’appliquer le
flux de chaleur surfacique a la face de I’élément volumique sous-jacent sur lequel
I'intégration numérique est réalisée. Le passage coque-volume s’écrit

/ [NCOQHB]quF - [G]T/ [Nvolume]quP (536)

c v

[Neogue) est la matrice des fonctions de forme de I'élément de coque surfacique,
[Nyotume) est la matrice des fonctions de forme de I’élément volumique.

En ce qui concerne les conditions de flux convectif ¢ = h(6 — y) (conditions de
Robin), une contribution au résidu de la méme forme que 5.36 doit étre calculée,
ainsi qu'une contribution au jacobien qui apparait du fait de la dépendance de la
condition aux limite a la température. La contribution au résidu s’obtient a partir
de la matrice de passage G :

/ [Ncoque]quF = [G]T/ [Nvolume]quF (537)

c v

La contribution au jacobien s’obtient par :

dq dq
/1“ [Ncoque}T%[Ncoque]dF - [G]T/ [Nvolume]T%[Nvolume]dF[G] (538)

v

avec

dq _ Oh

5.3.2 Validation numérique des éléments de coque thermique et
des conditions de raccord
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A 0,3°
y (portion modélisée)

FIGURE 5.26 — Géométrie du cylindre et portion modélisée.

L’exemple numérique présenté est mis en ceuvre dans le but de valider la précision
du modele de coque implanté ainsi que des conditions de raccords décrite en pa-
ragraphe 5.3.1.2. Les calculs disposent de solutions analytiques en thermique sta-
tionnaire. La géométrie du probleme est représentée sur la figure 5.26. On considere
un cylindre creux infiniment long maillé avec des éléments volumiques, de rayon
interne R;,; = 5 mm et d’épaisseur t.,; = 4 mm. La conductivité thermique du cy-
lindre est K =3 W/(mK). Le cylindre est recouvert d’une couche d’élément coque
ayant les mémes propriétés matériau que le volume et d’épaisseur t.ogue = 0,1 mm.
Les conditions aux limites appliquées sont telles que la température ne varie pas
dans les directions axiales et circonférentielle. Seule une portion du cylindre est
donc modélisée (figure 5.26). Il s’agit d’une section radiale du tube (3°) avec une
dimension axiale arbitraire (z = 10). Deux exemples de conditions aux limites sont
étudiées :

— Cas 1 : Conditions de Dirichlet
Une température 6;,; est imposée sur la paroi interne du cylindre et une
température O, est imposée sur la paroi externe. On cherche a comparer la
température a I'intérieur du tube R,y < R < Rezt. Des conditions de flux nuls
sont appliquées sur les bords du cylindre. Pour des raisons de symétrie, les
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isothermes sont des cylindres coaxiaux et la température n’est pas fonction
de la position z. S’il n'y a pas de dégagement de chaleur interne et si la
conductivité thermique est constante, ’équation de la chaleur s’écrit :

20 1 do
A = — _— =
O=9r T RiR

La solution de cette équation différentielle est de la forme :

0 (5.40)

f=alnR+p (5.41)

ou « et B sont deux constantes calculées a ’aide des conditions aux limites du
probleme. Le champ de température analytique, qui est ici indépendant de la
conductivité K constante, est alors donné par ’expression :

eint I_%'ge:vt InR+ Hea:t In Rint I_%.aint In Re:vt
int int

Rezt Rezt
— (1) Oint = 20°C' et Oy = 100°C
— (2) it = 20°C et Oepy = 300°C
Les résultats obtenus sont tracés sur les figures 5.27 et 5.28 et comparés a la
solution analytique. Les solutions calculées sont quasiment égales aux solu-

0= (5.42)

tions analytiques.

0 T T T T
solution numerique

80 | | T
705_ solution analytique e _
60 e -
50 | - -
40 | o ]
30;_ o _
0 b 1]

Temperature (°C)

FI1GURE 5.27 — Température dans la direction radiale du cylindre en configuration
déformée pour (a) 0;,; = 20°C et Oy = 100°C.

— Cas 2 : Flux convectif et flux surfacique
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On applique un flux de chaleur surfacique ¢ sur la paroi interne du cylindre
et un flux de chaleur convectif ¢ = h(f — 6p) est appliqué sur la paroi ex-
terne, avec h = 5W/mm2K~! et 6y = 30°C. Des conditions de flux nul sont
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FIGURE 5.28 — Température dans la direction radiale du cylindre en configuration
déformée pour 6;,; = 20°C et O, = 300°C.

appliquées sur les bords du cylindre. Une solution analytique du champ de
température peut étre obtenue a partir des équations de la conduction ther-
mique unidimensionnelle exprimée dans la direction radiale :

TRent R K
g = ] 9 5.43
K <H(Rmt) + hRmt> + %o (5-43)

Deux valeurs du flux de chaleur surfacique sont appliquées :
— (1) g = 100 W/mm 2
— (2) =200 W/mm~?
Les résultats obtenus sont tracés sur les figures 5.29 et 5.30 et comparés a la

solution analytique. On constate quelques écarts entre la solution analytique et
la solution calculée. Pour le calcul (1), Perreur est de 2°C sur la surface externe
tandis qu’elle est de 5°C pour le calcul (2). Compte tenu des températures
appliquées, ces erreurs peuvent étre considérées comme acceptable.
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Temperature (°C)
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FIGURE 5.29 — Température dans la direction radiale du cylindre en configuration
déformée pour ¢ = 200 W/mm 2.
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F1GuRrE 5.30 — Température dans la direction radiale du cylindre en configuration
déformée pour ¢ = 100 W/mm 2.

5.4 Conclusion du chapitre

Un modele de zone cohésive thermique dont la formulation variationnelle repose

sur un Lagrangien est présenté. Son intérét principal est de pouvoir modéliser

une interface parfaitement conductrice lorsqu’elle est mécaniquement parfaitement
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adhérente. Dans la définition du modele cohésif thermique (partie 5.1.2), on a
fait ’hypothese que, lorsque l'interface est endommagée mais fermée, c’est-a-dire
que 'ouverture normale est égale a zéro, l'interface est parfaitement conductrice.
Une autre hypothese aurait pu étre faite en considérant que si I'interface était en-
dommagée et fermée, le flux de chaleur interfacial est affecté. La définition de la
conductance interfaciale hcy aurait alors nécessité l'introduction d’un parametre

supplémentaire x; de régularisation empéchant sa valeur d’étre infinie lorsque ’ou-
K

T’
la conductivité de l'interface. Le parametre x; est une limite inférieure de I'ouver-

ture normale [[uy,]], avec x; = max (&, [[uy]]). Cela réduirait la conductance cohésive
lorsque l'ouverture normale [[u,]] est proche de zéro. Une représentation physique
de ¢ est donnée par [Hattiangadi 2005b, Friedrich 2008] dans le cas particulier d’un
substrat composite revétu d’une couche protectrice contre l'oxydation : £ est la
valeur du diametre initial de la porosité a 'interfaciale.

L’étude des dépendances des parametres du modele de zone cohésif thermique

verture normale de l'interface est égale & zéro, de la forme hoy = ou K représente

a la température a montré 'importance de l'introduction de cette non-linéarité
supplémentaire au modele. Cette dépendance devient particulierement indispen-
sable pour modéliser une fissure ouverte ou lorsque les températures sont élevées.
La réalisation du cas test de flexion sous l'effet d’un gradient de température a
montré I'influence de la quantité de chaleur traversant 'interface sur 'ouverture de
fissure et I’étendue de 'endommagement. Lorsque les flux de chaleur a l'interface
sont peu perturbés, 'ouverture interfaciale est limitée.

En vue de modéliser les gradients de température dans 1’épaisseur de la barriere
thermique, un modele de coque thermique avec une répartition linéaire de la température
dans I’épaisseur a été implanté. Une série de cas tests a été mise en ceuvre pour
valider I'implantation.
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En vue de préparer le calcul sur aube complete, des calculs thermo-mécaniques
couplés sur des structures tridimensionnelles recouvertes d’une barriére thermique
sont effectués. Les modélisations présentées dans ce chapitre sont réalisées avec
deux couches de matériau, le substrat et la barriere thermique, entre lesquelles
sont intercalés les modeles de zone cohésive destinés a modéliser le comportement
thermo-mécanique de l'interface. La sous-couche protectrice n’est pas modélisée.
Les résultats présentés sont obtenus & partir de calculs thermo-mécaniques couplés
faisant intervenir chacune des briques développées au cours de la these et qui mettent
en ceuvre 'algorithme de couplage partitionné fort a pas de temps adaptatif présenté
dans la section 5.2.

Avant le calcul sur aube, le délaminage de la barriere thermique sur deux
géométries intermédiaires d’éprouvette tubulaire dite “lisse”, c’est-a-dire non per-
forée, est étudié. Ces géométries tubulaires servent a réaliser des calculs a gradient
thermique de paroi de complexité croissante. La premiere géométrie étudiée est
un tube cylindrique de section constante. La comparaison entre un calcul réalisé
avec un substrat linéaire isotrope et un substrat élasto-viscoplastique anisotrope en
superalliage monocristallin AM1 [Davidson 1983] permet d’étudier 'effet de I’ani-
sotropie et de la dépendance a la température des parametres matériau du substrat
sur I"amorcgage et la propagation de la fissure interfaciale responsable de 1’écaillage.
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La deuxieme géométrie étudiée est une éprouvette tubulaire lisse a section va-
riable destinée a préparer un essai technologique qui sera réalisé ultérieurement a
I’Onera dans le but de valider le modele numérique par comparaison a des résultats
expérimentaux. Le réalisme du chargement, des parametres matériau et des di-
mensions de la structure, permettent de mettre en ceuvre les développements sur
un calcul dont les résultats serviront a dégager des conclusions préliminaires sur
le domaine de validité du modele thermo-mécanique couplé développé dans cette
étude.

Enfin, les premiers calculs sur aube revétue sont présentés. Il s’agit dans un
premier temps de simulations réalisées avec un chargement thermique arbitraire
puis dans un second temps, de simulations effectuées avec un chargement thermique
issu d’un calcul aéro-thermique de la turbine réalisé par Snecma.

6.1 Tube élastique isotrope a section constante

L’objectif de ce calcul est de faire fonctionner ’ensemble des développements
réalisés sur un calcul thermo-mécanique couplé réalisé sur une structure tridimen-
sionnelle dans lequel on fait délaminer la barriere thermique au cours d’un cycle
thermo-mécanique. Le cycle de chargement a la forme typique des chargements de
I’aube de turbine en service et est constitué de trois phases successives : une montée
en température, un temps de maintien et un refroidissement.

6.1.1 Géométrie et conditions aux limites

Considérons un substrat en forme de tube cylindrique de longueur 70 mm, de rayon
interne constant R;,; = 8 mm et d’épaisseur e = 1 mm. Le substrat est recou-
vert d’une barriere thermique d’épaisseur constante hpr = 150 pm déposée sur
Iensemble de sa paroi externe. La géométrie est illustrée sur la figure 6.1.

Conditions aux limites et chargement thermo-mécaniques

Le chargement et les conditions aux limites thermiques et mécaniques sont représentés
sur la figure 6.2. On réalise un cycle constitué successivement d’une montée en
température, d’un temps de maintien puis d’une descente en température. Les
déplacements verticaux u,(z = 0) sont bloqués & 'extrémité inférieure du tube tan-
dis qu'un déplacement vertical est appliqué de maniere uniforme a ’autre extrémité,
avec u,(z = 70 mm) = U,. Les valeurs de U, a différents instants sont données dans
le tableau 6.1. Les mouvements de corps rigides sont bloqués de sorte a ce que la
structure puisse se dilater dans toutes les directions.

Le gradient thermique de paroi est obtenu en refroidissant la paroi interne du
tube et en réchauffant la surface externe de la barriere thermique recouvrant le tube.
Le refroidissement de la paroi interne est réalisé au moyen d’un flux convectif froid
Gint = h(T —T.) ou T est la température de la surface interne, h = 1 x 1073
Wmm2K~! est le coefficient de transfert thermique et 7, = 293,15 K est la
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FIGURE 6.1 — Géométrie du tube a section constante en coordonnées cartésiennes
et cylindriques.
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FI1GURE 6.2 — Conditions aux limites thermiques et mécaniques appliquées au tube
cylindrique.

a2
température de I'environnement. Un flux de chaleur surfacique ¢ = exp(— (z 155’ ) )40

est appliqué sur la surface externe de la barriere thermique pour effectuer le chauf-
fage de sorte a ce que la région située a mi-hauteur du tube (z = 35 mm) soit la
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CHAPITRE 6. EXPLOITATIONS

région a plus forte température. Les valeurs de ¢y a différents instants sont données
dans le tableau 6.1. La température des deux extrémités du tube est maintenue
constante a T = 293,15 K.

TABLE 6.1 — Chargement externe appliqué sur le tube.
Temps (s) | 0] 1 2 |3
go(Wmm=2) [0]0,72 0,72 |0

U.(mm) |0] 02 ] 020

6.1.2 Parametres matériau

Le substrat et la barriere thermique sont modélisés a ’aide de lois matériau élastiques
linéaires isotropes et indépendantes de la température, issues de [Théry 2007] et
détaillées dans le tableau 6.2 :

TABLE 6.2 — Propriétés élastiques isotropes du substrat et de la barriere thermique
(BT) [Théry 2007].

Parametres Substrat | BT
Module d’Young E (GPa) 129,5 30
Coefficient de Poisson v 0,408 0,1
Coefficient de dilatation thermique o (1075 K=1) | 1,4 1
Conductivité thermique K, (W/mK) 33

L’interface est munie de la loi cohésive bilinéaire présentée dans la section 4.1.2
dont I’énergie cohésive dépend du chargement appliqué. Les propriétés mécaniques
de l'interface utilisées pour le calcul reposent sur des résultats d’essais de ca-
ractérisation de la résistance interfaciale sur éprouvettes thermiquement cyclées !
réalisés a I’Onera [Vaunois 2013a). Les parametres matériau de linterface sont
définis pour quatre états de vieillissement thermique différents, correspondant cha-
cun a une durée de cyclage thermique t.,q initial subi par I’éprouvette. Les durées
étudiées sont comprises entre 0 et 1200 h. Les parameétres sont donnés dans le
tableau 6.3.

Dans toutes les simulations, le taux de restitution d’énergie critique est cal-
culé en chaque point de Gauss des éléments d’interface a partir de ’équation 4.18,
connaissant le taux de restitution d’énergie critique en mode I, noté Grc(teyeie)s
et angle de mixité des modes de sollicitation ¢. Le taux de restitution d’énergie
critique en mode II, noté Grrc(teycie), est également donné dans le tableau 6.3 et

correspond a un angle de mixité ¢ = 7.

1. Un cycle thermique de vieillissement correspond a une montée en température d’une durée
de 10 minutes, un palier de 60 minutes & haute température (environ 1100°C) suivi d’un refroidis-
sement de cinqg minutes. Les cycles sont effectués en isotherme (pas de gradient de température)
sur des éprouvettes avec barriere thermique. Le protocole expérimental et les résultats d’essai sont
détaillés dans [Vaunois 2013a].
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Il était initialement prévu que la force cohésive maximale o Ic(tcyde) soit également
issue de mesures expérimentales (essais d’arrachement normal et essais a simple re-
couvrement sur éprouvettes cyclées [Vaunois 2013al), mais par manque de données
expérimentales fiables, elle est estimée dans le cadre des simulations présentées. Son
évolution au cours des cycles de vieillissement est supposée avoir la méme forme que
I’évolution exponentielle de G, (équation 4.17). Elle est calculée par I’expression

Ulc(tcycle) = O'?c exp(_atcycle)a (61)

avec 0¥, la force cohésive maximale pour une interface non cyclée thermiquement
et « une constante [Vaunois 2013a]. Le saut de déplacement critique est supposé
constant et vaut d;. = 25—[1‘ en mode I pur. Le coefficient 5 qui quantifie la
dépendance a la mixité des modes de sollicitation est fixé & 0,5 pour chacun des

jeux de parametres.

TABLE 6.3 — Propriétés mécaniques de U'interface correspondant a différents temps
de vieillissement .y croissants.

o A Orc (om) | B | e

1 1 0,016 0,51

417x 1073 | 417x 103 | 0,016 0,5 | 417x 1073
417x 107* | 417x 10~* | 0,016 0,5 | 417x 1074
417x 107° | 417x 10~ | 0,016 0,5 | 417x 107°

Pour la résolution du sous-probleme thermique, l'interface est munie de la loi
cohésive thermique décrite dans la section 5.1.2. Les propriétés thermiques de I'inter-
face sont approximées a partir de données issues de la littérature [Hattiangadi 2005a]
et sont constantes pendant le cycle. Elles sont données dans le tableau 6.4. Les trans-
ferts thermiques par radiation sont pris en compte et le coefficient d’émissivité de
la fissure est fixé a e,, =0, 8.

TABLE 6.4 — Propriétés thermiques de l'interface en régime permanent.
ko (W/mK) | 0,013

km (W/mK) | 20

Cy (W/mK?) | 6,5 x 107°
w (pm) 0,1

em 0,8

6.1.3 Discrétisation spatio-temporelle

Pour la résolution du probleme thermo-mécanique couplé, on fait appel a un algo-
rithme CSS sous-cyclé [Piperno 1995] a pas de couplage adaptatif. Les échanges ont
lieu entre deux maillages conformes. Le code mécanique envoie I’état mécanique de
I'interface et la cinématique de la structure au code thermique, tandis que le code
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thermique envoie le champ de température au code mécanique. La discrétisation
élément fini du substrat est réalisée a 1’aide d’éléments hexaédriques quadratiques
réguliers, a vingt nceuds et a trois degrés de liberté en déplacement par noeud pour
la mécanique. En thermique, 1’élément a un degré de liberté en température par
neceud.

La barriere thermique est discrétisée avec des éléments coques quadratiques
“Continuum-based”, & huit nceuds. Les éléments coques ont cing degrés de liberté
(trois déplacements et deux rotations) en mécanique et deux degrés de liberté (une
température moyenne et un gradient de température) en thermique. Des éléments
finis d’interface mixtes thermo-mécaniques sont insérés entre la barriere thermique
et le substrat. Le maillage est représenté sur la figure 6.3.

FIGURE 6.3 — Maillage du tube. La zone rouge représente la barriere thermique (la
taille de maille est de 0,4 mm).

En vue de garantir la convergence du calcul lors de la mise en ceuvre des éléments de
zone cohésive mécaniques, la discrétisation spatiale doit étre suffisamment fine. La
est approximée en vue de déterminer
la taille de maille L.; nécessaire pour que la longueur cohésive contienne un nombre

min

plus petite longueur de la zone cohésive [}

d’éléments N,; raisonnable 2. La longueur cohésive est approximée a partir des ex-
pressions 2.11 donnant la longueur cohésive [.., d’une interface comprise entre deux
matériaux linéaires isotropes en fonction du taux de restitution d’énergie critique,
de la force cohésive maximale et de 1’épaisseur hpp de la barriere thermique. La
plus petite longueur de zone cohésive I pour le modele dans lequel le taux de res-
titution d’énergie critique varie avec la mixité des modes de sollicitations est donnée
par les parametres matériau en mode I pur G.(J/m?) et oy, tandis que la longueur

maximale est donnée par les parametres en mode II pur de sollicitation. La finesse

2. Un nombre d’éléments compris entre trois et dix est souvent recommandé [Davila 2001,
Moés 2002].
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du maillage est donc déterminée par les parametres en mode I de sollicitation. Les
longueurs cohésives associées aux différents parametres étudiés sont donnés dans le
tableau 6.5. Etant donné que l'interface se fragilise au fil des cycles thermiques, les
longueurs caractéristiques associées a chaque jeu de parametres augmentent avec
le vieillissement thermique de la structure. L’influence de la taille de maille sur la
réponse finale du calcul est étudiée en Annexe A.4.

TABLE 6.5 — Longueurs caractéristiques.

géz ™" (mm) | Taille de maille Ly | Ny
1 0,46 0,1 4
417x 1073 | 0,57 0,1 5
417x 107* | 1,02 0,1 10
417x 107° | 1,83 0,4 4

6.1.4 Résultats de calculs

En premier lieu, les profils de température obtenus lors de la phase de maintien en
température, c’est-a-dire lorsque les températures sont maximales, sont représentés
sur la figure 6.4. Ils sont tracés dans la direction longitudinale, le long des parois
interne et externe du substrat ainsi que sur la surface externe de la barriere ther-
mique. Etant donné les symétries du probleme, les courbes représentent une seule
moitié du tube (0 < z < 35 mm). Sur la paroi externe de la barriere thermique, la
température augmente de 293,15 K a 1590 K durant la montée en température au
centre de la structure (z = 35 mm). Au cours de la phase de maintien, une différence
de température de 150 K est observée entre la surface externe de la barriere ther-
mique et la paroi interne du substrat, soit un gradient thermique de paroi de 130,43
K/mm™! au centre du tube. La température de la paroi externe du substrat atteint
une valeur maximale de 1480 K au cours de la phase de maintien, ce qui équivaut
a un gradient de température maximal de 733,3 K/mm™! dans Iépaisseur de la
barriere thermique, atteint au centre de la structure.

Comparaison des régions délaminées pour quatre états de vieillissement
thermique

Quatre calculs sont réalisés avec des parametres différents correspondants cha-
cun & différents états de vieillissement de 'interface donnés dans le tableau 6.3.
L’endommagement interfacial d obtenu en fin de cycle est représenté sur la figure
6.5 le long de la direction longitudinale 2. A ¢t = 3 s, I'interface dont le taux de res-
titution d’énergie critique normalisé G./GY, est égal & 417x107* est endommagée
mais pas rompue. Les interfaces avec Gp./ G%: =1 et 417x1073, qui correspondent
a des taux de restitutions d’énergie critique obtenus expérimentalement sur des
éprouvettes peu cyclées thermiquement, ne sont pas endommagées en fin de cycle.
En revanche, on observe du délaminage sur le calcul effectué avec un taux de resti-
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FI1GURE 6.4 — Température nodale dans la direction longitudinale z" au cours du
maintien en température (t = 1 s).

tution d’énergie critique normalisé est de 417x107°.
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FIGURE 6.5 — Etendue de 'endommagement interfacial en fin de chargement (¢
= 3 s), aux points d’intégration de 'interface, pour différents taux de restitution
d’énergie Gy, correspondants a différents états de vieillissements thermiques (d =
0 signifie que 1" interface est saine et d = 1 signifie que l'interface est rompue).

Amorgage et propagation de la fissure pour G[c/ch = 417x107°

On étudie a présent ’évolution de 'endommagement interfacial jusqu’a rupture
obtenu avec Gp./ G?C = 417x1075. L’évolution de I'endommagement & différents
instants du calcul est représentée sur la figure 6.6. La température moyenne 6,,
(équation 5.30) de la paroi externe correspondante est représentée sur la méme
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figure. Du fait de la symétrie du probleme, 'amorcage a lieu aux deux régions ou
les gradients thermiques longitudinaux sont élevés.

t=08s t=09s t=1
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FIGURE 6.6 — (a) Evolution du champ de température moyenne 6,,(K) aux noeuds
de la barriere thermique et (b) de 'endommagement d aux points de Gauss de
I'interface durant la montée en température aux instants ¢ = 0,8; 0,9; 1 s(d = 0

pour une interface saine, d = 1 pour une interface rompue).

Pour comprendre quel type de sollicitation a conduit au délaminage, les champs
de contraintes sont examinés. Une analyse préliminaire thermo-élastique réalisée
sur un tube cylindrique non recouvert de barriere thermique est présentée dans
l'annexe A.5. Les champs de contraintes dans 1’épaisseur du substrat, obtenus a
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I'instant ¢ = 0,8 s, c’est-a-dire pendant la montée en température, sont analysés. Les
contraintes sont tracées en coordonnées cylindriques (7, 6, z), le long de I’épaisseur
du substrat, a la hauteur z = 23 mm, sur la figure 6.7. Cette zone se situe dans
la région ou le gradient de température longitudinal est le plus élevé. A cause du
gradient thermique dans I’épaisseur, la face interne du tube est en traction tandis
que la face externe est en compression dans la direction z. Les contraintes o,, sont
les plus élevées et sont maximales entre z = 20 mm et z = 22 mm. Sans chargement
mécanique appliqué et sans le gradient longitudinal de température, les contraintes
0., et ogp auraient approximativement les mémes valeurs. Les contraintes o,.,- sont
quasiment nulles. L’importance relative des contraintes o,, qui sont paralleles a
I'interface indique qu’elle est sollicitée en cisaillement a travers le glissement relatif
du substrat par rapport a la barriere thermique dont les coefficients de dilatation
thermique sont différents.

30 SRS B L L L
: orr e
40 ¢ cH0 *
D(T-S 30 ;_x oy ¥4 _;
= 20 F 3
N—" - X ]
© 10 F s
_.(‘f') 0 —0 ° % ) ® P ° —
S 10f X ]
(4%] - .
= 20 F * X
S g ]
I e
-40 2 E
50 T B B R BT T B

8 8.2 8.4 8.6 8.8 9 9.2
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FIGURE 6.7 — Contraintes aux points d’intégration du substrat en coordonnées
cylindriques (r, 0, z) dans la direction de I’épaisseur, a t = 0,8 s et en z = 23 mm.

Au cours de la phase de refroidissement, la structure entre en compression. L’en-
dommagement continue de progresser et le saut de déplacement normal devient
non-nul a l'interface. Le saut de déplacement [[u,]] normal & 'interface obtenu & ¢
= 3 s est présenté sur la figure 6.8. Les contraintes de compression longitudinales
présentes au sein de la barriere thermique partiellement décollée du substrat, en-
traine son décollement du substrat. De plus, une instabilité de type flambage peut
s’observer dans le revétement de faible épaisseur. Cette instabilité causée par la
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compression du film mince se traduit par une perte de symétrie des champs de
déplacements.

(a) (b)
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FIGURE 6.8 — (a) Endommagement d et (b) saut de déplacement normal [[u,]] (mm)
de l'interface en fin de calcul, a t = 3 s.

Afin de rendre compte de I'influence du probleme mécanique sur 1’évolution du
probeme thermique, les profils de température sont comparés aux profils obtenus
sur un calcul de référence thermo-élastique. Le calcul de référence ne contenant pas
d’éléments d’interface est réalisé, avec la méme géométrie, le méme chargement et
les mémes parametres matériau. Il permet d’obtenir les champs de température non
perturbés par la présence d’une fissure cohésive. Les températures obtenues sur la
paroi interne et externe du substrat ainsi que sur la surface externe de la barriere
thermique sont tracées sur la figure 6.10. Elles sont tracées a deux instants t = 2
set t = 2,9 s au cours desquels 'interface est partiellement délaminée et pendant
lesquels l'influence de la fissure sur le profil de température devrait donc étre la
plus significative. La figure 6.10 montre que les courbes du profils de température
longitudinal avec et sans éléments d’interface endommageables se superposent, ce
qui signifie que la présence de la fissure cohésive au cours du refroidissement du tube
n’influence pas les variations dans le transfert de chaleur. En effet, les faibles valeurs
du saut de déplacement normal [[u,]] de 'interface qui font que la conductance in-
terfaciale reste élevée, permettent de maintenir les flux de chaleur a 'interface a
des quantités proches de celles transférées par une interface mécaniquement intacte.
Les évolutions des variables internes mécaniques a l'interface ne sont donc pas in-
fluencées par une redistribution des températures occasionnée par le délaminage.

Par ailleurs, aucune différence significative n’est relevée au niveau du gradient
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de température (équation 5.30) dans I’épaisseur de la coque. Une comparaison entre
le gradient de température obtenu dans ’épaisseur de la coque thermique avec le
gradient de température obtenu par le calcul de référence est effectuée sur la figure
6.9. Elle est faite a différents instants ¢ = 0,9; 1,1; 2,9 s du calcul qui correspondent
respectivement a un état endommagé, délaminé puis délaminé et ouvert de I'inter-
face. Le gradient de température dans I’épaisseur de la coque est maximal au centre
du tube et atteint 720 K/mm au cours de la phase de maintien en température ou
les flux de chaleur surfaciques ¢ atteignent leur valeur maximale au cours du cycle.
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FIGURE 6.9 — Gradient de température nodal dans I’épaisseur de la coque thermique,
tracé le long de la direction longitudinale Z aux instants ¢ = 0,9; 1,1 s (interface
endommagée) et t = 2,9 s (interface rompue). Les traits pleins sont obtenus par un
calcul de référence (REF) dans lequel 'interface reste intact tout au long du calcul.

6.1.5 Discussions

Dans le calcul sur tube a section constante et avec un substrat isotrope, le gra-
dient de température longitudinal est destiné & amorcer la fissure interfaciale. Sans
gradient longitudinal, le champ de contraintes résultant est équibiaxial et ne per-
met pas d’amorcer la fissure, méme pour de tres faibles valeurs du taux de res-
titution d’énergie critique typiques de l’énergie d’adhérence d’une structure pré-
cyclée thermiquement. En revanche, les calculs présentés dans le chapitre 5 section
5.1.5 ont montré 'importance du gradient de température transverse, c’est-a-dire
dans I’épaisseur, sur la propagation de la fissure entre deux couches de matériau
linéaire isotrope. Dans une aube de turbine en service, le gradient de température
est longitudinal car des surfaces peuvent étre plus exposées que d’autres aux gaz
chauds, mais est aussi transversal a cause des circuits internes de refroidissement
de laube. Par ailleurs, la comparaison avec le calcul de référence qui ne comporte
pas d’éléments de zone cohésive thermo-mécanique remet en cause I'utilité du cou-
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FIGURE 6.10 — Température nodale le long de la direction longitudinale z au cours
de la descente en température, aux instants ¢ = 2 s (interface endommagée) et ¢
= 2,9 s (interface rompue). Les traits pleins (REF) sont obtenus par un calcul de
référence dans lequel l'interface reste intact tout au long du calcul.

plage thermo-mécanique pour la modélisation du délaminage de la barriere ther-
mique sur un substrat cylindrique isotrope. L’absence de variations dans le profil
de température qui soient dues a 'amorcage et la propagation de la fissure montre
que l'influence du sous-probleme mécanique sur le sous-probleme thermique est
négligeable. La raison est que la direction des sollicitations qui sont essentiellement
paralleles a I'interface qui est alors principalement sollicitée en cisaillement limite le
saut de déplacement normal [[u,]] & de faibles valeurs qui dégradent peu les trans-
ferts de chaleur au sein de la fissure. Les flux de chaleur a l'interface étant peu
perturbés, la fissure se comporte comme une interface parfaitement conductrice.

6.2 Effet de ’anisotropie du substrat sur le délaminage.

6.2.1 Tube a section constante en monocristal AM1

Le but de ce calcul est de déterminer I'effet de ’anisotropie du substrat combiné
a la dépendance de ses parametres matériau a la température sur l'amorcage et
la propagation d’une fissure de délaminage interfacial pouvant amener la barriere
thermique a s’écailler. Pour cela, le calcul présenté dans la section 6.1 est refait
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en remplacant la loi matériau du substrat par une loi monocristalline anisotrope
en plasticité cristalline. La géométrie et les conditions aux limites du calcul sont
identiques a celles présentées sur les figures 6.1 et 6.2.

6.2.1.1 Parametres matériau

Le substrat est muni d’une loi anisotrope en plasticité cristalline [Davidson 1983]
dont les parametres tels que le coefficient de dilatation thermique dépendent de la
température. L’orientation principale matériau <010> est placée selon l'axe 7 et les
deux directions orthogonales correspondent aux orientations secondaires <100> et
<101> (figure 6.11). Afin de mieux appréhender I’analyse des champs de contraintes
résultant du gradient thermique de paroi, le lecteur peut consulter ’analyse thermo-
mécanique présentée dans l'annexe A.5 ainsi que I'annexe A.6 sur les systemes
de glissement. Il s’agit d’une analyse simplifiée sans barriere thermique et sans
modele de zone cohésive permettant de montrer que le gradient de contrainte dans
I’épaisseur est fortement lié a 'anisotropie du matériau et a la dépendance des
propriétés élastiques a la température.

<001> ©

<100>

F1Gure 6.11 — Maillage du tube. La direction <100> est a 0° et <101> a 45°. La
taille de maille a l'interface est de 0,4 mm.

La barriere thermique est modélisée par une loi élastique isotrope dont les pa-
rametres sont donnés dans le tableau 6.2. Les parametres du modele de zone cohésive
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thermique sont les mémes que dans le calcul avec substrat isotrope (tableau 6.4)
et les parametres matériau choisis pour le modele de zone cohésive mécanique sont
détaillés dans le tableau 6.6 :

TABLE 6.6 — Propriétés mécaniques de linterface pour un état de vieillissement

donné. - -
ai, o Ore (mm) | B | Ghe
417x 107* | 417x 10~* | 0,016 0,5 | 417x 1074

6.2.1.2 Effets de anisotropie du substrat sur ’endommagement inter-
facial

Dans cette section, l'effet de ’anisotropie sur I’évolution du délaminage interfa-
cial au cours d’un cycle thermo-mécanique est examiné. L’endommagement inter-
facial obtenu pendant la phase de refroidissement du cycle (entre t = 2 et 3 s) est
représenté sur la figure 6.12 ainsi que le saut de déplacement normal correspon-
dant. L’interface commence a s’endommager au cours de la montée en température
mais I’endommagement d n’atteint la valeur de 1 indiquant la rupture qu’au début
du refroidissement. La région de ’amorcage se situe dans le deuxieme quart de
la structure suivant z. La figure 6.12-b montre un amorcgage des fissures interfa-
ciales non symétrique, en différentes régions espacées de 90° suivant la direction
circonférentielle. L’amorcage a lieu dans la direction <100>.

Du fait des contraintes de compression subie par la structure au cours de la
phase de refroidissement, le délaminage de l'interface conduit a la formation de
cloque au niveau de la barriere thermique dont la profondeur correspond au saut
de déplacement normal [[u,]] qui atteint une valeur maximale 0,12 mm a t = 2,4 s,
tel qu’illustré sur la figure 6.12-a.

La zone délaminée de forme circulaire a t = 2,2 s se propage ensuite en suivant la
direction longitudinale pour former une cloque & bords droits. Ces observations rap-
pelent les résultats d’une étude analytique réalisée par [Hutchinson 2001] illustrés
sur la figure 2.5 dans laquelle les effets de la mixité des modes de sollicitation sur la
propagation d’une cloque a front courbe et a bords droits sont analysés. L’angle de
mixité ¢ calculé aux points de Gauss de l'interface a t = 2, 4 s est représenté sur la
figure 6.13. Il décrit les modes de sollicitations macroscopiques vues par 'interface.
On peut voir que 'angle de mixité de modes du centre de la cloque dont la profon-
deur atteint 0,12 mm (figure 6.12-a) est proche de ¢ = 0° tandis que les bords ont
une mixité plus élevée. La tendance de la cloque a se propager préférentiellement
dans la direction de son front courbe se voit également aux valeurs du taux de res-
titution d’énergie critique G¢(¢). Les valeurs calculées en chaque point de Gauss de
linterface en fonction de la sollicitation des éléments d’interface montre que G.(¢)
est plus faible le long du front et est plus élevé sur les bords droits de la cloque.
La figure 6.13-b montre que le taux de restitution d’énergie critique calculé le long
du front courbe est proche de G, = 0,01 N/mm tandis qu’il peut atteindre 0,023
N/mm le long des bords droits.
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(a)

o
0.6038805
0,015761
0,029642

0,033522

0,073044
0,088325
0,098805
0,10863

0,11857

(b) :
0,08333
0,1667
0,25

0,3333
0,4167
0.5

0,5833
0,BBET
0,75

0,8333

0,5167

FIGURE 6.12 — Evolution du (a) saut de déplacement normal de l'interface [[uy,]] (en
mm) et de 'endommagement interfacial d, au cours de la phase de refroidissement
de la structure, aux instants t = 2; 2,1; 2,2 et 2,4 s. Le parametre 8 vaut 0,5.

Pour se rendre compte de la sensibilité a la dépendance de la propagation a la
mixité des modes, le méme calcul est réalisé en fixant le parametre 5 a 1, ce qui
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(a)

0.012183

0,014367

0.01655

0,018733

0.020317

0,0231

0.025283

0027467

0.02365

0,031833

0034017

0,0362

FIGURE 6.13 — (a) Angle de mixité des modes de sollicitation ¢ (°) et (b) taux de
restitution d’énergie critique G.(¢) (N.mm~') & ¢t = 2,4 s, aux points de Gauss de
I'interface comprise entre z = 5 et 65 mm. Le parametre 8 vaut 0,5.

signifie que le taux de restitution d’énergie critique en mode I est égal a celui en
mode II (équation 4.18). L’évolution de I'endommagement interfacial d est illustrée
sur la figure 6.14. L’amorcage a lieu plus tot, a t = 9,8 s on remarque déja la présence
d’une zone endommagée non symétrique. L’amorcage se situe dans une région plus
proche du centre du tube par rapport au calcul avec § = 0,5. L’étendue de la région
endommagée est aussi plus large le long de I'axe <100>. L’endommagement atteint
d = 1 au début de la phase de maintien en température et la fissure commence a
se propager. L’influence des plans de glissement ne se voit plus dans la propagation
qui est alors symétrique dans 'axe circonférentiel. La raison est que ’absence de
dépendance a la mixité des modes ne crée pas de lieu privilégié de fissuration, qui
dans le calcul précédent, correspondait a la direction longitudinale ou le taux de
restitution d’énergie critique était plus faible.

6.2.1.3 Champs de contraintes dans le substrat anisotrope

Les champs de contraintes dans le substrat anisotrope obtenus sont analysés afin de
comprendre 1’évolution de 'endommagement interfacial précédemment décrit. Les
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o

0,08333

01867

FIGURE 6.14 — Evolution de 'endommagement interfacial avec 5 = 1. Endomma-
gement interfacial d aux points de Gauss at = 9,8 s;9,9s;1s; 1,3 set 2s.

résultats observés sont obtenus au cours de la phase de maintien en température, a t
= 2 s, lorsque le premier élément n’est pas encore rompu. Les champs de contraintes
en coordonnées cylindriques (r, 6, z) sur les noeuds la face interne du substrat sont
présentés sur la figure 6.15 et sont tracés le long des deux orientations secondaires
<100> et <101> espacées 'une de l'autre d'un angle de 45° dans la direction
circonférentielle. La figure 6.15 montre que les contraintes tracées sur la face interne
du substrat sont plus importantes dans la direction <101> que dans la direction
<100>. Les contraintes o,, sont les plus élevées et sont maximales entre z = 20
mm et z = 22 mm, région ou les variations longitudinales de température sont
les plus élevées. On peut en effet y voir que les contraintes suivant 1’orientation
<101> peuvent étre jusqu’a 30% plus élevées que celles dans la direction <100>.
Les contraintes o, sont quasiment nulles. L’inverse se produit sur la face externe
du substrat (figure 6.16) ou le plus fort niveau de compression est obtenu dans la
direction <100>.
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FIGURE 6.15 — Contraintes sur la paroi interne (r = 8 mm) du substrat & ¢ = 2 s.
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FIGURE 6.16 — Contraintes sur la paroi externe du substrat (r = 9 mm) a ¢t = 2 s.

Cette différence est également visible sur les champs de contraintes tracés le long
de I’épaisseur du tube. La tendance observée sur la figure 6.17 représentant le champ
de contraintes dans la direction de I’épaisseur est comparable a celle observée au
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cours de I'analyse sur cylindre infini présentée dans ’annexe A.5. Cette différence de
comportement due a ’anisotropie du substrat est la raison pour laquelle la fissure
interfaciale amorce sur des zones espacées de 90° et qui correspondent a l’orientation
<100>.

10— 77—
I orr <100> e
fﬂ? - 000 <100> * -
e 6zz <100> h
o 100} orr <101> —
= I 6006 <101> —
— I czz <101> ]
© 50 B w 7]
n - | :
Q i » ]
< OF oe—eo—o— —
© I ]
= I ]
C - i
O -50 .
@) I ]
-100 I N N R N B

8 8.2 8.4 8.6 8.8 9 9.2

r (mm)

FIGURE 6.17 — Contraintes dans la direction de I’épaisseur, a t = 2 s et en z = 23
mm.

6.2.1.4 Conséquence de ’anisotropie sur I’évolution du probléme ther-
mique

Dans cette section, les variations dans le profil de température occasionné par
les variations dans les transferts de charge a l'interface sont analysées. Les profils
de température obtenus au cours de la simulation sur la méme structure, avec les
mémes parametres matériau et chargement mais ne comportant pas d’élément d’in-
terface endommageable, servent de point de référence. Ils permettent de déterminer
I’état de la structure, sous 'effet du méme chargement, mais sans les dégradations
occasionnées par I’amorcage et la propagation d’une fissure.

Le profil longitudinal de température au cours de la phase de refroidissement
du cycle est analysé a deux instants ¢ = 2,5 et ¢t = 2,55 s. Les résultats sont
représentés sur les figures 6.18 pour le profil de température obtenu sur la sur-
face externe de la barriere thermique, sur la surface externe du substrat et sur la
paroi interne du substrat. Les résultats correspondants au calcul thermo-élastique
sans élément d’interface sont représentés sur les mémes figures. Les températures
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calculées sur le substrat different peu de la solution de référence fournie par le calcul
équivalent ne comportant pas d’éléments d’interface endommageables. A t = 2,5 s,
les températures maximales du substrat obtenues au centre du tube sont 4% plus
élevées que les températures de référence, ce qui représente un léger échauffement
du substrat a la suite du délaminage interfacial. Les températures calculées le long
de la barriere thermique sont en revanches tres perturbées par la présence de la
fissure interfaciale.

Les températures de la barriere thermique adjacente aux régions délaminées
présentent une élevation importante (envion 365 K en z = 30 mm a t = 2,5 s)
par rapport au calcul de référence. Le saut de déplacement normal [[u,]] étant
important au cours du refroidissement, tel qu’illustré sur la figure 6.12, les transferts
de chaleur & l'interface ont lieu par convection dans les zones ou l'interface est
rompue et décollée, puis par conduction de contact dans les zones rompues ou le
saut de déplacement normal est égal a zéro. Cette élévation de la température de
la barriere thermique est due a la redirection des flux de chaleur qui sont déviés
parce que l'interface rompue et ouverte, lorsqu’elle est remplie de gaz chaud, est
moins conductrice qu'une interface saine. Elle isole donc la barriere thermique du
refroidissement par flux convectif appliqué sur la paroi interne du substrat, d’ou
I’échauffement observé.

Les conséquences de I’évolution de la fissure interfaciale sur les flux de chaleur
dans le substrat sont également examinées. Les flux de chaleur le long de la paroi
externe du substrat, dans les deux directions <100> et <101> sont tracées dans le
cas ou l'interface est endommagée, a t = 2 s (figure 6.19), et dans le cas ou la fissure
d’interface s’est propagée, a t = 2,5 s (figure 6.20). Les résultats sont comparés aux
flux de chaleur obtenus sur le calcul de référence. Les flux de chaleur tracés pour le
calcul de référence décrivent 'état des transferts de chaleur dans le substrat a un
instant donné sachant que l'interface est parfaitement conductrice. La dépendance
des parametres matériau a la température n’est pas anisotrope. Les flux de chaleur
dans la direction longitudinale ¢, et dans la direction de ’épaisseur ¢, atteignent
leur valeur maximale respective dans les régions ou le gradient de température
longitudinal et le gradient de température dans ’épaisseur sont les plus élevés.
Comme le tube est chauffé de facon uniforme dans la direction circonférentielle, les
flux de chaleur gy sont quasiment nuls.

At =2 s, lorsque l'interface est endommagée, la présence d’une interface
mécaniquement endommagée modifie les flux de chaleur qui sont alors plus faibles
comparés a la solution de référence (figure 6.19).

Lorsque 'interface est partiellement délaminée et ouverte (d = 1 et [[u,]] > 0),
les flux de chaleur dans I’épaisseur ¢, et circonférentiel gy sont perturbés dans la
région adjacente a la zone délaminée (entre z = 20 et z = 30 mm) tel qu’on peut le
voir sur la figure 6.20. Les transferts de chaleur par convection au sein de la fissure
dont I'ouverture maximale se situe dans la direction <100> d’apres la figure 6.12
modifient le gradient de température dans I’épaisseur du substrat. Dans la direction
<101> ou la fissure est fermée ([[u,]] = 0), les flux de chaleur dans la direction de
I’épaisseur ont la méme amplitude que la solution de référence mais présentent une
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perturbation dans la région fissurée. De plus, la présence d’une fissure remplie de
gaz chauds influe sur les transferts de chaleur dans la direction circonférentielle qui
augmentent légerement dans la région adjacente a la zone délaminée (entre z = 20
et z = 30 mm) tel qu’on peut le voir sur la figure 6.20.

6.2.2 Discussions

Le calcul sur tube a section constante a permis d’établir une comparaison entre
le délaminage sur un substrat isotrope et sur un substrat anisotrope en plasticité
cristalline. Les différences majeures concernent d’une part, I’amorcage et la propa-
gation, d’autre part la modification induite par la forme du champ de contrainte
sur les transferts thermiques qui ont lieu a l'interface.

L’amorgage de la fissure interfaciale sur le substrat anisotrope est fortement
influencé par le niveau des contraintes qui est plus élevé dans une direction que
dans une autre suivant ’anisotropie élastique. En revanche, la répartition isotrope
des efforts internes conduit a un amorcage suivi d’'une propagation de fissure par-
faitement symétrique. La variation du parametre S qui quantifie la dépendance de
I’énergie d’adhérence a la mixité des modes de sollicitation a permis de retrouver
qualitativement certains résultats de la littérature. L’effet combiné de I'anisotropie
et de la mixité des modes conduit a la formation de cloques de délaminage dont
I’accroissement est fortement lié a 1’état de contraintes le long de ses bords. On note
que la présence du glissement tangentiel a I'interface le long des bords de la cloque
peut contribuer a la stabiliser car le taux de restitution d’énergie critique G.(¢)
calculé localement est plus élevé lorsque la sollicitation se rapproche du mode II. 11
a par ailleurs été montré dans la section 5.1.5.4, figure 5.18 que la profondeur de la
cloque peut dépendre du choix du parametre .

La comparaison entre substrat isotrope et anisotrope montre aussi des différences
notables dans le probleme thermique. Les variations dans le profil de température
que I'on peut observer dans le calcul avec un substrat anisotrope montrent que, par
opposition au calcul réalisé avec un substrat isotrope dans lequel on n’observe au-
cune variation par rapport au calcul de référence, I’anisotropie est aussi responsable
des variations de transferts thermiques a U'interface occasionné par I’évolution de la
fissure. Le calcul isotrope est dominé par les contraintes paralleles a I'interface qui
limitent son ouverture. En revanche, le champ de contrainte complexe du calcul ani-
sotrope conduit a des sollicitations qui provoquent un décollement non négligeable
de la barriere thermique par rapport au substrat. Il a par ailleurs été montré dans
la section 5.1.5.4, figure 5.18 que la profondeur de la cloque, et donc I'ouverture
interfaciale, peut dépendre du choix du parametre 8 du probleme mécanique.

Ces observations permettent de conclure que les modifications mutuellement
engendrées entre la mécanique et la thermique justifient le recours a une analyse
couplée et a la mise en ceuvre d’'un modele de zone cohésive thermo-mécanique
dans le cadre de cette étude. Cependant, les faibles variations dans le profil de
température du substrat et dans les flux de chaleurs (figure 6.18) montrent que le
modele n’est pas capable de prédire une éventuelle élevation de la température du
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substrat due a 1’écaillage de la barriere thermique, méme si les variations dans le
profil de température diie au délaminage sont clairement représentées.
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Surface externe de la barriere thermique
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Surface externe du substrat
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FIGURE 6.18 — Températures nodales tracées suivant la direction longitudinale 2" &
différents instants au cours de la descente en température. Les courbes REF sont les
profils de température obtenus par le calcul de référence sans éléments d’interface.
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FIGURE 6.19 — Flux de chaleur dans le substrat anisotrope a I'instant ¢t = 2 s, le long
de la surface externe du substrat. Comparaison avec le calcul de référence (REF)
sans élément d’interface.
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FIGURE 6.20 — Flux de chaleur dans le substrat anisotrope a I'instant ¢ = 2,5 s le long
de la surface externe du substrat, lorsque les cloques se sont formées. Comparaison

avec le calcul de référence (REF) sans élément d’interface.
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6.2.3 Eprouvette tubulaire monocristalline a section variable

L’objectif de cette simulation est de réaliser un calcul thermo-mécanique couplé
sur une éprouvette monocristalline recouverte de barriere thermique dont la géométrie
et le chargement sont proches des conditions de service de 'aube et correspondent
aux conditions d’un essai technologique a gradient thermique de paroi sur éprouvette
revétue qui sera réalisé ultérieurement a 1’Onera. Initialement prévue pour la va-
lidation du modele thermo-mécanique couplé développé dans cette étude, cette
étape sert de préparation a l’essai technologique. La comparaison des résultats
expérimentaux aux simulations numériques sera effectuée ultérieurement. La zone
utile dans laquelle ’amorcage de la fissure a lieu est un cylindre de section constante
et d’épaisseur 1,15 mm, assimilable au tube cylindrique étudié dans la section 6.2.1.
Compte-tenu du chargement appliqué, les résultats obtenus dans ce cas test sont
donc tres similaires aux résultats obtenus au cours du calcul sur tube anisotrope a
section constante.

6.2.3.1 Géométrie de I’éprouvette tubulaire lisse

B 140 -
-
».
~ 30 0.05 e . 7..18.5 ~
e = e
A Rodage intérieur - e " % g
S, ) N
— ~
S S
DT —— |
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long

FIGURE 6.21 — Géométrie de I’éprouvette tubulaire a section variable [Degeilh 2013].

La géométrie et les dimensions de ’éprouvette tubulaire non perforée sont présentées
sur la figure 6.21. Elles ont été optimisées pour la réalisation d’essais de fatigue
avec gradient thermique de paroi a ’Onera sur des éprouvettes non recouvertes de
barriere thermique [Degeilh 2013] et seront également utilisées pour les futurs essais
d’écaillage sur des éprouvettes revétues de barriere thermique.

L’épaisseur de la paroi du substrat a été choisie a partir de la géométrie de ’aube.
L’épaisseur de la pale décroit depuis la plateforme vers le haut de I'aube puisque
Peffort centrifuge décroit suivant la méme tendance. L’épaisseur du substrat au
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CHAPITRE 6. EXPLOITATIONS

centre de I’éprouvette tubulaire correspond a celle de la zone située en bas de pale,
la ou I'épaisseur de 'aube est maximale et vaut environ 1 mm. On note cependant
que cette région du bas de pale ne correspond pas nécessairement a la région la plus
critique pour une étude de I’écaillage qui se produit en premier lieu sur les régions
supérieures de la pale ou I’épaisseur du substrat est plus faible. La longueur de la
zone utile (centre) est de 30 mm, pour un diametre extérieur fixé a 16 mm.

Le maillage est représenté sur la figure 6.22. Le maillage du substrat est réalisé
avec des éléments hexaédriques quadratiques avec quatre éléments dans I’épaisseur.
La taille de maille est de Lg= 0,25 mm dans la zone utile. L’éprouvette tubulaire
est recouverte d’'une barriere thermique d’épaisseur hpr = 150 pm sur la région
centrale délimitée par les deux rainures qui serviront au systeme de serrage des
tétes de I’éprouvette au cours de 'essai. La barriere thermique est maillée a 1’aide
d’éléments coque. Le maillage est réglé et comprend en tout 99 200 éléments et 422
240 noeuds.

FIGURE 6.22 — Maillage de I’éprouvette tubulaire a section variable. La zone rouge
représente la barriere thermique.
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6.2.3.2 Conditions aux limites
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FIGURE 6.23 — Conditions aux limites thermiques et mécaniques de 1’éprouvette
tubulaire.

TABLE 6.7 — Chargement thermique et mécanique externes.
Temps (s) [0 1 | 2 |3
go(Wmm=2) | 0[0,7{0,7/|0
p (Pa) 0] 28|28 1|0

On considere un chargement constitué d’'une montée en température, d’'un temps
de maintien et d’'un refroidissement. Le chargement et les conditions aux limites
thermiques et mécaniques sont représentés sur la figure 6.23. Les déplacements
verticaux sont bloqués a lextrémité inférieure du tube (u,(z = 0) = 0) tandis
qu’une pression p est appliqué a I'autre extrémité z = 140 mm. Les valeurs de la
pression p au cours du chargement sont données dans le tableau 6.7. Les mouvements
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de corps rigides sont bloqués de sorte a permettre une dilatation circonférentielle
de I'éprouvette tubulaire.

Le refroidissement de la paroi interne est réalisé au moyen d’un flux convectif
froid gin¢ = W(T — T.). T est la température de la surface interne, h = 1 x 1073
Wmm 2K ™! est le coefficient d’échange et T, = 293,15K est la température de
Ienvironnement. Le coeflicient d’échange h correspond au débit du fluide injecté
a l'intérieur de I’éprouvette qui devra étre déterminé ultérieurement en vue d’une
comparaison essais/simulation.

(2—70.)2
100.
externe de sorte a ce que le centre du tube corresponde a la région ou la température

Un flux de chaleur surfacique § = exp(— )qo est appliqué sur la paroi
est maximale. Les valeurs de gy a différents instants sont données dans le tableau
6.7. La température des deux extrémités du tube est fixée a 293,15 K.

6.2.3.3 Parametres matériau

Le substrat est muni d’une loi anisotrope en plasticité cristalline [Davidson 1983]
dont les parametres tels que le coefficient de dilatation thermique dépendent de la
température. L’orientation principale matériau <010> est placée selon 'axe z et les
deux directions orthogonales correspondent aux orientations secondaires <100> et
<101> (figure 6.22).

La barriere thermique est modélisée par une loi élastique isotrope dont les pa-
rametres sont donnés dans le tableau 6.2. Les parametres du modele de zone cohésive
thermique sont les mémes que dans le calcul avec substrat isotrope (tableau 6.4)
et les parametres matériau choisis pour le modele de zone cohésive mécanique sont
détaillés dans le tableau 6.10. Le parametre  est fixé a 0,85 car cette valeur est
plus proche des valeurs obtenues dans le recalage expérimental [Vaunois 2013a].

TABLE 6.8 — Propriétés mécaniques de I'interface pour une durée de cyclage ?.yce

(h) donnée.

o o e (mm) | 5| G
417x 107* | 417x 10~* | 0,016 0,85 | 417x 104

6.2.3.4 Délaminage interfacial

L’évolution de la température de la paroi externe du substrat au cours de la montée
en température est représentée sur la figure 6.24. L’endommagement interfacial
correspondant est représenté sur la figure 6.25. De méme que dans la section 6.2.1,
I’amorcage a lieu dans la région a fort gradient longitudinal de température et a des
régions espacées de 90° qui correspondent a la direction <100> ou les contraintes
dans le substrat sont maximales. La zone délaminée s’élargit de part et d’autre du
cylindre tandis qu’une région endommagée mais non rompue subsiste au centre.
Compte-tenu de la forme du flux de chaleur surfacique q appliqué, le gradient
longitudinal de température est nul au centre mais les contraintes ne sont pas uni-
formes dans la direction circonférentielle du fait de ’anisotropie du substrat. Simi-
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lairement au calcul présenté dans la section 6.2.1, les dilatations contrariées entre le
substrat et la barriere thermique conduisent au délaminage de 'interface. Au cours
des phases de montée et de maintien en température, les éléments de zone cohésive
sont alors sollicités principalement par des efforts paralleles & l'interface. Pendant
le refroidissement, les contraintes de compression conduisent au décollement de la
barriere thermique par rapport au substrat, ce qui se manifeste par I'ouverture de
Iinterface, illustrée sur la figure 6.26 a t = 2,6 s, et la perte de symétrie longitudinale
du probleme due a une instabilité.

S
i
x
B
B
lll.l 1.4e403

FIGURE 6.24 — Evolution du profil de température nodale 7' (K) sur la paroi externe
du substrat au cours de la montée en température aux instants ¢ = 0,6; 0,7; 0,8;
0,9;1s.

L’évolution de 'endommagement interfacial décrit sur la figure 6.25 montre un
amorcage qui se fait préférentiellement dans les directions <100>. Etant donné
que le parametre 8 est proche de 1, 'influence des plans de glissement est amoin-
drie au cours de la propagation et se rapproche des résultats obtenus dans la sec-
tion précédente (figure 6.14). La dépendance a la mixité des modes de sollicitation
étant relativement faible, la propagation n’entraine pas la formation d’une cloque
de délaminage tel que vu précédemment.
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-
s ‘
l

F1GURE 6.25 — Evolution de I'endommagement d aux points de Gauss de l'interface
au cours de la montée en température aux instants ¢t = 0,6; 0,7; 0,8; 0,9; 1 s (d =
0 pour une interface saine, d = 1 pour une interface rompue).
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FIGURE 6.26 — (a) Saut de déplacement normal [[u.]] & I'interface et (b) endomma-
gement d aux points de Gauss de l'interface au cours du refroidissement, a ¢t = 2,6
s (d = 0 pour une interface saine, d = 1 pour une interface rompue).
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6.3 Calcul sur aube revétue

Le modele thermo-mécanique couplé est a présent appliqué a un calcul d’aube
revétue dont le chargement thermique sera dans un premier temps arbitraire puis
dans un second temps, issu d’'un calcul aéro-thermique de la turbine réalisé par
Snecma. La réalisation du calcul d’aube sous chargement thermique arbitraire per-
met de valider les développements sur une structure complexe d’épaisseur variable
munie d’un circuit interne de refroidissement. Le profil de température ainsi que
I’évolution de 'endommagement interfacial au cours d’un chargement cyclique sont
examinés. Enfin, la réalisation d’un calcul d’aube revétue ayant pour chargement
les résultats d’un calcul aéro-thermique de la turbine permet d’obtenir la forme
du champ de température vue par ’aube en conditions de service et I’évolution de
I’endommagement interfacial qui en résulte. Le maillage d’aube utilisé ne comporte
pas les percages des trous de refroidissement.

6.3.1 Calcul sur un chargement arbitraire

6.3.1.1 Géométrie et conditions aux limites

Géométrie et maillage

Le maillage utilisé dans le cadre de la these est un maillage réalisé par Snecma, au-
quel ont été rajoutés la barriere thermique maillée en éléments coques et les éléments
d’interface. L’aube de turbine modélisée, illustrée sur la figure 6.27, est constituée
de plusieurs éléments principaux : le pied d’aube, la plateforme, la péle, le bord
d’attaque et le bord de fuite. Les canaux de refroidissement internes (Annexe A.7)
sont également présents a l'intérieur de 'aube. Elle est maillée a ’aide d’éléments
hexahédrique quadratique a vingt noeuds. La barriere thermique est déposée sur la
pale et le bord d’attaque. Son épaisseur hppr = 150 um est constante sur toute la
surface revétue. Elle est maillée a I'aide d’éléments de coques “Continuum-Based”
quadratiques a six nceuds. La géométrie étudiée ne comporte pas les trous de re-
froidissemment. Le méme maillage est utilisé pour les résolutions des probléemes
mécanique et thermique. Le maillage est représenté sur la figure 6.28.

Conditions aux limites et chargement

L’aube de turbine a pour finalité de récupérer I’énergie des gaz sortant de la chambre
de combustion, afin d’actionner le compresseur, tout en permettant aux gaz de se
détendre correctement pour provoquer une forte poussée. Les sollicitations qu’elle
subit sont de diverses origines. Parmi les sollicitations mécaniques, on distingue les
forces aérodynamiques dues au passage des gaz chauds a grande vitesse ou encore
les forces centrifuge due a la vitesse de rotation de la turbine (environ 2800 tr/min
sur certains moteurs militaires). Les forces centrifuges sont a l'origine d’un effort de
traction important. Cependant, les forces centrifuges ne sont pas modélisées dans le
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FIGURE 6.27 — Constituants de I’aube [Degeilh 2013].
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FIGURE 6.28 — Maillage de ’aube vue (a) de 'intrados et (b) de I'extrados.

cadre de cette étude pour se concentrer uniquement sur les dégradations d’origine
thermique. Afin de modéliser ’encastrement du pied d’aube dans le disque mobile,
les déplacements du pied d’aube sont fixés a zéro (U, = U, = U, = 0).
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Le chargement d’origine thermique joue un role important sur la tenue mécanique
de 'aube. L’aube est traversée par un gradient longitudinal du pied vers I'extrémité
de l'aube et par un gradient de paroi causé par le contact des gaz chauds issus
de la chambre de combustion et le refroidissement interne par un flux d’air froid.
Dans le cadre de ce premier calcul d’aube, le réchauffement de la pale est modélisé
par un flux de chaleur surfacique ¢ uniforme sur ’ensemble de la pale. L’évolution
de ¢ au cours d'un cycle est donnée dans le tableau 6.9. Il atteint sa valeur maxi-
male au cours du temps de maintien. Le refroidissement est effectué au moyen d’un
flux convectif froid giny = h(T — T.) ou T est la température de la surface interne,
h=1x10"2 Wmm 2K~ est le coefficient de transfert thermique et 7, = 293, 15
K est la température de ’environnement. Le flux convectif ¢;,,; est appliqué sur
I’ensemble de la paroi interne de ’aube qui constitue les canaux internes de refroi-
dissement. Enfin, la température du pied d’aube T);cq est imposée. Son évolution au
cours d’un cycle est donnée dans le tableau 6.9. Le cycle étudié est constitué d’une
montée en température, suivie d’'un temps de maintien puis d’un refroidissement.

TABLE 6.9 — Chargement externe de l'aube.

Temps (s) 0 1 2 3
qo(W mm~2) 0 0,72 0,72 0

Tpica (K) 293,15 | 500,15 | 500,15 | 293,15

6.3.1.2 Parametres matériau

Le pied d’aube, la plateforme, la pale, le bord d’attaque et le bord de fuite forment le
substrat et sont munis d’une loi anisotrope en plasticité cristalline [Davidson 1983]
dont les parametres tels que le coefficient de dilatation thermique dépendent de
la température. L’orientation principale matériau <010> est placée selon l'axe 7
orienté dans la direction longitudinale de ’aube et les deux directions et corres-
pondent aux orientations secondaires <100> et <101>.

La barriere thermique est modélisée par une loi élastique isotrope dont les
parametres sont donnés dans le tableau 6.2. Les parametres du modele de zone
cohésive thermique sont des parametres approximés a partir de données issues de
la littérature et sont donnés dans le tableau 6.4. Les parametres matériau choisis
pour le modele de zone cohésive mécanique sont présentés dans le tableau 6.3.

6.3.1.3 Délaminage interfacial

Dans cette section, on s’attachera dans un premier temps a analyser 1’évolution
de 'endommagement interfacial résultant du profil de température et des effets
structurels liés notamment aux rayons de courbure de ’aube au cours d’un cycle
thermique. L’évolution de ’endommagement apres un nombre de cycles thermiques
Ncycle = NCI?JCZS
(de référence) de la structure est la température ambiante Ty.r = 293,15 K. Elle

compris entre 1 et 100 cycles sera examinée. La température initiale
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augmente et est maximale au cours de la phase de maintien en température pour
atteindre 1400 K. Le profil de température du substrat au cours de la phase de
maintien en température est illustré sur la figure 6.29. La température de la peau
externe est maximale au niveau du bord d’attaque et décroit vers le centre de I’aube.

310402

1.4e403

intrados extrados

FIGURE 6.29 — Champ de température de la surface externe de la structure au cours
du maintien en température.

6.3.1.4 Evolution sur un cycle

On s’intéresse a 1’évolution des propriétés interfaciales et de leur impact sur les
comportements mécanique et thermique de la structure. Le calcul est effectué sur
une structure pré-cyclée, avec des parametres matériau de l'interface qui corres-
pondent & un temps de vieillissement de té/de compris entre 0 et 1200 h (tableau
6.3). La figure 6.30 montre I’évolution de ’endommagement interfacial d au cours
de la montée en température, le long de I'intrados et de ’extrados, ou d = 0 corrers-
pond & une interface saine et d = 1 correspond a une interface rompue. On peut voir
que I'amorcage a lieu le long des faces ou la courbure est positive, en I'occurence

sur 'extrados et sur la région du bord d’attaque de I’extrados.

6.3.1.5 Evolution sur un nombre de cycles donné Ngde

On observe a présent les états mécanique et thermique de la structure, au cours

d’un calcul cyclique comprenant N4 cycles de montée, maintien et descente en

cycle
température. Trois valeurs différentes du taux de restitution d’énergie critique G,
sont évaluées, chacune correspondant a trois états de vieillissement thermique Z.y¢je
de linterface. Les parametres sont donnés dans le tableau 6.3.

Une comparaison des zones endommagées a lissue de N2 cycles thermo-

cycle
mécanique est montrée sur la figure 6.31. La localisation des régions endommagées
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correspond aux surfaces de courbure positive de l'interface et sont d’autant plus
étendue que le taux de restitution d’énergie critique est faible. Avec Gp./ G9c =1,
ce qui correspond & ’énergie d’adhérence d’une interface non cyclée thermiquement,

I'interface n’est pas mécaniquement intacte au bout de N CA cycles mais I’endom-

ycle
magement maximal d reste faible, de l'ordre de d = 0,3. Pour G;./GY, = 417x
10~4, 'endommagement n’a pas encore atteint la valeur critique d = 1 indiquant la

rupture au bout de N é?/cl . cycles thermo-mécaniques réalisés par le calcul.

6.3.2 Calcul sur aube avec chargement thermique Snecma

Dans le calcul présenté dans cette section, le chargement thermique est issu d’un cal-
cul aérothermique de la turbine réalisé par Snecma, appliqué & un calcul thermique
réalisé a 'aide du logiciel Abaqus puis importé dans Z-set. L’intérét de ce calcul
est d’obtenir le profil de température des surfaces internes et externes de I’aube au
cours d’un cycle thermique. La forme de ce profil de température, proche des condi-
tions de service, influence fortement la zone d’amorgage de la fissure interfaciale et
son évolution. La géométrie et le maillage sont les mémes que ceux présentés dans
la section 6.3.1. L’encastrement du pied d’aube dans le disque mobile est réalisé en
bloquant les déplacements du pied d’aube (U, = U, = U, = 0). Aucun chargement
mécanique n’est appliqué.
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FIGURE 6.30 — (a) Evolution de ’endommagement interfacial au cours de la montée en température (a) sur 'extradoss (b) et sur
I'intrados, aux instants t = 0,5; 0,6; 0,8; 0,9 s.
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FI1GURE 6.31 — Endommagement interfacial pour trois différentes valeurs initiales

de Gy, apres N, CI?/ cles Cycles thermiques (a) sur l'intrados et (b) extrados de I'aube,
avec un chargement thermique arbitraire (d = 0 signifie que l'interface est saine et
d = 1 signifie que 'interface est rompue).

6.3.2.1 Parametres matériau

Les parametres matériau utilisés dans ce calcul sont similaires a ceux utilisés
dans le calcul d’aube avec un chargement arbitraire (section 6.3.1), & savoir une
loi anisotrope en plasticité cristalline pour le substrat et une loi linéaire isotrope
pour la barriere thermique. Les parametres matériau du modele de zone cohésive
thermique sont aussi les mémes que précédemment et sont donnés dans le tableau
6.4. Quant aux parametres du modele de zone cohésive mécanique, ils sont donnés
dans le tableau suivant :
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TABLE 6.10 — Propriétés mécaniques de l'interface pour une durée de cyclage Z.ycie
(h) donnée.

ol o e (mm) | 5| e
417x 107* | 417x 10~* | 0,016 0,5 | 417x 1074

6.3.2.2 Conditions aux limites et chargement externe

L’échauffement de la surface externe et le refroidissement des surfaces internes
sont réalisés au moyen d’un flux convectif. Le chargement thermique est constitué
d’'un flux convectif ¢sneema = (T — Te) ou T est la température, h(z,y,z,t) est
le coefficient de transfert thermique et T.(x,y, z,t) est la température de l'envi-
ronnement. Les coefficients h et T, sont donnés en tout point des surfaces interne
et externe de 'aube et varient linéairement au cours du cycle. Une modélisation
approximative des transferts thermiques au sein des trous de refroidissement est
réalisée par l'intermédiaire du chargement thermique. Le chargement est constitué
d’un cycle comprenant une montée en température d’une durée d’une seconde, un
temps de maintien d’une une seconde et un refroidissement d’une seconde.

6.3.2.3 Effet de la forme du champ de température sur la localisation
de ’amorcage

Le champ de température de I'aube obtenu au début de la phase de maintien
at =1 s est représenté sur la figure 6.32. Les températures sont maximales dans
la région centrale de I'intrados, appelée “langue chaude” ainsi que le long du bord
d’attaque de ’aube. Sur la paroi externe de l’extrados, le profil de température est
trés inhomogene entre la région centrale, le bord de fuite et la partie supérieure. Une
vue en coupe du substrat permet également d’observer les différences de température
entre la paroi externe et les surfaces des canaux internes de refroidissement.

Les évolutions de I'endommagement et de l'ouverture normale aux points de
Gauss de l'interface, calculés au cours de la montée en température le long de I'in-
trados sont décrits sur la figure 6.33. La fissure s’amorce au niveau du bord d’attaque
et 'endommagement s’étale vers la région centrale de I’aube avant de délaminer sur
le centre. Une large zone délaminée apparait a t = 1 s, lorsque les températures
sont maximales. Cette région délaminée se situe dans la langue chaude. At=1s,
un décollement de la barriere thermique dans la région ou l'interface est rompue,
matérialisé par un saut de déplacement normal a l'interface [[u,]] peut s’oberver
sur la figure 6.33-b. Le saut de déplacement est maximal au sommet de 'aube.
L’évolution de la température moyenne de la barriere thermique est également
illustrée sur la méme figure afin de rendre compte de I’évolution des champs de
température au cours de ’amorcage.

Le méme phénomene se produit sur l'extrados (figure 6.34) ou les températures
sont pourtant moins élevées que sur l'intrados. En revanche, de fort gradients
de température peuvent s’observer le long de la surface externe de l'aube. Les
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intrados extrados

FIGURE 6.32 — Température du substrat a t=1s (K).

températures maximales sont atteintes au niveau de la région centrale de I'extra-
dos. L’amorcage a lieu pour des températures plus faibles par rapport a I'intrados
et une large zone délaminée apparait déja a t = 0,8 s. De méme que sur 'intrados,
le délaminage s’accompagne d’une ouverture normale importante de l'interface.

Les conséquences de ce délaminage sur le profil de température de la piece sont
visibles sur le champ de température du substrat et de la barriere thermique. Les
profils de température obtenus au cours du temps de maintien, aux instants ¢t =
1; 1,5 et 2 s, sont représentés sur la figure 6.35. La présence de la fissure ouverte
modifie la répartition de la température dans le substrat en transférant les zones
chaudes vers les régions non adjacentes a l'interface rompue. Un refroidissement
du substrat est observé a l’endroit ou la barriere thermique est décollée. Cette
conséquence de la répartition de la température n’est cependant pas proche de la
réalité vue par I’aube de turbine en service dans laquelle une aussi large proportion
de barriere thermique décollée serait déja écaillée, induisant un échauffement du
substrat consécutif a 1’écaillage causé par 'exposition directe aux gaz chauds issus
de la chambre de combustion.

De plus, les évolutions du profil de température au cours de la phase de maintien
illustrées sur la figure 6.35 sont dues a la dépendance au temps de la loi cristalline
du substrat car le substrat est le seul matériau dont les parametres dépendent du
temps. Ces variations au cours du temps de maintien illustrent donc la présence de
fluage au niveau du substrat au cours de la phase de maintien en température.
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FIGURE 6.33 — Evolution au cours de la montée en température aux instants t =
0,8; 0,9; 1 s, (a) Endommagement interfacial d aux points de Gauss le long de
I'intrados, (b) saut de déplacement normal [[u,]] (mm) & Uinterface et (c) champ
de température moyenne aux nceuds de la coque 6 (K).
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6.3.3 Discussion et comparaison avec le retour d’expérience

La localisation du délaminage sur 'intrados que ’on obtient au cours des simula-
tions sur chargement thermique réel ressemble a la zone identifiée dans les retours
d’expérience sur des aubes mobiles de turbine haute pression provenant de plu-
sieurs aubes de retour de vol. Une description détaillée du retour d’expérience est
disponible dans [Vaunois 2013a] dont quelques éléments sont repris ici pour servir
de comparaison aux simulations numériques présentées précédemment. Des exper-
tises approfondies ont été réalisées dans une étude récente® sur des aubes mobiles
de turbine dans le but d’établir des pistes pour un scénario d’endommagement sur
pieces réelles, aboutissant a 1’écaillage de la barriere thermique. Pour cela, plusieurs
aubes ont été tronconnées et observées finement selon plusieurs plans de coupe,
plus spécialement dans la zone identifiée comme critique a I’écaillage. Cette zone
est systématiquement la zone centrale de I'intrados de ’aube, qui subit en service
les plus fortes températures. La figure 6.36 montre plusieurs aubes présentant une
zone écaillée de plus en plus étendue, sur I'intrados.

L’écaillage survient dans la région centrale de l'intrados (langue chaude) ou les
températures sont maximales. Plus précisémment, il survient dans la partie située
au sommet de la pale, qui s’endommage et s’écaille en premier, comme le montre
la figure 6.37.

D’un point de vue qualitatif, le délaminage de la barriere thermique sur ’aube
tel qu’il est simulé par le modele thermo-mécanique couplé est plus important sur
Iextrados que sur l'intrados. Cette différence qui varie suivant que le délaminage
se produit sur la courbure positive ou négative est comparable aux résultats décrits
dans I’étude analytique réalisée par [Hutchinson 2001] (voir section 2.1.3, figure 2.6)
qui décrit le role de la courbure comme celui d’une imperfection et selon laquelle
I’écaillage est favorisé lorsque la courbure du substrat est positive par rapport a
une courbure négative. La barriere thermique de I'extrados étant essentiellement
déposée sur un substrat de courbure positive, il n’est donc pas surprenant qu’il se
produise en premier sur I’extrados dans le cadre de la simulation présentée.

En revanche, les retours d’expérience ne font pas état d’un écaillage sur la région
extrados de I'aube de turbine de retour de vol. Plusieurs explications peuvent étre
avancées concernant cette différence par rapport le calcul présenté. Elles tirent leurs
justifications de la complexité des phénomeénes de dégradation intrinseques et ex-
trinseques qui conduisent a l’écaillage de la barriere thermique. La premiere est I'in-
homogénéité spatiale de la ténacité interfaciale qui est due a l’effet de la température
sur la cinétique d’oxydation de la sous-couche. Cette oxydation est a I'origine de la
formation et de la croissance de la fine couche d’alumine a l'interface qui induit des
contraintes pouvant mener a ’écaillage de la barriere thermique telle qu’illustrée
sur la figure 2.4. Cette dépendance de la ténacité interfaciale a la température, mise
en évidence au cours d’essais expérimentaux d’adhérence cycliques réalisés en iso-
therme [Vaunois 2013a] s’exprime par une décroissance de ’énergie d’adhérence en

3. PEA BARTHOLDI : Programme d’Etudes Amont “BARriéres THermiques Optimisées et
fiabiLisées en Durée de vIe” (2006-2011) — Groupe de Taches 11 : Retour d’expérience en service.
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fonction de 'augmentation de la température de cyclage (figure 2.8). Les profils de
température indiquent que les températures les plus élevées sont atteintes sur 1’in-
trados (figure 6.32), ce qui signifie que le taux de restitution d’énergie critique réel
serait plus faible a cet endroit et donc que l'interface s’endommage plus rapidement.

Des facteurs extrinseques influencent aussi la durée de vie a écaillage des barriéeres
thermiques et peuvent varier entre l'intrados et ’extrados. L’intrados est notam-
ment plus exposé aux CMAS* [Darolia 2013] qui entrainent une densification et
une rigidification de la barriere thermique marquée par ’augmentation du module
d’Young de 30 GPa sans infiltration a un module d’Young compris entre 90 et 200
GPa apres infiltration [Evans 2007]. Cette modification de la rigidité de la barriere
thermique influe sur I’énergie qu’elle emmagasine au cours du cycle et peut entrainer
un écaillage précoce. Par ailleurs, on fait ’hypothese dans le calcul que 1’épaisseur
de la barriere thermique est constante sur toute la surface externe de la pale. Dans
la réalité, son épaisseur peut varier.

Ce calcul thermo-mécanique couplé présenté dans cette section, dans lequel on
s'intéresse uniquement aux dégradations interfaciales causées par le chargement
thermique de I'aube, illustre I'importance des effets structurels sur 1’évolution des
fissures qui conduisent a l’écaillage de la barriere thermique. De plus, il montre
I'influence de la forme du profil de température appliqué sur la localisation du
délaminage. En perspective, la prise en compte de la dépendance du taux de resti-
tution d’énergie critique G, a la température, dans un premier temps a partir d’une
loi phénoménologique de la forme décrite par I’équation 4.17 peut étre envisagée
afin d’établir un premier lien entre température et taux de restitution d’énergie
critique.

4. Ca, Mg, Al et Si, abrégé en CMAS. Ce sont des particules ingérées par le moteur qui fondent et
viennent se déposer a la surface de la couche de céramique puis se solidifient lors du refroidissement
du moteur.
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(a)

FIGURE 6.34 — Evolution au cours de la montée en température aux instants t =
0,5; 0,8; 1 s, (a) endommagement interfacial d aux points de Gauss le long de
Pextrados, (b) saut de déplacement normal [[u,]] (mm) & l'interface et (¢) champ
de température moyenne aux nceuds de la coque 6 (K).
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barriere thermique

L

:
L"

L

FIGURE 6.35 — Champ de température nodale T' (K) du substrat et température
moyenne nodale § (K) de la barriere thermique correspondante, obtenus pendant
la phase de maintien en température, aux instants t = 1; 1,5 et 2 s.

FIGURE 6.36 — Macroscopie de trois aubes du retour d’expérience [Vidal-Sétif 2010].
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FIGURE 6.37 — Début d’écaillage d’une aube [Vaunois 2013a].
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Conclusion
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7.1 Synthese des résultats

Des travaux antérieurs de modélisation de I'endommagement des barrieres ther-
miques par les modeles de zone cohésive [Caliez 2001] ont montré 'importance du
choix de la loi de comportement cohésive sur la réponse globale de la structure
pouvant conduire a de nombreuses difficultés numériques, de méme que l'intérét
de T'utilisation d’un modele & forte rigidité initiale. Dans ce contexte, I’élément fini
d’interface mixte proposé par Lorentz [Lorentz 2008] dont la formulation variation-
nelle est basée sur un Lagrangien augmenté a été implanté au sein du code de
calcul par éléments finis Z-set. L’avantage de cet élément est qu’il permet 1'utili-
sation de lois cohésives dites extrinseques. Cette catégorie de lois cohésive est par-
ticulierement adaptées a la modélisation de ’écaillage puisqu’elles permettent par
exemple de représenter une adhésion initiale parfaite avant amorcage ou des condi-
tions de contact, et cela sans passer par la traditionnelle méthode de pénalisation
souvent a 'origine des probléemes de convergence de ces modeles.

Parallelement a cela, une loi cohésive bilinéaire avec adhérence initiale parfaite
a été implantée. Des ingrédients physiques issus d’essais d’adhérence réalisés par
Vaunois [Vaunois 2013a] sont pris en compte directement au sein de ce modele
cohésif. IlIs permettent d’inclure une caractéristique importante qui ressort des essais
expérimentaux qui est la dépendance de la ténacité interfaciale a la mixité des modes
de chargement. Cette dépendance qui se manifeste par une ténacité plus élevée en
mode II peut étre a l'origine de la stabilisation d’une cloque de délaminage lorsque
le mode II prédomine sur les bords de la cloque. Cet aspect a été intégré au modele
par la définition d’un angle de mixité des modes de sollicitation calculé localement
par ’élément cohésif qui détermine alors son taux de restitution d’énergie critique
de facon itérative. Divers cas tests de complexité variable ont été mis en ceuvre pour
valider les développements.

Un deuxieme volet de la these consiste a mettre en place un couplage thermo-
mécanique qui permet de considérer simultanément les variations dans le processus
de transfert de charge et les changements dans le transfert thermique comme une
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conséquence de 'endommagement, de ’'amorgage et de la propagation d’une fissure.
Pour cela, un modele de zone cohésive thermo-mécanique qui fait le lien entre les
deux physiques a considérer est développé. Un élément d’interface thermique basé
sur une formulation variationnelle en Lagrangien développé dans la these permet
de tirer profit d’une part, de la robustesse de cette formulation, d’autre part des
possibilités de simuler une interface parfaitement conductrice lorsque l’interface
est mécaniquement intacte. Cette derniere particularité qui peut étre vue comme
I’équivalent thermique d’une adhérence initiale parfaite permet encore une fois de
s’affranchir de la pénalisation utilisée dans la formulation classique pour simuler
une conductance initiale infinie. Les propriétés de la conductance interfaciale sont
définies pour chaque état mécanique de 'interface sur la base de données issues de la
littérature. Les effets de la radiation entre les levres de la fissure sont pris en compte
et introduisent une non-linéarité supplémentaire qui découle de la dépendance de
la conductance a la température de la zone cohésive. De méme, un modele de
conduction de contact est intégré afin de considérer les éventuels transfert de chaleur
en cas de refermeture de la fissure.

La mise en ceuvre couplée des modeles de zone cohésive mécanique et thermique
au cours des cas tests bidimensionnels a montré que la redirection des flux de cha-
leur consécutive a 'accroissement d’une fissure interfaciale peut étre a l'origine de
contraintes thermiques capables de faire évoluer la fissure. Ces mémes cas test ont
permis de réaliser des études paramétriques qui ont permis d’apporter des informa-
tions sur les avantages et les limitatations du modele. L’étude paramétrique confirme
notamment un point déja soulevé dans la littérature qui est I’effet négligeable des
transferts par radiation entre les levres de la fissure en-dessous des températures
maximales étudiées dans cette étude ou encore la forte dépendance de la conduc-
tance a la valeur choisie de la conductivité des gaz contenus dans la fissure.

Un troisieme volet des travaux effectués concerne la mise en place d'une modélisation
peu couteuse et robuste de la barriere thermique en tirant profit de ses caractéristiques
structurelles. Un modele basé sur I’approche “Continuum Based “ est choisi et validé
car il permet la réutilisation de lois de comportements déja disponibles dans Z-set
et ne nécessite donc pas de développement supplémentaires pour adapter le com-
portement a la cinématique de la coque. Divers travaux concernant la modélisation
coque en mécanique ont été effectués et visent a fiabiliser le modele choisi en vue du
calcul sur aube. La réalisation d’un ensemble de tests classiques dans la validation
d’éléments coques ont mis en évidence la présence de verrouillage en membrane et
en cisaillement dans la formulation choisie. Pour éliminer les déformations parasites
présentes dans la modélisation coque, une méthode de type “Assumed Strain” a été
implantée mais n’est pas encore validée.

Pour réaliser le calcul thermique et rendre compte du gradient de température
dans I’épaisseur, un élément de coque thermique est implanté. De méme que les
coques utilisées en mécaniques, il s’agit d’éléments de structure minces dont la
formulation découle d’hypothéeses cinématiques. Dans un premier temps, une inter-
polation linéaire de la température dans ’épaisseur est utilisée pour tenir compte du
gradient thermique a l'origine de I'abaissement des températures dans le substrat.

176



7.1. SYNTHESE DES RESULTATS

Pour I'implantation, un modele basé sur 'approche “Continuum Based“ pour les
coques est mis en place, encore une fois pour la simplicité de la méthode et pour
la possibilité qu’elle offre d’utiliser des lois de comportement déja disponibles dans
Z-set. Les développements effectués pour la coque thermique ont concerné d’une
part 'implantation d’un élément de coque, d’autre part I’adaptation des conditions
aux limites aux spécificités de I'approche choisie. Quelques cas tests ont été mis en
place pour valider les développements effectués.

Le dernier volet des outils numériques concerne 'adaptation de I’algorithme de
couplage. Pour réaliser le couplage entre le probleme mécanique et le probleme ther-
mique, I'approche partitionnée (ou approche itérative) [Piperno 1995] déja présente
dans Z-set est choisie. Par opposition a ’approche monolithique, elle consiste a
traiter chaque sous-probleme comme des entités isolées qui avancent séparément
dans le temps, éventuellement avec des schémas d’intégration différents. Le choix
de l'approche partitionnée est essentiellement motivée par des raisons logicielles
(possibilité de réutiliser des codes existants, modularité dans I'implémentation de
nouveaux modeles, indépendamment du couplage) et offre également d’autres avan-
tages tels que 'adaptation aux spécificités de chaque milieu en matiére de per-
formance des modeles de résolution (discrétisations spatiales et temporelles, algo-
rithmes), I'indépendance de la modélisation (possibilité d’utiliser des méthodes de
discrétisation différentes et des maillages non coincidents, par exemple).

Toutefois, la précision et la stabilité des solutions ne dépend pas uniquement de
la stabilité de chacun des sous-problemes mais peuvent également étre dégradées
a cause du décalage entrainé par la résolution dissociée des physiques lors de
Iintégration temporelle séparée. Cela peut induire une incohérence entre les sous-
probléemes a chaque pas de temps. Cette incohérence devient non-négligeable dans
les calculs thermo-mécaniques couplés impliquant une propagation brutale de la
fissure interfaciale. La mise en évidence de ce probleme dans des cas de délaminage
2D a permis de mettre en place un critere permettant I’adaptation des pas de temps
entre problemes mecaniques et thermiques, améliorant ainsi la convergence notam-
ment lorsqu’apparait une instabilité liée a la compression du revétement, suivie
d’une propagation brutale de fissure.

Un calcul thermo-mécanique couplé sur tube a été réalisé afin de mettre en
ceuvre tous les outils numériques implantés au sein d’un méme calcul de structure et
d’identifier d’éventuels problemes liés a leur mise en ceuvre simultanée. Il s’agit dans
un premier temps d’'un tube a section constante, recouvert d’une barriere thermique
dans lequel un gradient de température est induit dans la paroi du tube en appli-
quant un flux convectif froid sur la surface interne et un flux surfacique chaud sur
la surface externe. Ce calcul a permis d’observer 1’évolution de I'endommagement le
long de I'interface ainsi que ’accroissement de I'ouverture interfaciale au cours du re-
froidissement lorsqu’il est réalisé sur un substrat linéaire isotrope. Une dépendance
de la zone d’amorcage de la fissure a la forme du gradient de température ap-
pliqué a la structure a également été observée. La réalisation de ce méme calcul
a partir d’'un substrat anisotrope en plasticité cristalline a permis d’observer une
évolution différente de ’'endommagement interfacial qui est fortement influencé par

177



CHAPITRE 7. CONCLUSION

les déformations du substrat et son impact non négligeable sur le probleme ther-
mique. Un calcul sur tube de section variable est également réalisé dans le but de
mettre en place ultérieurement une comparaison simulation/expérience.

Les premiers calculs sur aube revétue, muni d’'un chargement thermique ar-
bitraire et sans défaut initial, ont également été réalisé afin de tester le modele
thermo-mécanique de délaminage sur une géométrie complexe. A I'issue de ces tests
sur aube revétue, les premiers calculs munis des conditions aux limites extraites des
résultats de la chaine de calcul aérothermique de la turbine effectué par Snecma ont
été réalisés. Cette premiere confrontation des modeles numériques a la géométrie et
aux sollicitations réelle de 'aube a révélé les limitations du modele qui prédit un
écaillage sur la région de l'extrados de I'aube. Cet écaillage, défini comme inexis-
tant dans les retours d’expérience, ne survient pas dans les conditions de service.
En revanche, la zone délaminée sur I'intrados est tres similaire a ’écaillage obtenue
sur les pieces réelles.

7.2 Limitations du modele et discussion

Une premiere limitation du modele qui ressort des calculs présentés est qu’il ne rend
pas compte de I’échauffement du substrat qui survient a la suite du délaminage
et de l’écaillage de la barriere thermique. Les retours d’expérience montrent que,
des qu'un fragment de barriere thermique est délaminé, il se détache du reste du
revétement. Cette exposition partielle du substrat aux gaz chauds fait que ces der-
niers pénetrent plus facilement dans 'interface et chauffent directement le substrat
y compris dans les régions ou le revétement est délaminé mais non détaché. Les cal-
culs thermo-mécaniques couplés sur tube a gradient de paroi montrent que le profil
de température du substrat calculé a ’aide du modele ne differe pas beaucoup des
calculs équivalents réalisés sans éléments d’interface endommageables. Cela signifie
que dans la modélisation actuelle, la barriere thermique méme décollée, joue encore
son role d’isolant thermique en abaissant la température pergue par le substrat par
rapport a celles qui sont percues par la paroi externe du revétement. L’absence
d’un critere intrinseque a la barriere thermique qui prédit le détachement des co-
lonettes qui la constitue ne permet pas d’envisager une modélisation prédictive de
I’échauffement du substrat consécutif au délaminage a partir du modele actuel. Cet
échauffement n’est certainement pas sans conséquence sur la durée de vie a écaillage
sur les déformations du substrat.

Par ailleurs, les parametres utilisés dans le modele de zone cohésive thermique
restent approximatifs étant donné qu’ils ne sont pas issus d’essais expérimentaux.
En effet, plusieurs facteurs peuvent influer sur les parametres utilisés. Les études
paramétriques présentées dans le chapitre 5 démontrent par exemple une forte sen-
sibilité des flux de chaleur a 'interface par rapport a la valeur de la conductivité des
gaz contenus dans les cavités formées a l'interface ou dans une fissure ouverte. Des
facteurs externes tels que la composition chimique du gaz ou la pression ambiante
peuvent modifier fortement sa conductivité. De plus, 'approximation faite sur la
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linéarité de sa dépendance a la température peut tout a fait étre remise en cause.

Concernant la modélisation de la barriere thermique, I'utilisation d’un modele de
coque thermique avec une approximation linéaire de la température dans 1’épaisseur
est peut étre a remettre en cause dans des situations ot les gradients de température
sont tres élevés et varient rapidement. C’est par exemple le cas si le chargement
appliqué correspond a une mission complexe a traiter en thermique transitoire.
Une facon de remédier a ce probleme pourrait étre d’utiliser un modele de coque
thermique ayant une approximation plus complexe dans 1’épaisseur.

Une autre limitation du modele présenté est en rapport avec les instabilités de
type flambage qui peuvent survenir notamment dans le cas d’une forte compression
du film mince au cours de la phase de refroidissement du moteur. L’ensemble des
analyses présentées dans ce manuscrit est réalisé en linéaire géométrique et aucune
analyse de stabilité n’a été mise en ceuvre. Une autre facon de tenir compte de
ces instabilités aurait été de traiter le probleme en non-linéaire géométrique. La
complexité des développements a mettre en ceuvre, conjugué au manque de temps
a conduit au choix de ne pas traiter l'instabilité de type flambage. Cependant,
le flambage observé reste une situation tres locale. Le cas ou le flambage serait
provoqué par la présence d’une large surface de barriere thermique décollée n’est
en effet que peu probable étant donné que la barriere thermique a tendance a se
détacher de la structure lorsque le délaminage de 'interface est important.

Les simulations réalisées sur tube ou sur aube montrent que le modele ac-
tuel ne permet qu’'une modélisation tres partielle des phénomenes qui conduisent a
I’écaillage de la barriere thermique. La diversité des phénomenes de dégradations
a la fois intrinseques et extrinseques qui conduisent a 1’écaillage nécessiterait la
mise en ceuvre d’'un modele couplant plusieurs physiques en méme temps pour étre
prédictif. Dans le calcul sur aube revétue, I'importance de I’écaillage sur I'extrados
obtenus a l'issue de la simulation montre que plusieurs aspects relatifs aux modes
de dégradations de la barriere thermique ne sont pas considérés dans ce calcul. On
pense notamment a la dépendance de ’énergie d’adhérence a la température qui
n’est pas prise en compte dans les simulations, ou encore a des facteurs extrinseques
tels que les CMAS ou l'abrasion initiale de la barriere thermique par le carter qui
pré-endommage 'interface.

7.3 Perspectives

En perspective, plusieurs améliorations du modele actuel sont a envisager. Tout
d’abord, la réalisation d’un calcul cyclique dans lequel un couplage complet avec
le modele de Vaunois [Vaunois 2013a] permettrait d’obtenir les valeurs du taux de
restitution d’énergie critique a tout instant, et ce en fonction des parametres de
vieillissement thermique et de sa dépendance a 1’évolution microstructurale de la
couche d’alumine qui constitue I'interphase. Ce calcul permettrait de combiner les
effets structurels et I’ensemble des mécanismes de dégradation intrinseques de la
barriere thermique au sein d’une méme simulation.
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La mise en place d’une loi de comportement plus représentative du comporte-
ment la barriere thermique, muni d’un critere capable de prédire le détachement des
colonettes pourrait constituer un deuxieme axe de réflexion. La prise en compte de
cet aspect permettra par exemple I'utilisation d’une condition aux limites supplémentaire
qui applique au substrat les flux convectifs ®pr initialement appliqués au frag-
ment de barriere thermique décollée (figure 7.1). L’autre éventualité est de faire
un couplage aéro-thermo-mécanique dans lequel I’échauffement peut étre modélisé
directement par des flux convectifs chauds qui s’inserent dans la fissure ouverte.
Concernant la modélisation des transferts de chaleur de la barriere thermique, la
mise en ceuvre d’'un modele de coque thermique avec une approximation plus com-
plexe de la température dans I’épaisseur permettrait d’envisager des simulations
en transitoire. Enfin, une phase de validation du modele numérique est prévue. Il
s’agit d’une confrontation aux résultats d’'une campagne d’essais sur tube a gradient
thermique de paroi qui sera réalisée a ’Onera.

i

Substrat Substrat

FIGURE 7.1 — Détachement d’un fragment de barriere thermique et prise en compte
de l’échauffement du substrat au cours d’une modélisation thermo-mécanique
couplée.
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ANNEXE A

Annexes

A.1 Elément fini d’interface mixte

A.1.1 DMatrice de rigidité condensée et résidu condensé

Les blocs matriciels qui forment le systeme d’équation 4.13 obtenu apres élimination
des degrés de liberté locaux &y, sont détaillé ci-dessous.

~

(K] = [Kou] = [Kua,)[Kana,]  [Kaul
[Kua,] = [Kua,) = [Ka,0l[Ka,a,) " [Ka,A,]
Ky 0] = Bau] = [Kanan)[Kana,) " [Ka,vl

(K Amtn) = (Eapan] = [Kapan] [Kapan]  [Ka,a,]

{Fu} ={Fu} — [Kua,)[Kana,) ' {Fa,}

{Fa,t ={Fr,} — [BananlKa,a,) {Fa,}

A.1.2 Expression de la matrice tangente de la loi cohésive mécanique

La matrice tangente [T'gmq:] de la loi cohésive mécanique exprimant les variations
de la discontinuité de déplacement 8y, par rapport aux variables d’entrée de la loi
de comportement [[u]] et A, peut s’écrire :

o = {nl8om) Dol _ sy

ot [Tgip] et [T'ga,,] sont deux matrices carrées dont la taille est la dimension du
probleme. La matrice tangente est calculée pour chaque régime Expression de la
matrice tangente dans chaque régime décrit dans la section 4.1.2.4 :

Adhérence initiale parfaite
[T g(ug] = 0 (A.2)
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Rupture
[Tgiuy] = 14 (A.3)

ou 14 désigne la matrice identité.
Endommagement

—T@ TRT oc(?)
ol =734 |14+ 0 © 7)o oot

— (7‘ ® 8Gc(¢)) 2H. A
Ml ) (r— 5490) Il I 2V2H.Cl@)

Décharge linéaire

I S _ ! o, 0Ge(9)
(Tgup] = CE L ( (r+ Kc)lq 400 2HCGC(¢)HC( @ Sl ) (A.5)

ou K, est la pente de la décharge linéaire, avec

2H.G ()
ddc(¢)

On note que dans chaque régime, [T'gy,,] = %[Tg[[u”].

Ky = ~H. (A.6)

A.1.3 Expression détaillée de la matrice de rigidité élémentaire

On rappelle la discrétisation utilisée pour le saut de déplacement [[u]] et le multi-
plicateur de Lagrange A, :

[u]] = D U}, A = [L]{ A} (A7)

avec [D] = [N4] — [N_], [N4] et [N_] étant les traces de la matrice des fonctions
de forme quadratiques [N] sur I'y et I'_ respectivement. [L] est la matrice des
fonctions de forme linéaires sur I'. {U} le vecteur des déplacements nodaux, { Ay, }
les inconnues nodales correspondant aux multiplicateurs de Lagrange. Les deux
résidus Ry et Ry, associés aux variables U et A, sont

{ Ry = (DI (LA} + DU}~ ram((UL {Amb) =0 o

Rp,,, = L' ([DH{U} = 6m ({U}, {Am})) = 0

Ils permettent de déduire la matrice de rigidité tangente [K] de I’élément constituée
des blocs [Kyy], [Kua,,ls [K s, ] et [Ka,,A,,], out chacun des blocs s’écrit

) = g, = DI (D] = 2=l — (DD - (7 1D)
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(Run,] = opy = D17 (L - r 222y o) g, )
0l = G = L1 (D] = 202y — (D) - (71D
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A.2 Interpolation mixte du tenseur de déformation

L’interpolation mixte des composantes du tenseur de déformation de 1’élément

coque mécanique proposée par [Bathe 1986] est présentée dans cette section. Considérant

les hypotheses cinématiques définies dans la partie 4.2.1.1, une facon d’écrire le ten-
seur des déformations est :

DI

e=ellg'g" +ll (g +g°") +ei (g7g' + g'g") + <5 (g°g' +g'g’) (A.10)

ou DI désigne les composantes obtenues par interpolation directe et ou g”, g° et
gl sont les composantes contravariantes correspondants aux vecteurs de la base
covariante g,, g, et g, défini par :

g, = ?)Z avec o =r,8,t (A.11)
r, s et t sont les coordonnées isoparamétriques de I’élément coque. Les points utilisés
pour l'interpolation du tenseur de déformation sont présentés sur la figure A.1.

A.2.1 Interpolation des composantes de membrane

Pour éviter le vérouillage de membrane, I'interpolation suivante des composantes
de membrane du tenseur des déformation est utilisée :

8
E=> hi%| (A.12)
=1

h; est la fonction d’interpolation définie pour ¢ = 1 a 8 par :

h1:i<1+r>(1+s> —%(hg)—i-hg); hgz%(l—?")(l—l—s) —%<h5+h6>
hg_i<1—r>(1—s) —%(h6+h7); h4:i(1+7’)<1—s> —%(hﬁh?)
h5—%(1—r2)<1+s); h6:%(1—52>(1—r) (A.13)
h7:%<1—r2)<1—s); hg:%(l—sz)(l+r>

ot la variable r est remplacée par 7/a et s est remplacée par s/a, avec a = 1/1/3.
Pourt=1,2,3et4ona:

E=cg'8 +e5:8°8° +ers (878 +8°8") (A.14)
+er (878" +8'8") +ex (878" + 8°8°) (A.15)
&l = errg"g"|PT + e8P + 1 (g78° 4 g5g") |P! (A.16)
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Pour i = 5 et 7, on utilise :

- e _ 1 N
Els = ess8°2° DT + {gr- [2 (e +e\2D’)] -gr} gg )’

2

|

3 P +<lf)

1
+ 98-

5’7 = 5855555‘%)[ + {gr ’

1

2

: gs} &g +gg) |V’

(e §I+s\i”)] -gr}g‘"gr\?’

_]1 1 ) e
+{gr' 5 (El3" +elf) -gs}(g‘“g“rgsg‘")l?]
ou
8s=8s; 8t =8t
— gT‘S
g =8 —ags; a=—
ss

Pour i = 6 et 8, on utilise :

(e|§f+e|§f>] -gs}gsgslé”
EF+ el -} e e
ElP 4P| - f el

(elPf + efi”)} -gs} (&g + %) |J!

) o N
Ele = BB IET + {gs ~ [

2
_ 1
+ 98- 5

) L 1
&g = e 88 |10 + {gs - [2
I
+ gy 5

gy = 8r;

ou

gt =8t
Irs

g = 8s — B8r; B="

rr

A.2.2 Interpolation des composantes de cisaillement

(A.17)

(A.18)

(A.19)

(A.20)

(A.21)

(A.22)

L’interpolation des composantes de cisaillement du tenseur de déformation est

réalisée de sorte a éviter le vérouillage en cisaillement. Pour ¢,,g'gt, I'interpola-

tion suivante est utilisée :

4

1
eng'gt = Z thTErtgrgt ZDI + hf'?T 5
i=1

t|DI

(5rt|g,{l + 5rt|g}3) g'g"l5

(A.23)
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th:i<1+\/§r> (1—|—3)—ih§T
h§T:3(1—x/§r> (l—i—s)—ih?T
hffT:i<1—\@r>(1— )—ih?T
th_i(qu\/gr) (1—5)—ih§T

A = (1-3r%) (1 - s?)

Pour e,g°g", 'interpolation suivante est utilisée :

avec @ = 1/\/§

186

4

Sstgsgt = Z h%ngst

=1

ou :

2

Wt = % (1 + \/§s> (1+r)— %h?T
hsT = i (14 V3s) (1 =) - %h?T
ST = % (1 - \/35) 1-7)— %h?T
th_%<1—\/§s) 1+ )—%h?T
het = (1-3s?) (1 —r?)

1
e°g|P + hST [ (eulZh + m\é’é)] ee

t|1 DI
5

(A.24)

(A.25)

(A.26)



A.2. INTERPOLATION MIXTE DU TENSEUR DE DEFORMATION

(a)

1/{3

1/{3

r

1/{3

2 5 1
o e} o)
6 8
2 0 o
3 7 4
o e} o
(b)
S
2 1
2 ° o °
RB RA
3 4
(c)
S
20 SAe o1
2 ‘e
3 T SBe 7

FIGURE A.1 — Points utilisés pour Iinterpolation (a) de la déformation de mem-
brane, (b) de la déformation transverse e,4g"g®, (c) de la déformation transverse

esg%gt [Bathe 1986).
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A.3 Structure fissurée soumise a un gradient de température

Le modele analytique décrit dans [Hutchinson 1995], initialement établi pour étudier
le délaminage d’un composite orthotrope soumis a un gradient longitudinal, est
détaillé ici et simplifié au cas d’une structure monomatériau linéaire isotrope. On
considere une structure d’épaisseur H traversée par un gradient de température
longitudinal (figure A.2). Dans le cas d’une fissure de longueur 2a, contenue dans
un monomatériau linéaire isotrope de module d’Young F, de coefficient de Poisson
v, et de conductivité thermique k,;, 'angle de mixité modale ¢ en pointe de fissure
est donné par :

to
TP

bottom
T

FIGURE A.2 — Géométrie et conditions aux limites.

Ky
t = — A2
an(¢) = 7 (A.27)
ou les facteurs d’intensité des contraintes K et Kj; s’obtiennent par :
K; - {cosw_n2(1+n))sin(w+’y)} (A.28)
Ev/Ha(ghaut — ghas) VU 20+ VY '

K1 B sinw 731 +n), sin(w+ )
B Tag o] = F{ N 2(Hng) NG } (A.29)
et
po NP Vi(L+7) (A.30)

[2(1+ p)]V/* (1 + Be) (1 + 1)/
B. est un parametre adimensionné appelé nombre de Biot et controle le flux de cha-
leur tranversant la fissure. Il se calcule par B, = f—h;, ou h. désigne la conductance
de la fissure. Pour un matériau isotrope dans les deux directions Z et ¢/, p = A = 1.
F s’annule de A.27 et I'expression de I'angle de mixité se réduit a :

K 214+ n?)VVsinw + 9*(1 4+ n)VU cos(w + )
tan(¢) = Ki 21+ 93)VV cosw + n2(1 + n)vVU sin(w + ) (A-31)

avec
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A.3. STRUCTURE FISSUREE SOUMISE A UN GRADIENT DE TEMPERATURE

1 1

— =144+ -1 et — =12(1+n? A.32
