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Introduction

Le contexte environnemental et énergétique actuel pousse les réglementations et les industriels à viser

une diminution des dépenses énergétiques et de l’empreinte carbone. Dans le domaine des transports,

la réduction des dépenses énergétiques passe par la réduction des masses embarquées. A ces nouvelles

contraintes s’ajoutent bien sûr celles, toujours présentes, du dimensionnement mécanique de ces systèmes.

Les matériaux architecturés sont une classe de matériaux capables de répondre aux contraintes sans cesse

croissantes des besoins industriels. Ces matériaux permettent d’atteindre des propriétés spécifiques élevées

ramenées à leur masse, par le choix réfléchi de la topologie des matériaux constitutifs [1]. Un exemple de

matériau architecturé très employé, les composites fibreux, ont participé à réduire la masse de la dernière

génération de turboréacteurs développés par Safran. Le moteur LEAP affiche ainsi une masse réduite de

450 kg pour un mono-couloir par rapport à son prédécesseur, le CFM56. L’usage de matériaux composites

dans l’industrie aéronautique connaît une hausse considérable depuis les années 70, passant d’environ 5%

à plus de 50% pour les avions récents.

L’avènement et le développement de nouvelles méthodes de fabrication dites additives, définies par

opposition aux méthodes soustractives traditionnelles telles que l’usinage, ont permis un renouvellement

conséquent des libertés géométriques dans la conception de pièces et ensembles mécaniques. Ils per-

mettent en particulier la réalisation de matériaux architecturés complexes.

La possibilité d’optimiser certaines pièces ou ensembles mécaniques est alors rendue possible par ces

nouvelles libertés géométriques. Ainsi, des objectifs autrefois inatteignables, tels qu’une réduction de la

masse d’un système tout en conservant les propriétés mécaniques requises, sont alors rendus possibles. Un

exemple classique d’optimisation géométrique d’une pièce consiste à remplacer des parties monolithiques

(pleines) par une version évidée, comme le montre la Figure 1 pour divers exemples.

Dans les exemples illustrés ici, l’optimisation remplit des critères différents : l’optimisation de la plaque

(a) par son évidemment en forme de nid d’abeille permet un gain de masse tout en conservant une partie

des propriétés mécaniques visées, notamment la rigidité. L’exemple (b) d’architecturation de la prothèse

de hanche ne vise pas uniquement un gain de masse, mais permet également l’émergence de nouvelles

propriétés, notamment une meilleure bio-intégration de la prothèse dans cet exemple.

L’architecture interne complexe de la prothèse de hanche est constituée d’un réseau de poutres organi-

sées appelé structure treillis ou lattice. Ces structures sont majoritairement produites en faisant appel aux

méthodes de fabrication additive. Le développement relativement récent et l’engouement actuel pour ces

méthodes de fabrication permettent un accroissement de l’usage des treillis. Ces structures apparaissent

aujourd’hui comme des candidats sérieux au remplacement de parties massives sur des pièces mécaniques,

grâce notamment à leurs propriétés mécaniques élevées ramenées à leur masse.

1
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FIGURE 1 – Deux exemples d’optimisation selon des critères spécifiques : (a) plaque ; (b) prothèse de hanche [2]

Cependant les treillis, de par leurs géométries et leurs modes de fabrication, présentent des modes de

déformations et des défauts qui peuvent mener à une ruine rapide de la structure. Les poutres sollicitées en

compression peuvent être sujettes à du flambage, puis se déformer rapidement jusqu’à la rupture.

En ajoutant une deuxième phase remplissant le treillis, on peut s’attendre à ce que la déformation de celui-

ci soit modifiée : en particulier, le matériau ajouté pourrait soutenir les poutres, et potentiellement retarder

le flambage comme l’avancent les travaux de Li et al. [3]. A l’interface, la matrice peut remplir les interstices

laissés vacants par les imperfections de fabrication, augmentant l’interface de contact et l’adhérence des

deux phases [4]. Les propriétés intrinsèques à la phase ajoutée peuvent s’additionner à celles du treillis :

hystérésis dans le cas d’une matrice élastomère, rigidité pour un epoxy, etc.

Enfin, les propriétés mécaniques des structures hybrides peuvent être déclinées et adaptées à volonté par

les choix de la géométrie des treillis et du couple de matériaux sélectionné, permettant de satisfaire des

cahiers des charges variés [5].

Ces travaux de thèse s’inscrivent ainsi pleinement dans l’exploration des nouvelles possibilités issues de

la fabrication additive. Outre les déjà très étudiées structures treillis, ces travaux sont centrés sur la combi-

naison de celles-ci avec un matériau aux propriétés différentes. L’espace vacant au sein du treillis est ainsi

rempli par un matériau de nature différente, l’ensemble étant appelé structure hybride. La Figure 2 illustre

le concept de treillis hybride développé dans ces travaux.

Cependant, ces nouveaux matériaux hybrides soulèvent toutefois un certain nombre de questions :

Comment les concevoir, comment les modéliser ? Comment les fabriquer ?

Quelle est l’influence de la géométrie du treillis sur les propriétés mécaniques?

Quelle est l’influence du choix des matériaux constitutifs sur les propriétés mécaniques?

L’interface treillis-matrice, et notamment l’adhérence des phases, joue-t-elle un rôle important dans les

propriétés mécaniques?

2
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FIGURE 2 – (a) cellule d’un treillis ; (b) autre matériau ; (c) cellule hybride; (d) treillis hybride

Ce manuscrit se propose d’explorer les mécanismes de renfort des structures treillis par une matrice élas-

tomère, au travers de 5 chapitres.

Le premier chapitre consiste en une étude bibliographique présentant les travaux antérieurs issus de la

littérature. Les matériaux architecturés sont d’abord définis en s’appuyant sur les travaux d’Ashby [6], pour

montrer comment cette nouvelle classe de matériaux peut permettre d’atteindre des propriétés mécaniques

inaccessibles jusqu’alors par les matériaux monolithiques. Parmi ce groupe de matériaux, les structures

treillis proposent des propriétés mécaniques spécifiques élevées relativement à leur densité [7]. Une typo-

logie de treillis est décrite [8], basée sur le critère de Maxwell. Les problématiques de dissipation d’énergie

sont abordées, ainsi que les critères permettant d’évaluer les capacités de dissipation des treillis. Les struc-

tures auxétiques, potentielles candidates aux applications nécessitant de bonnes propriétés en dissipation

d’énergie, sont ensuite présentées. Enfin, le concept de matériaux architecturés hybrides [9] est défini, et

l’état de l’art sur les treillis hybrides est exposé.

Le deuxième chapitre détaille les méthodes et matériaux employés lors de ces travaux de thèse. Dans

une première partie, les méthodes de fabrication additive utilisées sont décrites : la technologie SLM (Selec-

tive Laser Melting, ou fusion sélective par laser) pour les structures métalliques et la photopolymérisation

pour les structures polymériques. Les modèles de machines ainsi que les paramètres d’impression sont

donnés. Ensuite, les matériaux utilisés dans cette étude sont présentés : un alliage de titane (TA6V) qui est

associé avec un polyurethane élastomère, et deux photopolymères, l’un rigide (VeroWhite), et l’autre souple

(TangoBlack+). La composition de chaque matériau est donnée, ainsi que les lois de comportement identi-

fiées à l’aide d’essais expérimentaux.

Enfin, la stratégie numérique est explicitée. Les logiciels utiles à la conception de structures treillis, à la gé-

nération des maillages, le code éléments finis ainsi que leurs méthodologies d’emploi sont présentés. Afin

d’étudier les propriétés élastiques effectives des treillis et treillis hybrides, une stratégie d’homogénéisation

numérique avec conditions aux limites périodiques est utilisée. Celle-ci permet l’identification des tenseurs

des modules élastiques des treillis et treillis hybrides étudiés.

Le troisième chapitre introduit deux nouvelles géométries de treillis auxétiques, nommées Hexaround

et Inverse Hexaround, dérivées de la cellule classique FCC (treillis inspiré de la structure cristalline du même

nom) et des travaux de Dirrenberger et al. [10]. Ces structures de symétrie cubique sont constituées de

poutres curvilignes en forme d’arc de cercle. L’orientation des arcs vers le centre géométrique de la cel-

lule permet d’orienter la déformation de celles-ci, de manière à obtenir un coefficient de Poisson négatif.

Les propriétés élastiques effectives des treillis sont calculées par homogénéisation numérique en utilisant

3
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des conditions aux limites périodiques, pour différents paramètres géométriques, permettant d’étudier leur

influence. Le matériau constitutif est un alliage de titane imprimé (TA6V). Le module d’Young normalisé E∗

et le coefficient de Poisson ν sont cartographiés, révélant les directions de chargement qui maximisent E et

celles qui minimisent ν.

Enfin, l’influence des propriétés élastiques sur la dissipation d’énergie est étudiée numériquement au tra-

vers de 3 essais de compression en élasto-plasticité selon 3 différentes directions : celle qui maximise le

module d’Young, celle qui minimise le coefficient de Poisson et selon un des axes cubiques. L’énergie dissi-

pée est comparée pour différentes valeurs de densité relative pour les deux cellules.

Le quatrième chapitre présente l’étude comparative de 2 treillis auxétiques et de leur version hybride,

par l’utilisation d’outils numériques et d’essais expérimentaux. Le matériau constitutif des treillis est un

polymère rigide, le VeroWhite, tandis que la matrice est un élastomère, le TangoBlack+. Les cellules sont

décrites géométriquement et leurs propriétés élastiques effectives calculées par homogénéisation numé-

rique pour différentes densités relatives. Une comparaison des propriétés effectives est faite entre les treillis

et les treillis hybrides. Des éprouvettes cubiques sont réalisées afin d’être testées mécaniquement en com-

pression. Les courbes contrainte-déformations sont détaillées, et les mécanismes d’endommagement sont

analysés. Les propriétés en dissipation d’énergie sont comparées, notamment la dissipation spécifique et

l’efficacité d’absorption.

Le cinquième chapitre expose l’analyse du comportement mécanique de treillis auxétiques métalliques

et treillis hybrides métal-polymère. Les matériaux constitutifs sont cette fois le TA6V pour le treillis et un

polyurethane élastomère pour la matrice, ces deux matériaux présentant un contraste de propriétés élas-

tiques bien plus élevé que pour le chapitre précédent. Deux cellules sont étudiées, adaptées de l’Hexaround

pour être fabricables par le procédé SLM. Une comparaison des propriétés élastiques effectives est faite

entre les treillis et les treillis hybrides. Les éprouvettes fabriquées sont soumises à des essais de compres-

sion incluant des observations in-situ par tomographie rayons X, permettant l’analyse et la comparaison

des mécanismes d’endommagement. Les sections radiographiées des treillis permettent de comparer l’en-

dommagement avec et sans matrice. Enfin, la présence de défauts de fabrication est abordée.

Enfin, une conclusion est apportée, faisant le bilan de l’ensemble de ces travaux et permettant d’établir

des perspectives pour les futurs travaux de recherches sur les treillis hybrides.
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1.1 Matériaux architecturés

1.1.1 Généralités

Les matériaux architecturés sont une classe de matériaux émergents qui offrent de nouvelles possibilités

en termes de propriétés fonctionnelles, comblant les lacunes et repoussant les limites des cartes de perfor-

mance des matériaux d’Ashby [11]. Le terme "matériaux architecturés" a été popularisé dans les années

2000, notamment avec les travaux de Deshpande [12], Fleck [13] ou Bouaziz [14]. Celui-ci englobe tout ma-

tériau obtenu grâce à un processus de conception visant à répondre à un ensemble spécifique d’exigences,

en termes de fonctionnalité, de comportement ou de performance, induisant une morphologie particu-

lière, c’est-à-dire l’organisation géométrique spatiale d’un ou plusieurs matériaux [14; 15]. Les propriétés

physiques de ces matériaux architecturés peuvent ainsi être supérieures à celles des matériaux constitu-

tifs pris séparément. Les matériaux biologiques sont des exemples de matériaux architecturés performants

[16], pour lesquels les combinaisons de matériaux, de géométries, la taille et la disposition des différentes

phases sont adaptées pour produire une vaste gamme de propriétés, représentant une importante source

d’inspiration dans la conception de matériaux structurels artificiels.

Ashby et al. [6] ont montré l’intérêt de représenter les propriétés matérielles à l’aide de cartes de perfor-

mance, permettant ainsi de comparer différents matériaux homogènes sur la base d’un critère. Un exemple

classique de carte revient à représenter le module d’Young sur l’axe des ordonnées, et la masse volumique

sur l’axe des abscisses (cf Figure 1.1). Les différents matériaux sont alors représentés par des "bulles", posi-

tionnées en fonction de leurs propriétés physiques respectives.

FIGURE 1.1 – Carte de performance d’Ashby : Module d’Young / masse volumique. Carte issue de [11]

On observe sur cette carte de performance la présence de lacunes ou "trous", notamment en haut à

gauche, qui représente un objectif pour le développement de futurs matériaux : une importante rigidité
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pour une masse volumique faible.

Les matériaux architecturés semblent être de bons candidats pour occuper les trous des cartes de per-

formance : en associant des matériaux dont les positions sur les cartes sont éloignées, le matériau résultant

peut occuper une place non-occupée par les matériaux monolithiques. L’organisation géométrique a une

importante influence sur les propriétés mécaniques d’un matériau architecturé : un exemple structurel issu

de la nature est le squelette de l’éponge de mer Euplectella aspergillum, présentée sur la Figure 1.2. Celui-

ci, constitué majoritairement de silice amorphe hydratée associée à des protéines, s’organise sur plusieurs

échelles [17; 18] dans le but de résister aux multiples sollicitations mécaniques issues de son milieu.

FIGURE 1.2 – Squelette d’éponge marine à différentes échelles, issue de [19]

S’inspirant de la géométrie en échiquier de l’organisation structurelle du squelette, composée d’élé-

ments horizontaux, verticaux mais aussi obliques, Fernandes et al. [19] ont montré que ce design parti-

culier permet une résistance accrue au flambage structurel lors d’une sollicitation de compression, mais

également dans le cas d’une flexion 3 points, comme illustré sur la Figure 1.3.

FIGURE 1.3 – Flexion 3 points appliquée sur différents designs (a), résultats expérimentaux (b) (bio-inspiré en bleu),

issue de [19]

Cet exemple illustre l’importance prépondérante de la géométrie pour les propriétés mécaniques d’un
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matériau architecturé. Or, le développement récent des méthodes de fabrication additive [20] favorise l’es-

sor de ces matériaux, grâce aux nouvelles libertés géométriques induites. Des formes qui n’étaient alors

pas envisageables à partir des méthodes de fabrication traditionnelles telles que l’usinage ou le soudage,

deviennent réalisables et renouvellent les possibilités offertes aux concepteurs [21].

En effet, les possibilités d’architecturation sont quasi-infinies, tant la variété des formes possibles et des

matériaux est importante. Ashby [22] dresse un aperçu des possibilités d’architecturation et des fonction-

nalités attendues, exposées dans la Figure 1.4.

FIGURE 1.4 – Familles de matériaux architecturés et leurs fonctions potentielles, issue de [22]

Certaines de ces possibilités sont déjà largement appliquées à une échelle industrielle, comme les struc-

tures sandwich pour l’aéronautique [23], ou les éléments filaires dans les câbles [24]. L’une des familles de

matériaux architecturés à fort potentiel dont la production s’est récemment trouvée grandement facilitée

par les progrès des méthodes de fabrication sont les structures treillis [25].

1.1.2 Les treillis

Parmi les matériaux architecturés, les structures treillis, aussi appelées lattices, sont une combinaison de

matériau et de vide. On considère ici les treillis dont l’échelle caractéristique est le mm (on parle également

de micro-treillis). Les treillis sont des structures composées d’un réseau connecté de barres, qui peuvent

être organisées périodiquement dans l’espace [26], ou non. Les barres sont connectées entre elles par des
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"noeuds", désignant le volume d’intersection entre plusieurs poutres. Historiquement, l’étude des treillis

s’inscrit dans la continuité de la recherche sur les matériaux cellulaires, dont la compréhension des pro-

priétés mécaniques remonte aux années 80. On trouve notamment les travaux de Gibson et al. portant sur

les matériaux cellulaires en 2D [27], puis ceux en 3D [28]. Les procédés de fabrication étaient alors limités,

et permettaient la fabrication de matériaux cellulaires stochastiques (mousses) par différentes méthodes

[29]. Dans les années 90 sont fabriqués les premiers treillis (en tant que réseaux de poutres 3D), par électro-

déposition [30] ou par moulage [31].

Ces structures sont alors généralement utilisées dans les cas où il y a un besoin de structures porteuses

rigides utilisant le moins de matériaux possible [7], ou dans le cas où la structure doit être la plus légère

possible [32; 33]. Ces structures trouveront plus tard des applications aussi variées que pour des prothèses

biomédicales [34] ou dans la dissipation thermique [35]. Afin d’optimiser davantage certaines propriétés

mécaniques, on trouve également des structures dérivées des treillis, comme les structures hiérarchiques

[36; 37], les treillis creux [38; 39], les structures à gradient de fraction volumique [40] ou les treillis plaques

[41].

La dénomination d’une partie des treillis prend son origine dans la cristallographie, par analogie avec le

nom des mailles élémentaires cristallines. Le nom de certains treillis élémentaires est donné aux structures

qui présentent un noeud en lieu et place d’un atome de la maille correspondante. On peut citer les exemples

des mailles cristallines cubique, BCC (Body-centered cubic : cubique centré) ou FCC (Face-centered cu-

bic : cubique face centré), dont les treillis équivalents sont présentés sur la Figure 1.5. D’autres structures

tirent leur nom d’arrangements atomiques spécifiques, tel que la structure du diamant [42; 43], ou simple-

ment d’études empiriques, comme l’Octet truss [44]. L’association de différents motifs permet également

la création de nouvelles cellules (voir "cellule composée" sur la Figure 1.5), de même que la composition

de différentes cellules au sein d’une structure permet des propriétés originales [45]. Ces différents motifs

permettent la construction de structures périodiques par la reproduction répétée de ceux-ci dans les diffé-

rentes directions de l’espace.

FIGURE 1.5 – Exemples de treillis issus de mailles cristallines, ou non.
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Un treillis périodique peut être caractérisé par sa période, appelée cellule unitaire, définie par au moins

3 dimensions (x,y,z sur la Figure 1.6 pour une cellule parallélépipédique) dans un espace tridimensionnel.

La cellule élémentaire est alors géométriquement suffisante pour décrire la structure entière, pouvant dé-

finir un Volume Élémentaire Représentatif (VER) pour certaines propriétés. En homogénéisation, l’objectif

est généralement d’identifier les propriétés effectives d’un matériau. Un VER réfère alors au volume élé-

mentaire qui produit, en moyenne (dans le cas d’un milieu stochastique), les propriétés effectives du milieu

étudié [46]. Cependant, une cellule unitaire ne constitue pas nécessairement un VER pour le calcul des

propriétés mécaniques des treillis périodiques, comme cela a été montré par Viard et al. [47] pour la pro-

pagation d’instabilités matérielles dans des treillis 2D, ou pour les conditions de flambage des structures

par Vigliotti et al. [48]. Pour un milieu stochastique, la taille du VER dépend de plusieurs facteurs, tels que

la morphologie étudiée, ses propriétés physiques, le contraste de propriétés de ses constituants dans le cas

d’un composite, ainsi que leur répartition volumique, d’après Kanit et al. [49].

FIGURE 1.6 – Exemple d’une structure treillis BCC : (a) réseau de treillis périodique ; (b) cellule unitaire ou VER du

réseau BCC

Les propriétés mécaniques des treillis périodiques sont dominées par 3 facteurs : la géométrie de la cel-

lule unitaire, sa fraction volumique et les propriétés du matériau constitutif [50]. De manière générale, les

treillis présentent des propriétés anisotropes [51], cependant il est possible d’atteindre l’isotropie en élasti-

cité par des choix géométriques [52; 53].

L’exemple donné en Figure 1.6 de la cellule unitaire BCC est un treillis comportant 8 poutres pour 1 noeud

central et 1 noeud par coin. Le nombre de poutres se joignant à un noeud dans une cellule unitaire permet

de définir sa connectivité, celle-ci ayant une influence directe sur les propriétés mécaniques du réseau [8].

Latture et al. [54] ont également montré que la géométrie des noeuds peut influencer les propriétés mé-

caniques des treillis, l’ajout d’un arrondi à l’intersection des poutres permet notamment de diminuer les

concentrations de contraintes.

La fraction volumique ρ∗ (aussi notée V f ) d’une cellule unitaire correspond au volume de la cellule rapporté

au volume parallélépipèdique circonscrit à celle-ci. La Figure 1.7 illustre les volumes considérés dans le cal-

cul de la fraction volumique de la cellule unitaire d’un treillis BCC. La relation liant ces volumes est donnée

par la formule (1.1).

On peut également définir le module normalisé E∗ d’une structure comme le rapport du module d’élasti-
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cité de celle-ci par le produit du module d’Young du matériau constitutif avec la fraction volumique de la

structure, tel que décrit par la formule (1.2). Le calcul de ce module permet l’évaluation de la performance

de cette structure en s’affranchissant de celle du matériau constitutif, et permet ainsi de comparer entre

elles les différentes cellules unitaires.

FIGURE 1.7 – Volume circonscrit à la cellule (gauche), cellule unitaire (droite)

0 < ρ∗ = Vcellule

Vcubique
≤ 1 (1.1)

E∗ = Estructure

Ematériau.ρ∗
(1.2)

L’étude des propriétés mécaniques résultantes de la géométrie des treillis trouve sa source loin dans le

passé, lorsque JC Maxwell a posé les bases d’une méthode d’analyse statique des "portiques" (assemblage

de poutres rigides) en 1864 [55]. Celle-ci s’appuie notamment sur le principe de conservation de l’énergie,

l’énergie élastique stockée dans une poutre est considérée égale à la somme des travaux mécaniques des

forces extérieures appliquées sur celle-ci. Ces travaux ont été généralisés au cadre des structures treillis par

Calladine et al. [56], et ont finalement abouti à la création d’un critère [8] permettant de séparer les treillis

en deux groupes distincts, en se basant sur la connectivité de leur réseau. Dans le cas d’un réseau de poutres

en 3D, le critère de Maxwell M est décrit par la relation (1.3) :

M = b −3 j +6 = s −m (1.3)

Avec b le nombre de poutres dans la cellule unitaire, j le nombre de sommets ou noeuds, s le nombre

d’éléments auto-contraints (les poutres présentant des contraintes internes en l’absence d’efforts exté-

rieurs), et m le nombre de mécanismes (système présentant un degré de liberté). Les quantités s et m

peuvent être calculés à partir de l’analyse de la matrice d’équilibre de la structure, selon la méthode donnée

par Pellegrino et al. [57].

Ainsi, les treillis sont dits "dominés par la traction-compression" lorsque M ≥ 0 ou "dominés par la flexion"

lorsque M < 0. Un exemple de structures et du critère de Maxwell associé en fonction des poutres qui les

composent est donné sur la Figure 1.8. L’importance de la connectivité est ainsi illustrée : une structure

composée de 4 poutres jointes par des noeuds rigides va se déformer par flexion lorsque soumise à une

force de compression (voir Figure 1.8(a)) et l’ajout d’une poutre à cet ensemble augmente sa connectivité
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et fait changer son comportement : les poutres sont alors soumises à de la compression ou de la traction

(voir Figure 1.8(b)). Chacun de ces groupes présente des caractéristiques mécaniques propres, et ainsi une

courbe contrainte/déformation typique, associée à des mécanismes d’endommagement permettant des

applications spécifiques.

FIGURE 1.8 – Typologie des structures et critère de Maxwell associé, illustration inspirée de [50] et [58]

Treillis dominés par la flexion

Caractérisées par une connectivité faible, les structures dominées par la flexion présentent générale-

ment un long plateau de contrainte.

FIGURE 1.9 – Courbe contrainte-déformation typique d’une structure dominée par la flexion, illustration inspirée de

[50]

La Figure 1.9 correspond à la courbe contrainte-déformation en compression typique des structures

dominées par la flexion. Le comportement est élastique linéaire, de module E jusqu’à sa limite d’élasticité.
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A ce point, la structure plastifie ou flambe localement, voire se rompt. La structure continue alors à s’en-

dommager à un niveau de contrainte quasi constant, représenté par un long plateau de contrainte, jusqu’à

ce que les poutres constitutives entrent en contact et interagissent les unes avec les autres, entraînant une

hausse rapide de la contrainte, c’est le phénomène de densification.

Gibson et Ashby [59] ont établi analytiquement une relation de proportionnalité liant le module relatif

E∗ (même notation mais définition différente de celle vue précédemment : il se calcule comme le module

identifié E divisé par le module d’Young du matériau constitutif) à la fraction volumique ρ∗ des structures

dominées par la flexion :

E∗ ∝ (ρ∗)2 (1.4)

Treillis dominés par la traction-compression

Ces structures, caractérisées par une connectivité élevée, présentent un module d’Young généralement

plus élevé que celles dominées par la flexion.

FIGURE 1.10 – Courbe contrainte-déformation typique d’une structure dominée par la traction-compression, illustra-

tion inspirée de [50]

La Figure 1.10 illustre la courbe contrainte-déformation en compression typique des structures domi-

nées par la traction-compression. De la même manière, la courbe débute par une élasticité linéaire, de mo-

dule E, jusqu’à atteindre un pic de contrainte, provoqué par la plasticité ou le flambage local de la structure.

S’ensuit un adoucissement, avant une montée progressive de la contrainte jusqu’à la densification. Le mo-

dule relatif E∗ est supérieur à celui des structures dominées par la flexion à fraction volumique équivalente,

comme établi analytiquement par [59] :

E∗ ≈ 1

3
(ρ∗) (1.5)

De par leur module supérieur, les structures dominées par la traction-compression sont de bonnes can-

didates pour les applications structurelles qui requièrent une faible masse [60]. Cependant, leurs méca-
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nismes de déformation étant principalement la traction et la compression, l’apparition de la plasticité est

suivie d’un adoucissement qui rend ces structures moins adaptées à des applications en dissipation d’éner-

gie. En effet, le plateau de contrainte observé pour les structures dominées par la flexion offre une variation

de dissipation quasi-constante, bien plus souhaitable lorsque l’on veut contrôler la quantité d’énergie dis-

sipée par une pièce en fonction de sa déformation [61].

Parmi les structures dominées par la flexion candidates aux applications en dissipation d’énergie, on re-

trouve les structures auxétiques, dont la propriété mécanique contre-intuitive ouvre un large champ d’ap-

plications.

Structures auxétiques

Les matériaux auxétiques désignent un groupe parmi les matériaux architecturés qui présentent un

domaine de valeurs de coefficient de Poisson négatif [62]. Cette propriété permet à ces matériaux de deve-

nir plus large lorsqu’ils sont étirés, et à l’inverse lorsqu’ils sont compressés, de mincir. Ce phénomène est

illustré sur la Figure 1.11, en opposition aux matériaux isotrope conventionnels affichant un coefficient de

Poisson positif.

FIGURE 1.11 – Comparaison matériaux conventionnels / auxétiques

Dans le cadre de l’élasticité isotrope tridimensionnelle, des relations peuvent être établies entre le coef-

ficient de Poissonν et le module d’Young E, avec le module de cisaillementµ et le module de compressibilité

K :

µ= E

2(1+ν)
(1.6)

K = E

3(1−2ν)
(1.7)

A partir de ces relations, on constate que ν peut varier entre −1 (non cisaillable) et 0.5 (incompressible),

même si la majorité des matériaux conventionnels présentent un coefficient de Poisson positif.

L’étude des matériaux auxétiques a débuté dans les années 1980. En 1984, Herakovich et al. montrent analy-

tiquement la possibilité d’obtenir des valeurs négatives du coefficient de Poisson pour des composites lami-

nés graphite-epoxy [63]. Almgren décrit alors géométriquement en 85 une structure exhibant un coefficient

de Poisson de −1 [64] qui sera par la suite qualifiée de nid d’abeille inversé ou motif "ré-entrant", présentée

sur la Figure 1.12 (à gauche). Celle-ci se déforme en se repliant sur elle-même lorsqu’elle est compressée,
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ou en se dépliant lorsqu’étirée. Lakes [65] présente en 87 une mousse auxétique obtenue en comprimant

triaxialement une mousse polymérique classique alors que celle-ci est chauffée à une température supé-

rieure à celle de "ramollissement" du matériau. Howell et al. [66] montrera en 94 qu’une mousse auxétique

en polyuréthane possède des propriétés d’absorption acoustique supérieure à des mousses convention-

nelles, pour des fréquences comprises entre 100 et 1600 Hz. Prall et Lakes présenteront par la suite en 97

un motif chiral [67] dont le comportement auxétique repose sur un mécanisme d’enroulement. Les méca-

nismes de déformation ré-entrant et d’enroulement sont décrits sur la Figure 1.12.

FIGURE 1.12 – Mécanismes de déformations auxétiques, illustrations inspirées de [68]

Les structures auxétiques sont majoritairement dominées par la flexion [69] afin de permettre ces mé-

canismes de déformations ré-entrant [70] ou d’enroulement [67]. Ainsi le formalisme d’étude des structures

treillis est particulièrement utile pour la conception de structures auxétiques. Un choix pertinent de topo-

logie structurelle permet d’atteindre ces propriétés mécaniques spécifiques [11; 59; 71]. En effet, d’autres

mécanismes de déformation permettant l’auxétisme peuvent être exploités pour des structures 3D, tels que

le flambage [72], ou tirant profit d’autres instabilités structurelles [73–78]. Un exemple de comportement

auxétique atteint à l’aide d’instabilités élastiques est donné dans la Figure 1.13, pour lequel une plaque en

silicone élastomère perforée de perçages circulaires est sollicitée en compression.

Parmi les applications potentielles des structures auxétiques, on trouve l’amortissement vibratoire [79]

ou acoustique [80], montré expérimentalement dans plusieurs travaux [66; 81–83], ou leur emploi en tant

que guide d’ondes [84–86]. La résistance à l’indentation d’un matériau est également influencée par son

coefficient de Poisson. En élasticité isotrope, la force de résistance élastique à l’indentation peut s’exprimer

mathématiquement en fonction du module d’Young E et du coefficient de Poisson ν de la façon suivante

[87] :

F ∝
[

E

(1−ν2)

]λ
(1.8)

Avec λ un coefficient dépendant des conditions d’indentation (pression uniforme, contact de Hertz,

etc). Ainsi, un matériau dont le coefficient de Poisson tendrait vers −1 bénéficierait d’une résistance im-

portante à l’indentation, comme observé dans [10; 88]. Pour ces matériaux, la matière "converge" vers la

zone d’indentation tel qu’illustré sur la Figure 1.14 à l’inverse des matériaux conventionnels, pour lesquels

la matière "s’écarte", diminuant la densité locale et ainsi la résistance à l’indentation. Il est cependant à

noter que la plupart des structures auxétiques sont anisotropes, et ne suivent donc pas nécessairement la
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FIGURE 1.13 – Plaque perforée sollicitée en compression, illustrations issues de [73]

relation (1.8).

Des travaux tendent également à affirmer que les matériaux à coefficients de Poisson négatifs présente-

raient de bonnes capacités de dissipation d’énergie [89; 90]. Scarpa et al. [91] montrent au travers d’essais

de compression en dynamique qu’une mousse auxétique de polyuréthane présente une résilience accrue

vis-à-vis d’une mousse conventionnelle, permettant d’envisager son usage pour de l’amortissement, Liu

[92] et Novak [93] confirmeront plus tard ces résultats par d’autres essais dynamiques sur des structures

auxétiques.

FIGURE 1.14 – Comparaison mécanismes d’indentation, schémas et courbes issues de [88]

Les matériaux auxétiques ont dès lors fait l’objet d’une attention particulière [94–106] et demeurent très

étudiés en raison de leurs utilités potentielles éclectiques, telles que pour des panneaux sandwichs à double

courbure [107], pour des dispositifs de frettage [108], des ailes à géométries variables [109], des stents [110]

ou des films souples bio-inspirés [111].
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1.1.3 Méthodes de fabrication

Les structures treillis, de par leur géométries complexes, peuvent être difficiles à fabriquer. Il existe au-

jourd’hui de multiples méthodes de fabrication pour réaliser ces structures, parmi lesquelles on peut citer :

— La coulée de précision : ce procédé de moulage permet l’obtention d’une pièce métallique à partir

d’un modèle généralement en cire ou en polymère. Le modèle permet la création d’un moule, puis est

éliminé par chauffage pendant l’opération de coulée du métal liquide. Bien que peu coûteux pour la

production en petites séries, ce procédé se révèle inadapté à la production en grande série. Il permet la

réalisation de treillis avec une très bonne précision [112]. La Figure 1.15 montre les étapes de création

du moule, ainsi qu’un exemple de structure produite par ce procédé.

FIGURE 1.15 – Etapes de fabrication d’un treillis par moulage (gauche), exemple de treillis obtenu par ce procédé

(droite), illustrations issues de [112; 113]

— Le tissage de fil : ce procédé utilise du fil métallique mis en forme de manière à créer des structures.

Les géométries de treillis ainsi produites ne sont que des reproductions imparfaites des modèles théo-

riques. De plus, de par l’importante déformation requise pour la mise en forme des fils ainsi que des

opérations de brasage nécessaires à la création des noeuds, il résulte que les structures produites pro-

posent des propriétés mécaniques dégradées par rapport aux treillis "idéaux" [114]. Le procédé de

fabrication d’un type de treillis ainsi que différentes structures et leur cellule unitaire sont présentés

sur la Figure 1.16.

— La fabrication basée sur les procédés traditionnels : à partir de plaques qui sont perforées, pliées, as-

semblées puis soudées, il est possible de produire des treillis métalliques [116; 117]. La section de ces

structures est par conséquent nécessairement un quadrilatère. Le procédé de fabrication et d’assem-

blage est explicité sur la Figure 1.17, ainsi que le treillis résultant. On constate que les noeuds issus de

l’assemblage ont une géométrie spécifique, due à leur moyen d’obtention.

— La fabrication additive : c’est la méthode qui permet la plus grande diversité tant dans le choix des

géométries, que des matériaux constitutifs. Des treillis en polymère peuvent par exemple être obte-

nus par dépôt de filaments fondus [119], par photopolymérisation (polymérisation provoquée par un

rayonnement UV) [120], tandis que des treillis métalliques peuvent être obtenus par fusion de poudre

[121], par dépôt direct de métal [122] et par d’autres méthodes. Ces différentes méthodes peuvent en-

gendrer des microstructures cristallines très différentes. De plus, certains de ces procédés présentent

davantage de limitations géométriques.
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FIGURE 1.16 – Procédé d’assemblage des fils (gauche), différents treillis et leur cellule unitaire (droite), illustrations

issues de [114; 115]

FIGURE 1.17 – Mode de fabrication de treillis (gauche), treillis fabriqué (droite), illustrations issues de [118]

Fabrication additive métallique

Les méthodes d’impression 3D par fusion de lit de poudre sont les plus couramment utilisées pour la

réalisation de pièces métalliques [123], même s’il existe d’autres méthodes telles que le dépôt direct de

métal (Direct Metal Deposition) [124] ou par projection de métal à froid (Cold Spraying) [125]. On peut citer

parmi celles-ci la technologie SLM (Selective Laser Melting) ou EBM (Electron Beam Melting), toutes deux

présentant des spécificités propres.

Le procédé SLM est utilisé pour créer des objets en 3 dimensions, couche par couche, à partir de poudres

métalliques qui sont fondues localement grâce à la densité de puissance d’un faisceau laser. Le procédé se

faisant en atmosphère neutre (argon), les problématiques d’oxydation sont évitées. La Figure 1.18(a) illustre

le fonctionnement d’une machine d’impression 3D métallique de type SLM.

Parmi les paramètres cruciaux du procédé, on retrouve la puissance du laser, le diamètre du faisceau,

la hauteur de couche, la vitesse de balayage et l’espacement entre 2 passes successives. Ces différents para-
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FIGURE 1.18 – Schématisation du procédé SLM (a) [126], paramètres du procédé (b) [127]

mètres sont explicités sur la Figure 1.18(b). Ces paramètres ont une forte influence sur le résultat d’impres-

sion [128], notamment sur la microstructure cristalline (induisant de l’anisotropie), la rugosité de surface

ou la porosité [129]. Par exemple, pour imprimer rapidement une pièce, la possibilité d’utiliser une vitesse

de balayage élevée du laser ainsi qu’une importante hauteur de couche sont des solutions envisageables,

cependant cela peut engendrer une forte rugosité ainsi qu’une fraction élevée de porosité [130].

Malgré la substantielle amélioration de la liberté géométrique permise par le procédé SLM compa-

rée aux procédés de fabrication traditionnels, celui-ci ne permet pas une liberté absolue. En effet, chaque

couche repose sur la précédente (voir Figure 1.19) et par conséquent, une couche ou une partie de couche

ne reposant sur aucune couche peut alors s’effondrer.

Pour une structure treillis, cette limitation se traduit par l’existence d’un angle de poutre limite formé entre

la poutre et le plan du plateau : si l’angle de la poutre est inférieur à cette valeur limite, celle-ci a de fortes

chances de s’effondrer, on parle de poutre non auto-portante. S’il est toutefois possible d’imprimer des

poutres supports pour garantir l’imprimabilité d’une pièce, l’impossibilité de retirer ces dernières à l’inté-

rieur d’un treillis complexe rend cette option inenvisageable.

Un angle de 20˚est considéré par Mazur et al. [132] comme limite inférieure : cela implique que certaines

géométries de structure ne sont pas réalisables. Par exemple, dans la Figure 1.19, les poutres orientées à

35.3˚(en vert), 45˚(en jaune) et 90˚(en rouge) relativement au plan du plateau sont ainsi imprimables par le

procédé SLM alors que les poutres orientées à 0˚(en bleu) ne le sont pas.

L’angle des poutres implique également la présence de défauts d’impression allant des défauts d’aspect

à une variation de la rugosité de surface [121]. La rugosité de surface, due à la présence de poudres par-

tiellement fondues à la surface de la pièce imprimée (voir Figure 1.19), dépend fortement des paramètres

d’impression, mais également du diamètre des poudres utilisées. Cette rugosité de surface peut avoir une

incidence forte sur les propriétés mécaniques des pièces imprimées, pouvant entraîner une rupture pré-

maturée de celle-ci, comme il a été constaté par la diminution de la durée de vie en fatigue par Hrabe et

al. [133] et Vayssette et al. [134].
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FIGURE 1.19 – Schématisation d’une poutre fabriquée par SLM [131] (gauche), possibilités de treillis et angles associés

[121]

Afin d’exploiter les possibilités offertes par les matériaux architecturés, et permettre un usage industriel

de ceux-ci, des modèles de comportement mécanique effectifs sont nécessaires.

1.1.4 Méthodes de caractérisation des propriétés mécaniques

Méthodes expérimentales

L’étude expérimentale des propriétés mécaniques des treillis dans la littérature est majoritairement

composée d’essais de compression. L’une des raisons en est que la sollicitation d’un treillis en traction né-

cessite d’inclure dès la fabrication une zone de préhension pour les mors de la machine [135], rendant la te-

nue de tels essais plus complexes. Dans le cas des essais de compression, les paramètres ayant une influence

sur la mesure des propriétés mécaniques peuvent être : la géométrie de l’éprouvette (parallélépipédique ou

cylindrique), le nombre et la taille des cellules qui la constituent et les conditions de frottement aux pla-

teaux. Gavazzoni et al. [136] utilisent des éprouvettes parallélépipédiques et constatent une influence du

nombre de cellules constituant la section des éprouvettes sur les propriétés mesurées, à fraction volumique

et taille de cellules constantes. Si le module d’Young reste relativement inchangé, la déformation à rupture

est impactée. Les frottements au niveau des plateaux de compression peuvent avoir une forte influence sur

les essais mécaniques. Afin de maîtriser ces conditions aux limites, certaines études font le choix de bloquer

le glissement des poutres sur le plateau [137], d’autres préfèrent favoriser le glissement, en graissant les pla-

teaux par exemple [138].

Une machine d’homogénéisation expérimentale pour matériaux architecturés, reproduisant expérimenta-

lement des conditions aux limites de type KUBC a notamment été proposée par Dassonville et al. [139].

Les modes d’endommagement des treillis lors d’essais de compression ont été analysés par Mazur et

al. [132]. Le mode d’endommagement par bande de cisaillement est prédominant pour la majorité des géo-

métries étudiées, avec pour exception un mode d’endommagement étage par étage. Ces modes d’endom-

magement sont présentés sur la Figure 1.20.
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FIGURE 1.20 – Exemples de modes d’endommagement : Bande de cisaillement (a), étage par étage (b). Illustrations

issues de [140]

Méthodes numériques

Afin de calculer les propriétés mécaniques effectives de treillis périodiques, l’homogénéisation numé-

rique semble être une stratégie adéquate [141]. Celle-ci consiste à remplacer une micro-structure complexe

par un milieu homogène équivalent [142–144] (voir Figure 1.21). Afin d’identifier des propriétés proches

du milieu effectif considéré, l’homogénéisation doit s’effectuer sur un Volume Élémentaire Représentatif

(une cellule unitaire dans le cas d’un milieu périodique). Dans le cadre de l’homogénéisation de structures

périodiques, 4 types de conditions aux limites sont applicables à une cellule unitaire : KUBC (déformation

uniforme au contour), SUBC (contrainte uniforme aux limites), mixtes et périodiques. Dans le cadre de

l’élasticité et de l’élastoplasticité, Jiang et al. [145] ont montré que les conditions aux limites périodiques et

mixtes sont celles qui se rapprochent le plus des propriétés effectives. L’homogénéisation numérique avec

conditions aux limites périodiques a été utilisée pour étudier des structures auxétiques [146–148].
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FIGURE 1.21 – Stratégie d’homogénéisation sur micro-structure périodique

1.2 Matériaux architecturés hybrides

1.2.1 Exemples classiques de matériaux architecturés hybrides

Les matériaux architecturés hybrides peuvent être décrits comme la combinaison de matériaux de na-

tures différentes [22], organisée de manière ingénieuse, permettant d’atteindre des propriétés synergiques

à même de remplir les espaces vides des tables de propriétés des matériaux. Ashby dresse des exemples de

combinaisons de matériaux dans la Figure 1.22.

FIGURE 1.22 – Schéma des possibilités d’hybridation, illustration issue de [22]

Il existe de nombreux exemples de matériaux architecturés hybrides dans la nature, qui est une im-

portante source d’inspiration en raison des propriétés spécifiques élevées et des caractéristiques adapta-

tives des matériaux biologiques [149]. Les exemples de matériaux biologiques servant d’inspiration pour la
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conception de matériaux artificiels architecturés sont nombreux, et l’on peut citer les mécanismes auto-

nettoyant résultant de l’hydrophobicité des feuilles de lotus [150], la capacité d’adhérence aux surfaces des

membres du gecko [151], les capacités hygro-adaptatives de certaines plantes [152], ou les mécanismes de

déformation de la carapace de tortue [153].

Un exemple très étudié de matériau architecturé hybride biologique est la nacre. Celle-ci est constituée

d’un assemblage de type brique et mortier, dont les briques sont constituées d’une bio-céramique très rigide

mais très fragile, l’aragonite, liées entre elles par des interfaces faites d’un bio-polymère souple, la chitine

[154]. Malgré la faible ductilité de l’aragonite, l’arrangement géométrique des deux constituants, s’organi-

sant sur plusieurs échelles, confère à la nacre une grande ténacité. La Figure 1.23 détaille l’arrangement

géométrique ainsi que des courbes de traction comparant l’aragonite seule à la nacre.

FIGURE 1.23 – Composition de la nacre (gauche), courbes de traction (droite). Illustrations issues de [154]

Ainsi, l’architecturation confère à ce matériau hybride une ténacité supérieure à celle de ses deux consti-

tuants pris séparément. Dès lors, de nouveaux matériaux architecturés hybrides s’inspirant de la nacre on

été conçus, optimisant la géométrie des briques et permettant l’obtention de propriétés mécaniques su-

périeures, notamment une ténacité supérieure à celle obtenues avec des géométries de briques classiques

[155; 156].

Parmi les matériaux architecturés hybrides artificiels, on retrouve les composites fibreux [157], très utilisés

pour leur haute rigidité rapportée à une masse réduite, ainsi que les composites particulaires [158], dont

le mécanisme de percolation confère une forte rigidité. Les améliorations des technologies de fabrication

additive ont rendu possible la production de composites périodiques, comme les composites co-continus,

appelés IPC (Interpenetrating Phase Composite) [159–161] dont la morphologie structurelle rappelle celle de

matériaux biologiques comme les os [162] ou celle des oursins [163].

S’inspirant des matériaux biologiques hybrides [164; 165], la possibilité d’hybrider les treillis apparaît,

motivée par la possibilité de stabiliser les structures, comme il est observé pour des matériaux cellulaires en

alliage d’aluminium remplis par du silicone par Vesenjak et al. [166]. Ces derniers observent une augmen-

tation de la déformation à densification du matériau cellulaire lorsqu’il est rempli par du silicone, passant

de εd = 0.46 à εd = 0.65 en sollicitation quasi-statique. Cependant, l’énergie dissipée par unité de masse

est diminuée, passant de 19.95 J/g à 9.88 J/g , conséquence de l’augmentation de la masse due au remplis-

sage. D’autres études ont également montré une augmentation de certaines propriétés mécaniques (mo-

23



CHAPITRE 1. REVUE BIBLIOGRAPHIQUE

dule d’Young et limite d’élasticité notamment) lorsque des mousses métalliques sont remplies de polymères

[167–169], comme celle de Kwon et al. qui étudient l’influence du remplissage d’une mousse d’aluminium

par un élastomère et rapportent une augmentation d’environ 25% de la rigidité relative par le remplissage.

Une amélioration des propriétés en dissipation d’énergie spécifique est également rapportée par Weaver et

al. [170]. Ces derniers s’intéressent au comportement d’un alliage de titane poreux et constate une augmen-

tation de l’énergie dissipée par unité de masse de l’ordre de 170% à 50% de déformation lorsque les pores

sont remplis par du PMMA.

1.2.2 Les treillis hybrides

Les treillis hybrides consistent en l’association d’un treillis avec un matériau monolithique d’une na-

ture différente. La première étude portant sur des structures treillis périodiques hybrides métal-polymère

est réalisée par Gümrük et al. [171] en 2015. Des treillis basés sur la cellule BCC sont fabriqués par le procédé

SLM en acier 316L. Ces structures sont composées de cellules cubiques de dimension 1.25 mm et 2.5 mm,

avec un diamètre de poutre constant de 0.2 mm. La fabrication des treillis hybrides se fait par moulage sous

pression, introduisant trois élastomères différents : un caoutchouc naturel, un silicone et un caoutchouc

néoprène. Des essais de compression quasi-statiques sont effectués pour comparer les treillis seuls aux dif-

férents treillis hybrides. La cellule BCC étant dominée par la flexion, les structures présentent toutes deux un

long plateau de contrainte, lequel est moins élevé pour la cellule de plus grande dimension, étant de fraction

volumique inférieure. Lorsque remplies par un élastomère, les structures de fraction volumique inférieure

montrent une augmentation monotone de la contrainte tout au long de la déformation : la densification de

la structure intervient quasi immédiatement (sans plateau), ce qui rend ces hybrides potentiellement im-

propres aux applications en dissipation d’énergie. Les structures aux cellules plus petites voient leur plateau

de contrainte augmenter d’un rapport 2 lorsque remplies par le silicone ou le caoutchouc néoprène, mais

densifier très rapidement avec le caoutchouc naturel. Les propriétés élastiques et la dissipation massique

d’énergie des treillis hybrides n’ont pas été étudiées dans cet article, mais celui-ci montre que l’hybrida-

tion des treillis peut permettre une augmentation du plateau de contrainte et ainsi de la capacité à dissiper

l’énergie. Néanmoins, l’article met également en lumière un phénomène de densification globale précoce

des treillis hybrides : la contrainte augmente fortement sans que le treillis lui-même ne densifie. L’origine

de ce phénomène pourrait être une contribution en contrainte trop importante du polymère de soutien,

lequel empêcherait la déformation de la structure.

Une piste d’amélioration des propriétés de dissipation d’énergie des treillis [172–174] peut donc consis-

ter en leur hybridation : la matrice, par son effet de renfort, peut augmenter les plateaux de contraintes. Mais

elle peut également permettre une stabilisation du treillis, comme le montrent les études de Bernal-Ostos et

al. [175] et Ramirez et al. [176]. Celles-ci s’intéressent au flambage des poutres d’un treillis en polymère lors-

qu’il est rempli par des mousses de polyuréthane. Dans l’étude de Bernal-Ostos, des structures treillis à cel-

lules pyramidales sont fabriquées par photopolymérisation de thiol-ène, avant d’être remplies de mousse de

polyuréthane. A l’aide de mesures par tomographie rayons-X, il est effectivement constaté une diminution

significative du flambage des poutres d’une cellule unitaire mise en compression, lorsque celle-ci est rem-

plie par de la mousse, comme le montre la Figure 1.24. Les courbes expérimentales contrainte-déformation

rapportent une augmentation du module d’élasticité, de la contrainte pic et du niveau de contrainte dans

le cas des treillis remplis, l’augmentation étant plus importante pour la mousse la plus dense.

L’évolution des propriétés mécaniques de treillis hybrides constitue également l’objet d’une étude de
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FIGURE 1.24 – Imagerie rayons X de la déformation en compression de treillis remplis ou non par des mousses de

densité différentes. Illustration issue de [175]

Hedayati et al. [177], qui ont cherché à reproduire l’influence mécanique de la présence de tissus biolo-

giques colonisant une prothèse osseuse. Dans cet article, des structures treillis métalliques en alliage Ti-

6Al-4V sont fabriqués par le procédé SLM en se basant sur la cellule unitaire Diamond et sont produites à

trois fractions volumiques différentes (ρ∗ = 0.15, 0.19 et 0.23). Les structures sont alors remplies par mou-

lage, à l’aide de quatre polymères rigides (un epoxy et trois résines polyuréthanes) aux propriétés méca-

niques différentes (modules compris entre 0.7 et 1.5 GPa). Les treillis seuls et hybrides sont alors testés en

compression et compressions cycliques et leurs courbes contrainte-déformation sont comparées en fonc-

tion du matériau de remplissage. Dans cette étude, les auteurs constatent une augmentation de certaines

propriétés mécaniques (module d’Young, limite d’élasticité, niveau de contraintes, comme montré par les

courbes de la Figure 1.25), liée au remplissage du treillis par les différents polymères. Cette augmentation

des propriétés est plus importante pour les treillis de plus faible fraction volumique. Ce constat est attendu

dans le sens où les propriétés mécaniques des polymères sont supérieures à celles des treillis seuls (module

d’Young entre 5 et 1.5 fois supérieur, limite d’élasticité entre 4 et 1.5 fois supérieur). La tenue en fatigue est

également considérablement améliorée, montrant l’intérêt pour une prothèse osseuse artificielle d’intégrer

efficacement les tissus biologiques.

Seetoh et al. [178] s’intéressent également à l’intérêt d’ajouter une phase supplémentaire dans un treillis,

se penchant sur l’influence du rapport de module d’élasticité des différentes phases sur celui du matériau

hybride. S’appuyant sur les différents modes de déformation des treillis, Seetoh et al. comparent deux géo-

métries de cellule : l’octet-truss, dominé par la traction-compression, et la cellule de Kelvin, dominée par la

flexion, afin d’étudier l’intérêt pour chacun des types d’ajouter une phase de renfort. Expérimentalement,

les treillis sont fabriqués en polymère ("grey resin", Formlabs) par stéréolithographie avant d’être remplis

par moulage par un PDMS (Sylgard 184, Dow Corning). On constate l’intérêt d’ajouter une matrice lorsque

la structure se déforme localement par flexion, comme décrit par la Figure 1.26.
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FIGURE 1.25 – Structures treillis et hybride (gauche), courbes contraintes déformations (droite), issues de [177]

FIGURE 1.26 – Schématisation d’une structure avec matrice (a), mécanisme de support en flexion (b), illustration issue

de [178]

Les auteurs remarquent que l’effet de renfort est bien plus important pour la structure dominée par la

flexion, avec notamment une influence plus forte sur son module d’élasticité. Cependant, lorsque le module

de la matrice atteint ou dépasse 20% de celui de la structure, les deux cellules cessent de se comporter

différemment et présentent un module proche. Cette valeur critique de module est considérée comme celle

qui empêche les poutres de la cellule de Kelvin de flamber, pour se déformer de manière plus homogène.

Cet article souligne l’importance cruciale du rapport de module Etr ei l l i s/Ematr i ce sur le module d’élasticité

de la structure hybride correspondante mais également sur la manière dont celle-ci va se déformer.

Cherchant à analyser les mécanismes de renfort de structures treillis par une matrice rigide, Li et al. [3]

comparent les propriétés mécaniques de 3 différents treillis en acier 4130 imprimés par SLM. Les treillis sont

composés des cellules unitaires cubique, BCC et octet-truss, remplis par moulage par un polymère rigide

(EpoxiCure, Buehler de module d’élasticité de 2.7 GPa). L’étude s’intéresse en premier lieu au comportement

d’une poutre individuelle en compression et à l’influence de la présence du polymère sur la force nécessaire

au flambage de celle-ci, représenté sur la Figure 1.27.
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FIGURE 1.27 – Comparaison schématisée poutre / poutre hybride pour différentes orientations de poutres, illustrant

l’effet de l’hybridation par des courbes force / déplacement. Illustration issue de [3]

Postulant que la présence du polymère permet d’améliorer la résistance au flambage du treillis, le dé-

veloppement analytique du cas d’une poutre droite soumise à un chargement axial est fait, avec et sans

polymère de renfort. La force critique de flambage est alors plus importante dans le cas de la poutre hy-

bride, la force de résistance du polymère (notée R dans la Figure 1.27) venant s’ajouter à la charge critique

de la poutre seule. La question de l’évaluation de cette force de résistance reste cependant entière, et devrait

dépendre des propriétés mécaniques du matériau de renfort, en accord avec Seetoh et al. [178]. Lorsque

cette force de résistance est suffisamment importante, le flambage n’intervient plus, et la structure peut se

déformer de manière homogène.

Expérimentalement, Li et al. observent une augmentation importante du niveau de contrainte pour les

3 géométries de treillis hybrides : la contrainte de compression des treillis hybrides est ainsi supérieure à la

somme de chaque contribution, structure et polymère pris séparément, comme le montrent les courbes de

la Figure 1.28. Cependant, il est également constaté une diminution du module relatif des treillis hybrides

comparés aux structures seules.

L’augmentation des niveaux de contraintes permet une augmentation importante de l’énergie spéci-

fique dissipée, surclassant d’autres résultats de la littérature portant sur des structures non-hybrides (voir

Fig 1.28). Enfin, Li et al. s’intéressent à l’effet de l’adhérence à l’interface treillis/matrice sur les propriétés
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FIGURE 1.28 – Résultats expérimentaux des tests de compression pour différentes géométries de treillis (gauche), com-

paraison de l’énergie dissipée spécifique avec la littérature (droite), issue de [3]

mécaniques des treillis hybrides. En effet, la rugosité de surface observée sur les treillis obtenus par fabri-

cation additive peut devenir un atout dans le cas des matériaux architecturés hybrides : en associant une

pièce métallique imprimée avec un polymère, celui-ci peut s’infiltrer dans les anfractuosités, augmentant

l’interface de contact entre les deux matériaux et améliorant leur adhérence. Kim et al. [179] ont mesuré

l’adhérence d’une couche de polymère sur un substrat métallique, et reportent une augmentation de la

force d’adhérence lorsque la rugosité est plus importante. Kleffel et al. [180] soulignent davantage l’effet

de l’interpénétration des deux phases pour leur adhérence, affirmant que la rugosité seule ne permet pas

d’expliquer le phénomène d’adhérence. Une autre étude proposée par Imam et al. [181] montre que l’inter-

connexion et l’interpénétration de deux phases d’un composite (métal-polymère) améliore le transfert de

charge entre ces phases en s’appuyant sur des mécanismes de contact-frottement, comparativement à un

composite stratifié.

Xue et al. [182] avancent en ce sens que l’adhérence et les frottements entre treillis et matrice seraient, au

moins partiellement, responsables de l’augmentation des propriétés mécaniques de treillis composite alu-

minium/polymères, constatant notamment une résistance accrue à la compression ainsi qu’un module

d’Young supérieur. Cependant, Li et al. ont étudié numériquement l’influence de l’adhérence entre une

structure treillis en Acier 4130 et une matrice epoxy, en comparant 3 essais numériques de compression

pour différents cas d’adhérence. Les cas comparés sont les cas à adhérence parfaite (pas de décohésion

possible), une adhérence égale à celle mesurée expérimentalement et aucune adhérence (pas de frotte-

ments). La comparaison ne permet pas de trouver d’apport significatif de l’adhérence sur les propriétés

mécaniques, comme le montre la Figure 1.29. Une étude expérimentale et numérique plus approfondie de

l’influence de la rugosité de surface et de l’adhérence des phases parait nécessaire afin de répondre à ces

interrogations.

Osman et al. [183] réalisent une étude similaire à Li et al. , sur une même géométrie de structure, l’octet-

truss (fabriquée par SLM en acier 316L), et un polymère d’hybridation différent, de la résine acrylique coulée

par moulage. Cependant, ces résultats sont en contradiction avec ceux obtenus par Li et al. [3] : malgré
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FIGURE 1.29 – Comparaison numérique de la compression de treillis hybrides, différents cas d’adhérence entre les

phases. Courbes issues de [3]

l’augmentation du niveau de contrainte, l’énergie spécifique dissipée par les treillis hybrides est inférieure

aux treillis seuls. Osman et al. attribuent la diminution de l’énergie spécifique dissipée à la densification

rapide des treillis hybrides, provoquée par le "manque de place" due à la présence du polymère rigide qui

empêche la structure de se déformer.

Si un polymère trop rigide empêche rapidement le treillis de se déformer, le remplissage des treillis par

un élastomère semble une alternative intéressante : sa présence augmenterait la charge critique de flam-

bage, et son faible module à petite déformation ne provoquerait pas de densification précoce en empêchant

complètement la déformation des poutres. C’est le choix fait par Xue et al. [182], avec une étude portant sur

l’étude de structures auxétiques remplies par différents polymères souples. Le treillis étudié est une adap-

tation 3D de la cellule ré-entrante (voir Figure 1.12), fabriquée par moulage en aluminium à trois fractions

volumiques différentes (ρ∗ = 0.20,0.28 et 0.37). Les polymères d’hybridation sont des mélanges de plusieurs

composants (Epoxy E44 + flexibilisateur / MMT) qui présentent des propriétés hyperélastiques, et sont cou-

lés à l’intérieur des structures par moulage sous pression. L’étude expérimentale rapporte une augmenta-

tion importante des plateaux de contraintes pour les structures hybrides, s’expliquant par une répartition

plus homogène de la contrainte dans la structure, appuyée par une analyse numérique. De plus, le caractère

auxétique du treillis semble permettre une compression bi-axiale de l’élastomère incompressible, rendant

la déformation des poutres beaucoup plus difficile. Une augmentation importante du module d’élasticité

des structures hybrides comparativement aux treillis seuls est ainsi constatée, augmentation d’autant plus

importante que la fraction volumique du treillis est élevée (multiplication du module initial par un rapport

2.7 et 4.7 à ρ∗ = 0.37 en fonction du polymère de remplissage). La présence du polymère rend la structure

hybride moins auxétique, la déformation de la structure étant gênée par le polymère.

L’énergie dissipée par les structures hybrides est logiquement supérieure aux treillis seuls, bien que la limite

de mesure (densification) choisie ne soit pas spécifiée. Cependant, aucune mesure de l’énergie spécifique

dissipée n’est faite, la masse des échantillons et des composants n’étant pas donnée.
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On peut s’attendre à ce que l’effet de support de l’hybridation soit d’autant plus efficace lorsque le mode

de déformation principal de la structure est le flambage. Cette option est retenue dans le travail expérimen-

tal de Novak et al. [184], dans lequel une structure métallique auxétique est remplie par un élastomère. Le

treillis étudié, fabriqué en cuivre par le procédé SEBM, tient sa géométrie du 10ème mode propre de la cel-

lule cubique [185; 186] et son comportement est dominé par la flexion (M = −6). Les poutres ont la forme

d’un sinus, comme illustré dans la Figure 1.30, et permettent d’orienter la déformation de celles-ci lorsque

la structure est soumise à une sollicitation mécanique. Les treillis hybrides sont obtenus par moulage sous

vide des structures métalliques par du silicone. Les treillis seuls et hybrides sont alors soumis à des essais

de compression quasi-statique et dynamique.

FIGURE 1.30 – Cellule unitaire (gauche), structure auxétique (droite). Illustrations issues de [186]

Dans cette étude, une augmentation de l’énergie dissipée dans le cas du treillis hybride est bien consta-

tée aux grandes déformations (ε > 40%), mais pas aux faibles déformations, pour lesquelles le treillis seul

présente de meilleurs résultats. Ce phénomène peut s’expliquer par l’évolution des propriétés mécaniques

de l’élastomère : à faible déformation il est relativement souple comparé au treillis, n’apportant que peu

de support. A plus grande déformation, l’élastomère se rigidifie et résiste davantage à la déformation de la

structure.

Le choix d’une structure auxétique semble pertinent : lors d’une sollicitation de compression verticale,

le treillis se comprime également dans les directions transverses, venant compresser l’élastomère dans plu-

sieurs directions. Celui-ci étant incompressible, cette sollicitation multi-axiale le rend d’autant plus efficace

comme support.

Le coefficient de Poisson de structures hybrides en fonction des propriétés mécaniques de ses matériaux

constituants est étudié numériquement dans [187; 188]. Peng et al. s’intéressent à la cellule ré-entrante 2D

hybride, faisant varier numériquement le module d’élasticité des matériaux constitutifs. Il est ainsi constaté

que le coefficient de Poisson de la structure hybride est fortement dépendant du rapport de ces modules :

on observe sur la Figure 1.31 que plus le contraste de module d’élasticité est prononcé, plus l’hybride est

auxétique. A l’inverse, lorsque les deux matériaux ont un module proche, le coefficient de Poisson est positif.

D’autres travaux portent sur des treillis en 2 dimensions remplis par des élastomères [89; 189; 190]. En

particulier, Li et al. comparent quatre cellules 2D imprimées en VeroWhite (polymère rigide) par photopoly-
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FIGURE 1.31 – Coefficient de Poisson en fonction du rapport des modules, issue de [187]

mérisation, dont deux treillis auxétiques, avec ces mêmes treillis remplis par un élastomère, du TangoPlus.

Il est ainsi observé que la structure hybride qui dissipe le plus d’énergie est la structure ré-entrante, celle

présentant le coefficient de Poisson le plus négatif. La comparaison des structures est présentée sur la Fi-

gure 1.32.

Un récapitulatif des études portant sur des treillis hybrides associant une structure auxétiques à une

matrice élastomérique est présenté dans le tableau 1.1.
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FIGURE 1.32 – Différentes structures hybrides étudiées (a), Courbes contrainte - déformation associées et propriétés

mesurées (b). Illustrations issues de [89]

TABLEAU 1.1 – Récapitulatif des associations treillis auxétique + élastomère étudiées dans la littérature

Géométrie(s) Matériaux Procédés Prop. étudiées Référence

Re-entrant (2D) Alu 2024-T4 (struc-

ture) + Viton-B (ma-

trice)

Découpe jet d’eau

+ remplissage sous

vide

E, t an(δ) Murray et al. [189]

Re-entrant

(2D/3D), "missing

ribs" (2D)

Acier 316L (struc-

ture) + PU/gélatine

(matrice)

SLS + remplissage ED Fila et al. [190]

Re-entrant (2D),

chiral truss (2D),

honeycomb (2D),

truss (2D)

VeroWhite (structure)

+ TangoPlus (matrice)

Photo-

polymérisation

E, ED Li et al. [89]

Re-entrant (3D) Aluminium (struc-

ture) + Epoxy E44 +

flexibilisateur (ma-

trice)

Moulage + rem-

plissage sous

pression

E, ν, ED Xue et al. [182]

Re-entrant (2D) variable numérique E, ν Peng et al. [187]

Cubic chiral Cuivre (structure) +

silicone (matrice)

SEBM + remplis-

sage sous vide

ED Novak et al. [184]

"re-entrant fibre-

networks" (3 types)

VeroWhite (structure)

+ TangoPlus (matrice)

numérique E, ν Zhang et al. [188]
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1.3 Conclusion

Au travers de cette étude bibliographique, un état actuel de l’étude des treillis hybrides a été dressé,

incluant les matériaux et méthodes utilisés pour leur réalisation, ainsi que les propriétés mécaniques résul-

tantes.

Dans un premier temps, l’intérêt pour les matériaux architecturés est souligné, dans la mesure où ils per-

mettraient d’atteindre des propriétés non accessibles aux matériaux monolithiques classiques. Parmi ce

groupement de matériaux, les treillis exhibent de hautes propriétés mécaniques rapportées à leur masse.

Ceux-ci présentent des mécanismes de déformation et d’endommagement dépendant de leur géométrie,

selon le critère de Maxwell associé. Les treillis à faible connectivité, dominés par la flexion, semblent être les

meilleurs candidats pour des applications en dissipation d’énergie, en raison du long plateau de leur courbe

contrainte-déformation qui augmente l’énergie dissipée jusqu’à la densification, et notamment l’énergie

spécifique dissipée et l’efficacité d’absorption. Au sein des structures dominées par la flexion, les treillis

à coefficient de Poisson négatif semblent permettre une dissipation d’énergie supérieure aux structures

conventionnelles, selon plusieurs études.

Afin d’améliorer les propriétés en dissipation des treillis, l’hybridation parait être une piste prometteuse :

en remplissant les structures par un autre matériau, il est possible de stabiliser celle-ci comme il a pu être

observé sur des treillis remplis par de la mousse, retardant le flambage des poutres. La présence de cette ma-

trice jouerait le rôle de renfort, augmentant la rigidité et le niveau de contrainte lors d’essais mécaniques.

Il a cependant été observé que l’usage d’un matériau trop rigide en tant que support pouvait être contre-

productif, entraînant une densification trop rapide des structures et diminuant alors l’énergie spécifique

dissipée. Les propriétés des treillis hybrides semblent très dépendantes des matériaux constitutifs utilisés.

Pour l’étude des propriétés mécaniques effectives des treillis périodiques, l’homogénéisation numérique

par éléments finis utilisant des conditions aux limites périodiques sur une cellule unitaire semble consti-

tuer l’approche permettant de se rapprocher au plus des propriétés effectives comparativement aux autres

types de conditions aux limites. Elle semble être l’option privilégiée pour l’étude des treillis périodiques

hybrides.

Ces travaux de thèse portent sur l’étude des propriétés mécaniques de structures auxétiques à matrice

élastomère. Il est attendu que les treillis à coefficient de Poisson négatifs s’appuient davantage sur le maté-

riau support, en le sollicitant bi-axialement lors d’un essai de compression. En ce sens, des cellules auxé-

tiques originales sont proposées et étudiées dans le troisième chapitre. Une matrice élastomère permet de

ne pas provoquer de densification précoce, en laissant les poutres se déformer plus librement. Une étude

expérimentale et numérique portant sur des treillis en polymère avec matrice élastomère est proposée dans

le quatrième chapitre. L’utilisation de l’homogénéisation numérique par éléments finis avec conditions aux

limites périodiques permettra de vérifier sa pertinence dans le cadre de l’étude des structures hybrides. En-

fin, le cinquième chapitre porte sur l’étude de treillis métalliques avec matrice élastomère. Le contraste de

propriétés est plus important. Des observations par tomographie rayons X visent à vérifier le rôle stabilisa-

teur de la matrice souple.
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Ce chapitre présente, dans un premier temps, la stratégie globale de travail utilisée dans ces travaux. Par

la suite, les procédés de fabrication employés pour réaliser les structures treillis et treillis hybrides sont dé-

crits. Les matériaux utilisés sont ensuite détaillés, leur comportement mécanique est identifié et modélisé à

l’aide de lois de comportement. Les méthodes de caractérisation mécanique utilisées sont données, notam-

ment quant aux protocoles d’essais expérimentaux et pour l’imagerie in situ. Enfin, la stratégie numérique

employée est exposée, ainsi que les moyens, logiciels et code éléments finis utilisés. La méthode de calcul

des propriétés élastiques effectives est détaillée, ainsi que les méthodes de simulation du comportement

élastoplastique.

2.1 Stratégie globale

La stratégie globale de ces travaux s’appuie sur un dialogue essais-calculs détaillé sur le diagramme 2.1.

L’influence de la géométrie des treillis est analysée via des études paramétriques, les propriétés mécaniques

des différentes configurations sont calculées par homogénéisation numérique. L’influence des propriétés

des matériaux constitutifs est prise en compte par l’utilisation de modèles phénoménologiques de com-

portement, lesquels sont identifiés grâce à des essais expérimentaux (essais de traction ou compression

uni-axiale sur des éprouvette de matériaux constitutifs). La connaissance des influences respectives de la

géométrie et des matériaux constitutifs permet alors de mener des simulations numériques sur éprouvettes

architecturées, lesquelles sont validées par des essais expérimentaux.

FIGURE 2.1 – Description de la stratégie globale employée dans ce manuscrit

L’étude des propriétés mécaniques de treillis hybrides s’appuie dans ces travaux sur deux types d’hybri-

dation, permettant d’explorer l’effet de plusieurs combinaisons de matériaux constitutifs. Ces types d’hybri-

dation sont catégorisés par la valeur du rapport des modules d’Young des matériaux constitutifs du treillis

et de la matrice : une première étude porte sur un rapport dit "modéré" (un polymère rigide pour le treillis,

associé avec un élastomère - on parle de treillis composites), tandis qu’une deuxième étude porte sur un
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rapport dit "fort" (un alliage de titane pour le treillis, associé avec un élastomère - on parle de treillis hy-

brides).

2.2 Procédés de fabrication

Afin de réaliser des structures treillis aux géométries complexes, l’usage de la fabrication additive est

l’option privilégiée dans ces travaux de thèse. L’impression 3D permet la réalisation de pièces aux formes

complexes, jusqu’alors impossible à obtenir par les procédés classiques de fabrication tels que l’usinage

ou la fonderie. Les progrès récents de ces techniques permettent un essor dans la conception et l’usage

des matériaux architecturés. Il existe à ce jour de nombreuses méthodes de fabrication additive, présentant

chacune des caractéristiques propres, et permettant l’usage d’une multitude de matières à mettre en œuvre.

Dans le cadre de cette thèse, deux types de procédés ont été utilisés, afin d’imprimer des structures métal-

liques, mais également des structures hybrides en polymères.

2.2.1 Fabrication additive métallique

Dans le cadre de cette thèse, la méthode SLM (Selected Laser Melting) a été employée à l’aide des ma-

chines de la RMIT University (Melbourne, Australie) plus précisément dans les locaux du laboratoire Advan-

ced Manufacturing Precinct (AMP). Pour ces travaux, une imprimante SLM system (250HL, SLM Solution

GmbH) a notamment été utilisée, présentée sur la Figure 2.2.

FIGURE 2.2 – Imprimante SLM utilisée, avec son tamiseur de poudre PSM100

Afin d’imprimer du TA6V, la paramétrie machine utilisée est donnée dans le tableau 2.1. Celle-ci est

issue d’une optimisation du procédé SLM par les équipes du laboratoire, consistant en un plan d’expérience

visant à minimiser à la fois les défauts géométriques, les porosités du matériau imprimé, mais également la

rugosité de surface.
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TABLEAU 2.1 – Paramètres d’impression SLM du TA6V

Puissance du laser (W) 175

Vitesse de balayage (mm/s) 710

Espacement (µm) 120

Épaisseur de couche (µm) 30

2.2.2 Fabrication additive polymère

Pour l’impression de polymères, notre choix s’est porté sur un procédé par photopolymérisation de ré-

sines liquides, permettant une liberté géométrique accrue ainsi que la possibilité d’imprimer directement

l’association treillis + matrice. Une imprimante 3D Connex Object350 de la marque Stratasys (AMP, Univer-

sité de RMIT) a été employée, utilisant de la lumière dans le spectre de l’ultraviolet pour faire polymériser

des résines photosensibles. La tête d’impression comprend plusieurs buses, permettant de pulvériser une

multitude de résines différentes au cours d’une même impression.

FIGURE 2.3 – Schématisation du procédé de photopolymérisation, illustration issue de [191]

La Figure 2.3 schématise le procédé d’impression 3D par photopolymérisation : les résines photosen-

sibles sont pulvérisées en couches très fines sur un plateau, puis la couche est polymérisée par un faisceau

de lumière UV. L’imprimante utilisée permet une épaisseur de couche minimale de l’ordre de 16 µm. La

liberté géométrique supplémentaire liée à ce procédé réside dans la possibilité d’utiliser un matériau sup-

port, qui est soluble dans l’eau. Une fois la pièce achevée, le matériau support, semblable à de la cire, peut

être enlevé par immersion et lavage au jet d’eau. Ainsi, dans le cas de la fabrication de structures treillis,

même les poutres imprimées dans des plans parallèles au plateau (équivalent 0˚) sont imprimables. De

plus, la multitude de résines photosensibles utilisables, aux propriétés mécaniques diverses, permettent

l’impression directe de matériaux architecturés composites.

Ce procédé possède cependant quelques inconvénients : les photopolymères sont très coûteux et leurs

propriétés mécaniques peuvent évoluer dans le temps. A l’exemple du VeroWhite, pour lequel les effets du
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vieillissement sont tels que celui-ci perd rapidement en ductilité, tandis que sa contrainte à la rupture tend

à augmenter, d’après l’étude empirique de Bass et al. [192]. L’une des explications avancées pour la dégra-

dation des photopolymères serait l’exposition à du rayonnement ultraviolet (notamment le rayonnement

solaire), causant une réaction des radicaux avec l’oxygène (présent par diffusion) ou d’autres réactifs [20].

2.2.3 Fabrication des treillis hybrides métal-polymère

Contrairement aux treillis composites polymère-polymère, la fabrication de treillis hybrides métal-polymère

ne peut pas être effectuée en une seule opération. Les treillis métalliques sont d’abord produits par le pro-

cédé SLM, puis sont hybridés dans un second temps. Dans notre cas, l’opération d’hybridation consiste à

couler un polymère liquide (ici un mélange de résines polyuréthane, défini dans ce chapitre à la section

"Matériaux") à l’intérieur du treillis à l’aide d’un moule afin de le remplir intégralement.

Les moules, conçus en deux parties amovibles pour faciliter le démoulage, sont fabriqués à l’aide d’une

imprimante par dépôt de filament de polymère fondu (PLA). Les dimensions de l’empreinte sont légère-

ment supérieures à celles de la structure, de manière à pouvoir apposer préalablement un adhésif de Téflon

qui adhère aux parois du moule mais pas à l’échantillon fabriqué, permettant un démoulage plus aisé. Un

moule type est présenté en Figure 2.4.

FIGURE 2.4 – Moule pour hybridation de structure treillis

Une fois la structure positionnée dans le moule, le polymère liquide est coulé très lentement afin d’éviter

la formation de bulles, puis le moule est rapidement placé dans une pompe à vide pour une durée d’au

minimum 4h à une pression relative de -0.2 bar. Celle-ci permet l’évacuation des gaz produits lors de la

polymérisation, visible sur la Figure 2.5.

Une fois la polymérisation achevée, le démoulage se fait en séparant les deux parties du moule, puis en

éjectant les échantillons hors des empreintes.
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FIGURE 2.5 – Passage à la pompe à vide, remontée des bulles

2.3 Matériaux

Différents matériaux ont été utilisés durant cette thèse, notamment pour la fabrication de structures

treillis imprimées en 3D. Pour l’impression de treillis métallique, le TA6V a été utilisé principalement pour

sa disponibilité importante et la maîtrise de la paramétrie machine par l’équipe du RMIT, permettant d’im-

primer ce matériau avec un minimum de porosité et une bonne fidélité géométrique vis-a-vis du modèle

CAO. Les structures métalliques imprimées par SLM sont associées à un élastomère, du polyuréthane, qui

est coulé dans la structure a posteriori à l’aide de moules également imprimés. Pour l’impression polymères,

deux résines ont été utilisées, identifiées ici par leur nom commercial : le VeroWhite (polymère rigide) et le

TangoBlack+ (élastomère).

2.3.1 Ti-6Al-4V

Le TA6V (Ti-6Al-4V, aussi nommé Ti64) est un alliage de titane très utilisé dans l’industrie, et notamment

par l’industrie aéronautique pour ses propriétés mécaniques spécifiques rapportées à sa masse volumique,

sa tenue à haute température, sa bonne résistance à la corrosion et au fluage. Il est également utilisé dans le

domaine bio-médical pour la production de prothèse osseuse, le titane étant particulièrement biocompa-

tible [193]. La poudre métallique utilisée pour l’impression, fournie par TLS Technik, est obtenue par ato-

misation. La distribution granulométrique de poudres est caractérisée à partir de la norme ISO 9276-2 :2014

[194]. Sa composition est donnée dans le tableau 2.2.

TABLEAU 2.2 – Composition chimique de la poudre de Ti-6Al-4V

Composé (%m) Ti N C H Fe O Al V

Poudre utilisée reste 0.006 0.008 0.001 0.17 0.13 6.35 3.96

Norme reste max. 0.05 max. 0.08 max. 0.015 max. 0.4 max. 0.2 5.5-6.75 3.5-4.5

La simulation numérique de structures en TA6V nécessite de connaître le comportement mécanique

de l’alliage après impression. Afin d’identifier la loi de comportement du TA6V imprimé, 4 éprouvettes ont

été réalisées par procédé SLM, puis testées en traction. Le procédé SLM produit des micro-structures dont

la composition varie en fonction de plusieurs facteurs, induisant une anisotropie des propriétés élasto-

plastiques pouvant être importante [195]. L’orientation de l’éprouvette peut avoir une forte influence sur les
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propriétés mécaniques mesurées, comme c’est le cas pour la déformation à rupture et dans une moindre

mesure le module d’élasticité et la limite d’élasticité. Pour ces travaux, le TA6V a été testé sur des éprou-

vettes orientées verticalement (à 90˚du plateau). L’évaluation des propriétés mécaniques du TA6V imprimé

a été réalisée selon la norme ASTM F3122-14 [196], faisant lui-même référence à la norme ASTM E8/E8M

[197] notamment concernant la géométrie des éprouvettes de traction. Celles-ci ont été fabriquées en forme

d’haltère, dont la longueur utile L est de 45 mm, la largeur W de 4.94 mm et l’épaisseur T de 4.9 mm. La dé-

formation a été mesurée à l’aide d’un extensomètre. La vitesse de déplacement du mors supérieur est fixée

à 0.5 mm/min.

Une loi de comportement élasto-plastique avec écrouissage isotrope non-linéaire à été choisie pour

modéliser le comportement de l’alliage de titane. Le module élastique et la limite d’élasticité ont été mesu-

rés sur la partie linéaire de la courbe contrainte-déformation vraie. Les coefficients de la loi d’écrouissage

ont été identifiés en comparant la simulation à la courbe expérimentale. Cette comparaison est la courbe

contrainte vraie - déformation plastique cumulée, tel qu’illustré sur la Figure 2.6.

FIGURE 2.6 – Courbe contrainte vraie - déformation plastique cumulée du TA6V, loi de comportement identifiée

La loi d’écrouissage identifiée prend la forme décrite par l’équation 2.1, dont les paramètres sont listés

dans le tableau 2.3.

R = R0 +
2∑
i

Qi (1−e−bi p ) (2.1)

TABLEAU 2.3 – Paramètres de la loi d’écrouissage du TA6V

TA6V R0 (MPa) Q1 (MPa) b1 (-) Q2 (MPa) b2 (-)

759.0 331.0 332.0 259.0 5.8

La masse volumique du TA6V est de 4.43 g/cm3, en considérant un taux volumique de porosité pouvant

valoir jusqu’à 3% (procédé optimisé), la masse volumique du TA6V imprimé est prise égale à 4.30 g/cm3.
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Pour les simulations en élasticité linéaire, les propriétés mécaniques du TA6V sont considérées isotropes

par hypothèse, leurs valeurs sont données dans le tableau 2.4.

TABLEAU 2.4 – Paramètres matériaux du TA6V en élasticité linéaire

TA6V (linéaire) E0 (MPa) ν (-)

97700.0 0.30

2.3.2 Polyuréthane

En association du TA6V, le choix de la matrice élastomère s’est portée sur une résine polyuréthane de la

marque "Résines et Moulages". Celle-ci est obtenue par mélange de deux composants et nécessite un délai

de polymérisation d’au moins 24h à température ambiante. Les composants sont une partie A, du cyanurate

de mélamine et une partie B, du diisocyanate de toluène, le mélange se fait selon un rapport massique de

100:76. Les éprouvettes sont obtenues par moulage, à l’aide de moules spécifiques conçus pour accueillir

les structures treillis à remplir, dont un exemple est présenté sur la Figure 2.4. Une fois le moule rempli du

mélange de résines, celui-ci est rapidement placé dans une pompe à vide afin d’extraire l’air et éviter la

formation de bulles.

Afin d’identifier les propriétés mécaniques de ce polymère, 3 éprouvettes cubiques de dimensions 20*20*20

mm ont été moulées, puis testées en compression sur une machine d’essais Instron 5581 équipée d’une

cellule de force de 5 kN. Une vitesse de déformation de 0.001/s a été imposée sur la face supérieure des

éprouvettes, les plateaux de compression ayant été préalablement lubrifiés à la graisse afin de réduire les

frottements. La courbe contrainte-déformation du PU est donnée en Fig. 2.7.

FIGURE 2.7 – Courbe contrainte déformation du polyuréthane, loi de comportement identifiée

Une loi de comportement du type Arruda-Boyce [198] a été utilisée pour modéliser le comportement

hyperélastique du polyuréthane. Ce modèle, basé sur la physique des polymères, repose sur une modélisa-

tion en chaîne avec une distribution de chaînes selon 8 directions, correspondant aux 8 sommets d’un cube
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inscrit dans une sphère de diamètre unitaire. Le modèle mis en oeuvre ici dispose d’un paramètre supplé-

mentaire, d , pour le traitement de l’incompressibilité. Le modèle utilisé est décrit dans l’équation (2.2) par

la densité d’énergie de déformation.

W(I1, I3) = nkθ

[
1

2
(I3 −3)+ 1

20N
(I2

1 −9)+ 11

1050N2 (I3
1 −27)+ 19

7000N3 (I4
1 −81)+ 519

673750N4 (I5
1 −243)

]
+

d

2

[
(I2

3 −1)/2− l og (I3)
] (2.2)

Avec I1 et I3 les premier et troisième invariants du tenseur des déformations de Green-Lagrange, nkθ =

µ le module caoutchouteux du matériau (fonction de la densité de chaine n, de la constante de Boltzmann

k et de la température θ) et
p
λ = N le nombre de liens rigides connectés dans une chaîne. Les paramètres

de la loi de comportement ainsi identifiés sont donnés dans le tableau 2.5.

TABLEAU 2.5 – Paramètres identifiés de la loi de comportement du PU

PU µ (MPa) λ (-) d (-)

0.37 9.00 0.40

La masse volumique de ce polyuréthane a été mesurée à l’aide d’une balance à densité et s’élève à

1.07 g/cm3. Pour les simulations en élasticité linéaire, les propriétés matérielles sont celles données dans

le tableau 2.6. Le module d’Young est identifié à partir de la partie linéaire initiale de la courbe contrainte

déformation.

TABLEAU 2.6 – Paramètres matériaux du PU en élasticité linéaire

PU (linéaire) E0 (MPa) ν (-)

1.64 0.499

2.3.3 VeroWhite

Le VeroWhite est une résine photosensible développée par Stratasys. Il s’agit d’une formule acrylique

contenant : de l’isobornyl acrylate, des monomères acrylates, de l’uréthane acrylate, de l’époxy acrylate, des

oligomères acrylates et des photo-initiateurs. La masse volumique du VeroWhite imprimé est donnée égale

à 1.175 g/cm3, selon la fiche technique du fabricant [199]. Ses propriétés mécaniques ont été identifiées par

des tests de traction sur éprouvettes imprimées, suivant les préconisations de la norme ASTM D638 [200].

4 éprouvettes en haltères (types V) ont été utilisées, dont la longueur utile L est de 10 mm, la largueur W de

3.18 mm et l’épaisseur T de 3 mm. La vitesse de déformation a été fixée à 0.005/s. Une courbe contrainte-

déformation d’une éprouvette de VeroWhite est donnée en Figure. 2.8.

Une loi de comportement élasto-plastique avec écrouissage isotrope non-linéaire a également été choi-

sie pour modéliser le comportement mécanique du VeroWhite, selon l’équation 2.3.

R = R0 +
3∑
i

Qi (1−e−bi p ) (2.3)

Les paramètres matériaux identifiés par comparaison entre la simulation et la courbe contrainte-

déformation expérimentale sont listés dans le tableau 2.7.

Pour les simulations en élasticité linéaire, les propriétés utilisées sont listées dans le tableau 2.8.

43



CHAPITRE 2. MÉTHODES ET MATÉRIAUX

FIGURE 2.8 – Courbe contrainte déformation du Verowhite, loi de comportement identifiée

TABLEAU 2.7 – Paramètres de la loi d’écrouissage du VeroWhite

VeroWhite R0 (MPa) Q1 (MPa) b1 (-) Q2 (MPa) b2 (-) Q3 (MPa) b3 (-)

20.0 19.3 137.7 -39.6 10.1 51.5 4.3

2.3.4 TangoBlack+

Le TangoBlack+ (TB+) est une résine photosensible développée par Stratasys. Il s’agit d’une formule

acrylique contenant : des oligomères d’uréthane acrylate, de l’Exo-1,7,7-trimethylbicyclo [2.2.1] hept-2-yl

acrylate, des oligomères de méthacrylate, de la résine polyuréthane et des photo-initiateurs. La masse volu-

mique du TangoBlack+ imprimé est donnée égale à 1.145 g/cm3, selon la fiche technique du fabricant [201].

La température de transition vitreuse du TB+ est estimée à 2˚C [202].

Ses propriétés mécaniques ont été identifiés par des tests de tractions sur éprouvettes imprimées, suivant

les préconisations de la norme ASTM D638 [200]. 4 éprouvettes de types IV ont été utilisées, dont la lon-

gueur utile L est de 25 mm, la largueur W de 3 mm et l’épaisseur T de 1.6 mm. La vitesse de déformation

a été fixée à 0.005/s. Une courbe contrainte-déformation d’une éprouvette de TangoBlack+ est donnée en

Figure. 2.9.

Afin de modéliser le caractère hyperélastique du TangoBlack+, une loi de comportement du type

Arruda-Boyce [198] a été choisie. Les paramètres matériaux identifiés pour cette loi sont listés dans le ta-

bleau 2.9.

Pour les simulations en élasticité linéaire, les propriétés utilisées sont listées dans le tableau 2.10. Le

TB+ présentant une élasticité non-linéaire, le module d’Young est mesuré sur une plage linéaire en début

de courbe contrainte-déformation.
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TABLEAU 2.8 – Paramètres matériaux du VeroWhite en élasticité linéaire

VeroWhite (linéaire) E0 (MPa) ν (-)

1450.0 0.35

FIGURE 2.9 – Courbe contrainte-déformation du TangoBlack+, loi de comportement identifiée

TABLEAU 2.9 – Paramètres identifiés de la loi de comportement du TB+

TangoBlack+ µ (MPa) λ (-) d (-)

0.155 2.87 0.30

TABLEAU 2.10 – Paramètres matériaux du TangoBlack+ en élasticité linéaire

TangoBlack+ (linéaire) E0 (MPa) ν (-)

0.65 0.499
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2.4 Caractérisation mécanique

2.4.1 Essais mécaniques

L’identification du comportement et des propriétés mécaniques des matériaux et des structures étudiés

dans ces travaux passe par des essais expérimentaux. Une partie de ces expériences ont été réalisées au la-

boratoire PIMM, et le reste dans les locaux de la RMIT University. Concernant les expérimentations réalisés

au PIMM, les essais mécaniques ont été effectués à l’aide d’une machine Instron 5581 présentée sur la Fi-

gure 2.10. Celle-ci peut s’équiper avec deux cellules de force, 5 kN ou 50 kN, dépendamment de la nature du

matériau ou de la structure à tester. Pour les essais de traction (RMIT), la déformation de l’éprouvette est

mesurée à l’aide d’un extensomètre, tandis que pour les essais de compression (PIMM) celle-ci est calculée

à partir du déplacement du plateau mobile.

FIGURE 2.10 – Machine d’essais utilisée pour la caractérisation expérimentale

En fonction du matériau à tester, les conditions d’essais (géométrie des éprouvettes, vitesse de défor-

mation imposée, ...) suivent les préconisations des normes correspondantes. Pour l’identification des pro-

priétés mécaniques des matériaux métalliques, la norme ASTM E8/E8M [197] est appliquée, alors que pour

les propriétés en traction des polymères, il s’agit de la norme ASTM D638 [200].

En revanche, pour certains matériaux architecturés tels que les treillis et treillis hybrides, pour lesquels au-

cune norme n’existe à ce jour, les conditions d’essais ont été choisies de manière à pouvoir comparer ceux-

ci équitablement. La vitesse de déformation en compression ε̇ est choisie égale à 0.001/s, ce qui pour nos

échantillons dont les dimensions sont comprises entre 9 et 30 mm, donne une vitesse de déplacement du
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plateau comprise entre 0.54 et 1.8 mm/min, conformément aux préconisations des normes relatives à la

compression de matériaux polymères (ASTM D695 [203]), ou à la compression de matériaux métalliques

(ASTM E9 [204]) pour les treillis en alliage de titane. Lors d’essais comparatifs entre treillis et treillis hy-

brides, les matériaux en contact avec les plateaux ne présentent pas les mêmes coefficients de frottement.

Pour obtenir des conditions aux limites équivalentes, les plateaux de compression sont lubrifiés à la graisse,

pouvant occasionner un léger glissement en début d’essai. Le glissement est retiré des courbes présentées

dans ce manuscrit.

2.4.2 Calcul de la dissipation d’énergie

La dissipation d’énergie est une problématique récurrente dans de nombreux domaines industriels (au-

tomobile, aéronautique, packaging, etc). De manière générale, l’enjeu réside dans la nécessité de transfor-

mer une forme d’énergie en une autre, afin de pouvoir plus aisément la dissiper. Dans le domaine automo-

bile par exemple, la crash-box [205] est une pièce mécanique (voir Figure 2.11) qui a pour fonction, en cas de

forte collision, de dissiper le différentiel d’énergie cinétique du véhicule en la stockant sous forme de défor-

mation plastique de la pièce, et/ou en la transformant en énergie thermique. Pour ce genre d’applications,

on cherche ainsi à maximiser l’énergie dissipée mécaniquement sous forme de déformation plastique.

FIGURE 2.11 – Positionnement et géométrie d’une crash-box, mode de déformation plastique. Illustrations issues de

[205] et [206]

L’énergie mécanique dissipée lors de la déformation d’un matériau élastoplastique est définie comme

l’intégrale de la courbe contrainte/déformation évaluée jusqu’à une déformation finale, notée ε f . Elle cor-

respond au travail plastique total pour un chargement monotone. L’énergie dissipée se calcule selon l’équa-

tion (2.4), dans laquelle ε est la déformation appliquée etσ est la contrainte induite sur la pièce mécanique :

Ed(ε) =
∫ ε f

0
σ(ε) dε (2.4)

Afin de pouvoir comparer la capacité de dissipation de différents ensembles mécaniques, il existe des

critères d’évaluation tel que l’énergie spécifique dissipée (SEA) qui tient compte de la masse afin d’optimiser
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le ratio énergie dissipée / masse embarquée. Cette quantité se calcule selon la relation 2.5, dans laquelle m

est la masse de la pièce :

SEA =
∫ ε f

0 σ(ε)dε

m
(2.5)

Un autre critère, l’efficacité d’absorption (AE), notée η, tient compte de l’efficacité de dissipation vis-à-

vis d’un absorbeur idéal. Celui-ci se calcule comme le rapport entre l’énergie effectivement dissipée et celle

dissipée par un absorbeur idéal ayant le même pic de contrainte σp , explicitée sur la Figure 2.12.

FIGURE 2.12 – Comparaison entre énergie dissipée et dissipateur idéal

η=
∫ ε f

0 σ(ε)dε

σp .1
= ED

Ei déal
(2.6)

2.4.3 Imagerie in-situ

Lors d’un essai mécanique sur un treillis complexe, l’observation de la déformation des poutres internes

peut être rendue compliquée : seules les poutres en surface peuvent être observées. Dans le cas des treillis

hybrides, pour lesquels les poutres sont cachées par un matériau opaque, aucune déformation du treillis

ne peut être observée. L’observation des mécanismes de déformations internes des treillis doit alors se faire

par l’intermédiaire d’une méthode différente.

La tomographie par rayons X est une technique d’imagerie permettant de voir "au travers" de certains ma-

tériaux et permet la reconstruction 3D d’un échantillon. En balayant à 360˚l’échantillon par un faisceau de

rayons X, il est possible de reconstituer une image volumique de celui-ci, comme l’illustre la Figure 2.13.

La source de rayons X émet un rayonnement dont l’intensité dépend de la tension d’accélération (en

kV). Ce rayonnement se propage au travers des matériaux de l’éprouvette jusqu’à atteindre le récepteur

avec une certaine atténuation, principalement due à l’absorption. C’est le contraste d’absorption entre deux

matériaux qui permet de les distinguer. L’absorption étant dépendante du numéro atomique de l’élément

traversé et de sa masse volumique, deux matériaux dont le numéro atomique est proche seront difficiles

à discerner. Le rayonnement perçu par le récepteur est alors converti dans le domaine du visible par un

scintillateur, puis numérisé par un capteur, sous la forme d’une image appelée radiographie. Un ensemble

de radiographies prises en balayant l’échantillon à 360˚permet, par une transformation inverse, de recons-

tituer une section (ou slice) de l’échantillon traversé. Le volume peut alors être reconstitué en empilant
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FIGURE 2.13 – Principe de fonctionnement d’un tomographe à rayons X pour la reconstitution d’un volume 3D. Illus-

tration issue de [207]

les sections (on parle de stack). Dans certains tomographes, il est possible de placer un dispositif d’essais

in situ, permettant de mettre l’échantillon sous contraintes mécaniques pendant l’acquisition volumique.

C’est le cas du laboratoire MATEIS à Lyon, qui dispose de plusieurs tomographes dont un v|tome|x s produit

par la société GE Sensing & Inspection Technologies Phoenix X|ray (voir Figure 2.14). Ce système dispose

d’un tube RX de 160 kV avec une taille de foyer pouvant descendre jusqu’à 1 µm.

FIGURE 2.14 – Tomographe à rayons X v|tome|x s du MATEIS

Pour nos observations, un dispositif de compression mécanique a été placé à l’intérieur de l’enceinte du

tomographe pour mettre en contrainte des treillis simples et hybrides. L’une des difficultés liée à l’usage de

ce dispositif mécanique réside dans sa cellule de force, limitée à 2 kN. Les dimensions des échantillons ont

donc été adaptées et sont composées de cubes de 3 cellules unitaires de côté. Dans notre cas, les treillis mé-

talliques absorbent largement plus le rayonnement que la matrice polymère, permettant de les distinguer

aisément. La tension source a été prise à 100 kV et la taille de voxel à 9 µm. Les volumes ont été reconstitués

à partir de 1200 radiographies pour chaque échantillon, soit une radiographie tous les 0.3˚.

Les acquisitions volumiques ont été faites pour différents niveaux de déformation des échantillons : à l’état

initial (ε = 0), dans la zone élastique (ε ≈ 0.05), après endommagement plastique (ε ≈ 0.17) et enfin, pour

les échantillons hybrides seulement, à grande déformation (ε ≈ 0.35). Le traitement des acquisitions s’est

fait grâce aux logiciels ImageJ pour l’édition des sections et Paraview pour le visionnage 3D des volumes
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reconstitués. Les treillis ainsi reconstitués sont présentés dans ce manuscrit par des sections volumiques

mettant en lumière les éléments d’intérêts (mécanisme de déformation, ruptures).

L’édition des sections à l’aide du logiciel ImageJ a pour but de faciliter l’observation des déformations

des poutres, en soustrayant aux images les artefacts de mesure, les particules résiduelles mais également

une partie de la poudre semi-fondue attachée aux poutres. Le traitement comprend l’utilisation de diffé-

rents outils, listés ici dans l’ordre de leur application sur l’empilement de sections. L’effet de ces opérations

sur une section est illustré sur la Figure 2.15.

— "Binarization" : étape de seuillage, sépare les pixels en deux classes, noir (le vide ici) et blanc (la struc-

ture),

— "Close" : lisse les contours en refermant les petites aspérités,

— "Fill holes" : remplit les porosités et les trous (pixels noirs à l’intérieur d’un amas fermé de pixels

blancs),

— "Erode" : lisse les contours à la manière d’une érosion et permet de supprimer les petites aspérités de

surface,

— "Dilate" : dilate les contours et compense l’érosion.

FIGURE 2.15 – Édition des sections, dans l’ordre d’application

La différence entre un treillis reconstitué avant et après édition est montrée sur la Figure 2.16.
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FIGURE 2.16 – Treillis reconstitué, avant et après édition

2.5 Stratégie numérique

Afin de rendre possible l’usage de matériaux architecturés complexes dans l’industrie, de la manière la

plus simplifiée pour les concepteurs, l’existence de lois de comportement prêtes à l’emploi est une néces-

sité.

L’usage d’une stratégie d’homogénéisation va dans ce sens : remplacer la micro-structure complexe d’une

pièce par un milieu homogène équivalent, permet de réduire la complexité des calculs par éléments finis,

réduisant drastiquement le nombre de degrés de libertés, et ainsi le temps de calcul nécessaire. Dans ces

travaux, l’étude des propriétés mécaniques des treillis et treillis hybrides se fera via une stratégie d’homogé-

néisation numérique par éléments finis, appliquant des conditions aux limites périodiques sur des cellules

unitaires, mais également avec des calculs à champs complets afin de comparer les résultats obtenus. La

rupture n’est pas prise en compte dans les modèles numériques utilisés dans ces travaux. Le code élément

fini Z-Set 1, développé par l’École des Mines de Paris, l’ONERA et Northwest Numerics, est utilisé.

L’étude du comportement mécanique des matériaux architecturés s’est déroulé selon la stratégie décrite

par la Figure. 2.17. Dans un premier temps, la génération géométrique des structures est effectuée à l’aide

du logiciel de CAO Rhinocéros 3D et du plug-in Grasshopper. Les structures sont alors maillées par le logiciel

Gmsh, le maillage résultant pouvant dès lors être importé dans Z-Set. Enfin, selon l’objectif (identification

des propriétés élastiques, ou des propriétés élasto-platiques), les calculs sont effectués sur le maillage, sur

lequel des conditions aux limites périodiques sont appliquées. Ces étapes sont détaillées dans les sections

suivantes.

2.5.1 Génération des structures

Le logiciel de CAO Rhinocéros 3D est utilisé pour générer les structures. Plus précisément, celui-ci est

utilisé en association avec le plug-in Grasshopper, qui permet une conception paramétrique facilitée, de

1. http ://www.zset-software.com
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FIGURE 2.17 – Stratégie de calcul des propriétés mécaniques des treillis

par son aspect graphique.

La méthodologie de conception est (généralement) la suivante : un modèle filaire de la structure est d’abord

réalisé, en liant des points par des droites/courbes. Le modèle filaire se voit alors attribuer une épaisseur,

égale au diamètre des poutres, lequel est toujours constant au sein d’une structure dans ces travaux. Par

une opération booléenne d’union, les différentes poutres sont assemblées en un seul volume. Enfin, afin de

circonscrire la cellule unitaire à un cube de dimensions données, une opération booléenne d’intersection

est appliquée entre le volume et un cube.

Les différentes étapes de la conception d’une cellule unitaire d’un treillis sont détaillées sur la Fi-

gure 2.18(a). L’exemple est celui d’une cellule FCC, qui est d’abord filaire (à gauche), puis volumique (au

milieu) et enfin circonscrite à un cube (à droite). La construction sur Grasshopper nécessaire à l’obtention

du treillis final est visible sur la Figure 2.18(b).

La fraction volumique de la cellule est alors mesurée en divisant son volume effectif par le volume du cube

dans lequel elle est inscrite, permettant d’ajuster le diamètre des poutres afin d’obtenir une fraction volu-

mique précise. Le volume correspondant peut alors être enregistré sous la forme d’un fichier géométrique

au format STEP, compatible avec le logiciel de maillage Gmsh.

Enfin, la cellule unitaire hybride correspondante est réalisée en appliquant une opération booléenne de

différence entre la structure et le cube dans lequel elle est inscrite (les volumes obtenus sont visibles sur la

Figure 2.19). L’ensemble des deux volumes structure + matrice doit alors être enregistré au sein d’un même

fichier STEP pour que le mailleur génère un maillage conforme à l’interface des volumes.

Afin de réduire le volume des fichiers utilisés et notamment de réduire le temps d’import du maillage

dans le code éléments finis Z-set, seul 1/8ème du volume des structures est généré, profitant des symétries

des treillis utilisées, souvent cubiques. Le volume complet des structures est alors reconstitué par applica-

tion de 3 symétries directement sur le maillage dans Z-Set.

52



CHAPITRE 2. MÉTHODES ET MATÉRIAUX

FIGURE 2.18 – (a) Etapes du design d’une cellule unitaire d’un treillis ; (b) interface Grasshopper correspondante

2.5.2 Maillage

Afin de mailler les structures générées, le mailleur Gmsh [208] est utilisé. Celles-ci sont maillées avec

des éléments tétrahédriques quadratiques (ordre 2), soit des éléments de type C3D10.

Afin de garantir l’interaction entre le treillis et la matrice dans le cas des treillis hybrides, le maillage doit

être conforme à l’interface, comme présenté sur la Figure 2.20. Dans les simulations de structures hybrides,

l’interface est considérée parfaitement adhérante, le décollement de la matrice est considérée inexistant

et n’est donc pas pris en compte. Cette hypothèse semble confirmée par l’étude numérique faite par [3],

laquelle ne montre qu’une influence négligeable de l’adhérence des deux phases sur les propriétés méca-

niques des treillis hybrides calculées numériquement.

Une étude de convergence de maillage est réalisée préalablement aux calculs numériques, afin de véri-

fier que la taille des éléments n’a pas d’influence sur le résultat du calcul par éléments finis. Un maillage est

considéré exploitable lorsque celui-ci produit une erreur inférieure à 0.5% sur le calcul d’une propriété mé-

canique établie comme référence, vis-à-vis d’une solution excessivement raffinée exploitant au maximum

les capacités de nos ordinateurs de calcul (Intel Xeon E5-2640 v4, fréquence CPU 2.4 GHz, RAM 300Gb).

53



CHAPITRE 2. MÉTHODES ET MATÉRIAUX

FIGURE 2.19 – (a) Cellule unitaire d’un treillis FCC; (b) cellule unitaire hybride

FIGURE 2.20 – Maillage conforme à l’interface treillis / matrice

2.6 Calculs des propriétés mécaniques effectives

Afin de calculer les propriétés mécaniques effectives des structures treillis et treillis compo-

sites/hybrides, une stratégie numérique d’homogénéisation est employée. Celle-ci s’appuie sur l’utilisation

de conditions aux limites périodiques, et permet notamment le calcul des propriétés élastiques effectives

par l’identification du tenseur des modules élastiques, décrit dans la première partie. Ce tenseur permet

alors le calcul des propriétés élastiques pour toutes les directions de sollicitation, la méthode étant détaillée

dans la seconde partie. La troisième partie expose les méthodes de simulation du comportement élasto-

plastique, en détaillant le calcul des contraintes et des déformations.

2.6.1 Calculs des propriétés élastiques effectives par homogénéisation

Dans le but de calculer les propriétés élastiques de matériaux architecturés périodiques, l’homogénéi-

sation numérique avec conditions aux limites périodiques [141] est l’option privilégiée dans ces travaux. En

effet, parmi les conditions aux limites applicables sur une cellule d’un treillis pour calculer ses propriétés

élastiques (Dirichlet, Neumann, mixtes, périodiques, ...), les conditions aux limites périodiques permettent

de se rapprocher davantage des propriétés mécaniques effectives [145].
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Les champs de contraintes et déformations locaux peuvent s’exprimer à partir de la loi de Hooke géné-

ralisée, en se plaçant sous une hypothèse de petites déformations :

σ∼ (x) = c∼∼
(x) : ε∼(x) (2.7)

En considérant un élément de volume V représentatif (une cellule périodique dans notre cas), les ten-

seurs macroscopiques de contraintes et de déformations Σ∼ et E∼ sont définis par les moyennes spatiales sur

V des champs de contraintes locale σ∼ et de déformations locale ε∼.

Σ∼ := 〈σ∼ 〉 =
1

V

∫
V

σ∼ dV (2.8)

E∼ := 〈ε∼〉 =
1

V

∫
V

ε∼ dV (2.9)

A partir des équations (2.7), (2.8) et (2.9), on peut calculer le tenseur des modules élastiques effectifs C∼∼
:

Σ∼ = C∼∼
: E∼ (2.10)

Pour les conditions aux limites périodiques, le champ de déplacement u peut être dissocié en une partie

donnée par le tenseur des déformations macroscopiques E∼ , et un champ de fluctuation périodique v pour

tout point matériel x de V, tel que :

u = E∼ · x + v ∀x ∈ V (2.11)

Le vecteur des fluctuations périodiques v prend la même valeur sur deux points homologues x+ et x−

de ∂V, représentés sur la Figure 2.21. De plus, le vecteur contrainte t = σ∼ ·n remplit des conditions anti-

périodiques en accord avec l’équilibre des forces, telles que décrit dans l’équation (2.12).

σ∼
+ ·n++σ∼− ·n− = 0

v+− v− = 0
(2.12)

FIGURE 2.21 – Représentation de deux points homologues sur une cellule VER

Le tenseur des modules élastiques C∼∼
peut alors être entièrement identifié en appliquant successivement

6 chargements macroscopiques unitaires : 3 extensions pures et 3 cisaillements purs.
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Le tenseur des modules élastiques est identifié en appliquant la déformation macroscopique E∼ , de sorte

qu’en utilisant la notation de Voigt :



Σ11

Σ22

Σ33

Σ23

Σ31

Σ12


=



C11 C12 C13 C14 C15 C16

C21 C22 C23 C24 C25 C26

C31 C32 C33 C34 C35 C36

C41 C42 C43 C44 C45 C46

C51 C52 C53 C54 C55 C56

C61 C62 C63 C64 C65 C66





E11

E22

E33

2E23

2E31

2E12


(2.13)

Dans le cas où le volume considéré présente des symétries géométriques, certains coefficients du ten-

seur des modules élastiques sont alors égaux, réduisant le nombre de calculs nécessaires à l’identification

complète du tenseur. Dans ces travaux, la plupart des structures présentent une symétrie cubique, ainsi leur

identification complète se réduit à 3 composantes.

C∼∼ cubi que =



C11 C12 C12 0 0 0

C12 C11 C12 0 0 0

C12 C12 C11 0 0 0

0 0 0 C44 0 0

0 0 0 0 C44 0

0 0 0 0 0 C44


(2.14)

2.6.2 Représentation des propriétés élastiques

Les angles d’Euler-Bunge [209] φ, ψ et θ, comme illustrés par la Figure 2.22, permettent de définir 3

vecteurs orthogonaux l , m et n, tels que :

l =

cosφcosψ− sinφsinψcosθ

sinφcosψ+cosφsinψcosθ

sinψsinθ

 (2.15)

m =

−cosφsinψ− sinφcosψcosθ

−sinφcosψ+cosφsinψcosθ

cosψsinθ

 (2.16)

n =

 sinφsinθ

−cosφsinθ

cosθ

 (2.17)

En utilisant les tenseurs de contraintes macroscopiques Σ∼
(
φ,θ,ψ

)
et de déformations macroscopiques

E∼
(
φ,θ,ψ

)
, le module d’Young effectif E

(
l
)

et le coefficient de Poisson ν∗
(
l ,m

)
se définissent comme suit :

E = l ·Σ∼ · l

l ·E∼ · l
(2.18)

ν∗ = −m ·E∼ ·m

l ·E∼ · l
(2.19)
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FIGURE 2.22 – angles d’Euler-Bunge

Enfin, pour calculer les propriétés effectives d’une structure indépendemment des propriétés du maté-

riau qui la compose (E0, ν0), on peut calculer les propriétés normalisées :

E∗ = 1

E0ρ∗
E (2.20)

E étant le module d’Young effectif calculé via la relation 2.18, E0 le module d’Young du matériau consti-

tutif, et ρ∗ la fraction volumique de la structure.

Une fois le module d’Young normalisé calculé pour toutes les directions spatiales, il est alors possible de

tracer une carte 3D, obtenue via un script en python.

FIGURE 2.23 – Exemple d’une structure FCC, et la carte 3D du module d’Young normalisé

Un exemple est donné sur la Figure 2.23. Une structure de type FCC y est détaillée avec le tenseur des

modules élastiques calculé par homogénéisation, et enfin la carte 3D du module d’Young normalisé. De

la même manière, il est possible de tracer le coefficient de Poisson effectif en fonction de la direction de

chargement l ainsi que celle transverse m, permettant de tracer le coefficient de Poisson dans un plan.

2.6.3 Simulations du comportement élastoplastique

Pour la simulation du comportement élastoplastique des treillis et treillis hybrides, deux méthodes sont

utilisées dans ces travaux : la simulation sur cellule unitaire en appliquant des conditions aux limites pério-
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diques ainsi que la simulation en champ complet. Dans les deux cas, le formalisme des grandes déforma-

tions est utilisé, les niveaux de déformation appliqués lors des simulations numériques étant importants.

Les lois de comportement élasto-plastiques employées sont celles décrites dans la section Matériaux. Le

solveur MUMPS 2 (MUltifrontal Massively Parallel Solver) est employé.

Simulations sur cellule unitaire

Ces simulations portent sur une seule cellule et sont utilisées lorsque la structure étudiée est composée

de sub-entités périodiques, une cellule constituant ainsi un VER. Des conditions aux limites périodiques (cf

equ.(2.11) et equ.(2.12)) sont appliquées sur le maillage de la cellule.

Afin de simuler un essai de compression, les degrés de liberté correspondants (déformation macrosco-

pique) sont imposés sur l’ensemble des éléments du maillage. En sortie, le fichier test contient (selon ce

qui est demandé), pour chaque pas de temps du calcul, les déformations dans les différentes directions

ainsi que les sommes des réactions nodales dans les différentes directions. La contrainte homogénéisée

(nominale ou vraie) s’obtient par post-traitement des fichiers de calculs, selon la formulation choisie (voir

partie Calcul des contraintes ci-dessous).

Simulations en champ complet

Ces simulations portent sur le maillage complet de la structure étudiée. Lorsque la géométrie de celle-ci

le permet, le maillage est divisé en tirant profit des symétries. Par exemple, le maillage d’une structure com-

posée de 5 cellules dans chaque direction peut être réduit à un maillage composé de 2.5*2.5*5 cellules (x*y*z

pour une sollicitation dans la direction z), des conditions de symétries sont alors appliquées sur les faces

crées lors de la division du volume. Afin de simuler un essai de compression proche des conditions expéri-

mentales, les degrés de libertés correspondants sont imposés sur les noeuds des éléments présents sur une

face de la structure (équivalent au contact du plateau mobile de la machine d’essai). Sur les noeuds de la

surface opposée (équivalent au contact du plateau fixe) un déplacement nul dans la direction de la sollicita-

tion est imposé. Pour reproduire une situation expérimentale présentant des frottements entre la structure

et les plateaux, un ou deux déplacements dans le plan des plateaux sont bloqués sur les faces considérées.

En sortie, le fichier test contient pour chaque pas de temps du calcul les sommes des réactions nodales du

set de noeuds considéré dans les différentes orientations du repère principal, le calcul des contraintes se

fait selon la formulation choisie (voir partie Calcul des contraintes ci-dessous).

Calcul des contraintes et déformations

Plusieurs types de contraintes sont calculées dans ce manuscrit : nominales ou "vraies" en fonction de

la situation.

Lors d’un essai expérimental sur un treillis, la variation de section des barres est généralement inaccessible

à la mesure (sauf moyen spécifique), le calcul de la contrainte ne peut donc se référer qu’à la section ini-

tiale des barres, on calcule alors la contrainte nominale en divisant l’effort mesuré par la section initiale du

treillis. Afin de comparer cette contrainte nominale à une simulation éléments finis, on utilise le tenseur

des contraintes de Boussinesq S∼ (ou premier tenseur de Piola–Kirchhoff), calculé comme la pondération

des forces de réaction macroscopiques notées RE par le volume du VER dans la configuration initiale, notée

VVER [210] :

2. http ://mumps.enseeiht.fr/
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S∼ =
1

VVER
RE∼

tot al (2.21)

Lors de l’identification de la loi de comportement d’un matériau, par le biais d’un essai de traction

uni-axial sur une éprouvette classique par exemple, on calcule la contrainte vraie pour tenir compte de

l’évolution de la section au cours de l’essai. Afin de comparer cette contrainte vraie à une simulation élé-

ments finis, on utilisera la contrainte de Cauchy Σ∼∼ , calculée comme la pondération des forces de réaction

macroscopiques RE par le volume du VER dans la configuration déformée noté Vver :

Σ∼∼ = 1

Vver
RE∼

tot al (2.22)

Les déformations calculées sont les déformations de Green-Lagrange.

2.7 Organisation des chapitres suivants

La suite du manuscrit est répartie en 3 chapitres suivie par une partie de conclusions et perspectives.

Les trois chapitres sont composées d’études distinctes, la première permettant de choisir des géométries

de treillis d’intérêts, tandis que les deux suivantes permettent l’étude de deux types d’hybridation, qui dé-

pendent des propriétés des matériaux constituant le treillis et la matrice (rapport de module "modéré" ou

"fort" entre le matériau du treillis et le matériau de la matrice).

Chaque chapitre fait l’objet d’un article publié ou non à la date de ce manuscrit :

— Le troisième chapitre propose deux nouveaux treillis auxétiques qui seront utilisés dans les chapitres

suivants. Les propriétés de ces structures sont étudiées de manière paramètrique par homogénéisa-

tion numérique.

— Le quatrième chapitre présente l’étude numérique et expérimentale des propriétés mécaniques de

treillis composites polymère(rigide)-polymère(souple). Les deux matériaux constitutifs présentent un

rapport de module d’Young "modéré".

— Le cinquième chapitre présente l’étude numérique et expérimentale des propriétés mécaniques de

treillis hybrides métal-polymère(souple). Les deux matériaux constitutifs présentent un rapport de

module d’Young "fort".

Les chapitres ayant fait l’objet d’un article publié (à ce jour) sont directement composés du manuscrit

de celui-ci en langue anglaise, et sont précédés par une introduction en français et suivis par une conclusion

en français.

59



CHAPITRE 2. MÉTHODES ET MATÉRIAUX

60



Chapitre 3

Étude numérique du comportement

homogénéisé de treillis architecturés

Sommaire

3.1 Résumé en français . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 62

3.2 Abstract . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 63

3.3 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 63

3.4 Auxetic lattices . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 64

3.4.1 Parametric description . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 65

3.5 Computational strategy . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 67

3.6 Computational homogenization . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 68

3.7 Results . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 71

3.7.1 Hexaround cell . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 71

3.7.2 Inverse hexaround cell . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 74

3.8 Extension to elastoplasticity . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 78

3.8.1 Material properties . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 78

3.8.2 Dissipated energy comparison . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 78

3.9 Discussion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 80

3.10 Conclusion and perspectives . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 81

3.11 Conclusions en français . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 83

3.12 Supplementary notes . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 84

3.12.1 Struts design . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 84

3.12.2 Mesh convergence analysis . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 84

61



CHAPITRE 3. ÉTUDE NUMÉRIQUE DU COMPORTEMENT HOMOGÉNÉISÉ DE TREILLIS
ARCHITECTURÉS

3.1 Résumé en français

Ce chapitre détaille l’étude mécanique de deux nouveaux micro-treillis auxétiques. Ces structures pré-

sentent la spécificité d’exhiber un coefficient de Poisson négatif grâce à la géométrie en arc de cercle de ses

poutres constitutives. L’étude porte sur deux treillis, obtenus par modification de la cellule classique FCC :

en arrondissant les poutres constitutives de cette cellule vers son centre géométrique, il est attendu que

celle-ci se déforme vers l’intérieur lorsque compressée.

Dans un premier temps, les structures étudiées sont décrites géométriquement, les paramètres descriptifs

sont donnés, ainsi que leurs valeurs limites. Les propriétés élastiques effectives des structures (le module

d’Young normalisé E∗ et le coefficient de Poisson ν ici) sont étudiées par éléments finis, en utilisant une

stratégie d’homogénéisation avec conditions aux limites périodiques. La stratégie d’homogénéisation est

explicitée.

Le matériau constitutif considéré est un alliage de titane imprimé en 3D, le Ti-6Al-4V. Une loi de com-

portement élasto-plastique avec écrouissage isotrope non-linéaire est identifiée à partir de tests de traction

réalisés sur des éprouvettes imprimées.

L’influence des paramètres géométriques sur les propriétés élastiques effectives est alors étudiée : le mo-

dule d’Young normalisé est cartographié afin de révéler l’anisotropie et d’identifier les orientations spa-

tiales d’intérêt. Le coefficient de Poisson effectif est calculé pour diverses configurations géométriques afin

de caractériser l’auxétisme, il est tracé dans un plan contenant sa valeur minimale.

Enfin, l’influence des propriétés élastiques effectives sur la dissipation d’énergie sous compression est

explorée pour des treillis élasto-plastiques avec différentes directions de chargement, en utilisant des simu-

lations par éléments finis. L’énergie dissipée, calculée comme le travail total plastique pour une déforma-

tion plastique de 10%, est tracée en fonction de différentes valeurs de fractions volumiques, pour les deux

cellules.

Les résultats suggèrent que le paramètre d’amplitude de flambage a a une forte influence sur le coeffi-

cient de Poisson, l’anisotropie et le module d’Young. Le chargement de cellules auxétiques le long de leur

direction la plus rigide semble maximiser la dissipation d’énergie.

Ce chapitre a fait l’objet d’un article publié dans la revue Journal of Applied Mechanics en novembre

2019 :

— F.Albertini, J.Dirrenberger, A.Molotnikov and C.Sollogoub, Computational investigation of the effective

mechanical behavior for 3D pre-buckled auxetic lattices, J. Appl. Mech., 2019
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3.2 Abstract

Abstract

Negative Poisson’s ratio materials, or auxetics, have drawn attention for the past 30 years. The auxetic effect

could lead to improved mechanical properties such as acoustic damping, indentation resistance or crash-

worthiness. In this work, two 3D auxetic lattices are introduced. Auxeticity is achieved by design through

pre-buckling of the lattice struts. The influence of geometrical parameters on the effective elastic properties

is investigated using computational homogenization method with periodic boundary conditions. Effective

Young’s modulus is 3D mapped in order to reveal anisotropy, and identify spatial orientations of interest. The

effective Poisson ratio is computed for various geometric configurations in order to characterize auxeticity.

Finally, the influence of effective elastic properties on energy dissipation under compression is explored for

elastoplastic lattices with different loading directions, using finite element simulations. Results suggest that

loading 3D auxetic lattices along their stiffest direction maximizes their crashworthiness.

3.3 Introduction

Architectured materials are a rising class of advanced materials that bring new possibilities in terms of

functional properties, filling the gaps and pushing the limits of Ashby’s materials performance maps [6].

The term architectured materials encompasses any material obtained through a design process aiming at

fulfilling a specific set of requirements, in terms of functionality, behavior, or performance, induced by a

particular morphology, i.e. the relative topological arrangement between multiple phases, such that some of

its materials properties, e.g. yield strength/density, are improved in comparison to those of its constituents,

due to structure and composite effects [6; 14; 15; 211; 212].

Auxetics are a subclass of architectured materials exhibiting a negative Poisson’s ratio, i.e. they become

larger when stretched, and thinner when compressed, contrary to conventional materials with positive Pois-

son’s ratio. Material stability requires the tensor of elastic moduli to be positive definite, resulting in positive

Young’s modulus, E, and Poisson’s ratioν ranging from−1, for unshearable materials, and 0.5 for incompres-

sible or rubber-like materials, in the case of three-dimensional isotropic elasticity. Although, most materials

naturally exhibit a positive Poisson’s ratio, auxetics [62] have been engineered since the 1980s [63–65]. These

materials have been drawing attention since then [10; 67; 77; 94–106; 146; 147], and a number of potential

applications were proposed [79; 107–109; 111; 213]. Auxetic materials can also enhance acoustic damping

[80], which was shown experimentally in [66; 81–83]. The use of auxetics as building blocks for wave-guiding

metamaterials has also been investigated in [84–86; 214]. Moreover, experiments on deterministic and sto-

chastic auxetic foams seem to provide evidence of improved crashworthiness [89; 91–93], as well as better

indentation resistance [10; 88] in comparison to conventional cellular materials.

In order to exploit the possibilities offered by auxetics, effective mechanical behavior models are needed

for such materials to be used in industrial structural applications, i.e. to be considered from an equivalent

continuum viewpoint in structural calculations. To do so, analytical strategies are usually favored due to

their efficiency and easy implementation. Nevertheless, they rely on strong hypotheses that can be limiting

in terms of applicability to complex cell topologies, as well as nonlinear constitutive behavior. In order to

study the elastoplastic response of metallic auxetics as it has been done numerically [147; 148] and experi-

mentally [215], it appears that full-field finite element analysis combined with computational homogeniza-

tion is a powerful approach [141–145; 216; 217].

The present work introduces two novel three-dimensional periodic auxetic structures. Auxetic behavior
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is achieved by design, considering unit-cells with pre-buckled struts. Computational homogenization using

periodic boundary conditions is considered here in the case of periodic architectured materials in order to

determine the effective elastic properties of the two proposed auxetic cells with varying geometrical para-

meters.

First, a parametric geometrical description of the unit-cells is given. After introducing the computatio-

nal strategy, the influence of parameters on the effective elastic properties is examined based on computa-

tional homogenization. An extension to elastoplasticity is explored in order to evaluate the interest of the

pre-buckled auxetic designs on plastic work and crashworthiness. Results are then discussed and put into

perspective with the available literature on auxetics. Finally, conclusions are drawn and perspectives on

further extensions of the present work are made.

Throughout this work, the following notation is used : x for scalars, x for vectors, x∼ for 2nd-order tensors,

x∼∼
for 4th-order tensors, · for dot product, : for doubly-contracted dot product.

3.4 Auxetic lattices

Among architectured materials, lattices are a combination of material and space. They are structures

composed of a connected network of struts, that may be organized periodically in space, or not. They are

generally used in cases where there is a need for high specific stiffness, or high specific strength [7; 8; 25; 26;

32; 33; 36; 41; 50; 52–54; 117].

In 1864, J.C. Maxwell gave the first general method for the static analysis of truss frameworks [55], based

on the thermodynamical considerations of energy conservation, and Clapeyron’s theorem, i.e. the elastic

energy of a strut being equal to the sum of the mechanical works of external forces. Following Maxwell, and

the generalisation of his criterion for self-stressed truss frameworks by [56], [8] showed that depending on

the network connectivity, lattice structures can be broken down into 2 separate groups : stretch-dominated

and bending-dominated structures. Such that, for 3D lattices it yields Eq. 3.1 :

M = b −3 j +6 = s −m (3.1)

with b the number of struts in a cell, j the number of friction-less vertices, s the number of self-stressed

members, and m the number of mechanisms, both of the latter can be determined by finding the rank of

the equilibrium matrix describing the framework in a full structural analysis [57]. If M < 0 the structure is

bending-dominated; if M ≥ 0 the structure is stretch-dominated.

Auxetic lattices are known to be bending-dominated in order to enable reentrant or rolling-in mecha-

nisms [69; 70]. Therefore, mechanical analysis of truss frameworks can be useful for guiding the design

process of auxetics. Pertinent choice of morphology and/or topology design can be made in order to attain

specific mechanical properties [1; 59; 71]. The design of these two novel unit-cells was inspired by the works

of Dirrenberger et al. [10] and Warmuth et al. [72]. In [72], the authors create an auxetic unit-cell based on the

analysis of eigen-modes for a cubic unit-cell. The unit-cell created was therefore buckled by design, in order

to grant auxetic properties. Buckling-induced auxeticity, i.e. taking advantage of structural instabilities, has

also been explored in the literature [73; 75–78]. In this work, we are considering two periodic pre-buckled

unit-cells that stem from the face-centered cubic (FCC) unit-cell, as shown in Fig. 3.1.

By curving all struts of the FCC cell inwards (see equations on appendix. 3.12.1), it is expected that the

resulting design will exhibit negative Poisson’s ratio, as for the hexatruss cell developed in [10] : by enforcing

buckling orientations of the constituting struts, it is possible to select and tune the deformation behavior of
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FIGURE 3.1 – Hexaround (left) and inverse hexaround (right) unit-cells, with their periodicity vectors Xi

the unit-cells. Since they are already buckled, it is also expected that those cells will be softer than a regular

FCC cell, with an influence of the pre-buckling amplitude.

These assumptions will be assessed using computational homogenization method in order to identify

elastic moduli tensors for different geometric configurations of the cells.

3.4.1 Parametric description

In this subsection, both unit-cells and limiting values are described with regards to their geometrical

parameters.

FIGURE 3.2 – Hexaround (left) and inverse hexaround (right) geometric descriptions

Hexaround unit-cell

This cell is composed of cylindric struts that are curvilinear, arc-shaped. The arcs are oriented inwards,

thus creating a re-entrant effect when the structure is being compressed. Conversely, the struts are expected

to straighten when stretched.

The hexaround unit-cell can be described using 3 parameters : L, side length of the cubic cell, a, distance

between top and bottom of arcs, and D, diameter of the struts (see Fig.3.2). These parameters are limited by
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the following geometrical boundaries :

L ∈ ]0 ; +∞[ (3.2)

a ∈ ]0 ; L/4] (3.3)

D ∈ ]0 ; 2a] (3.4)

Parameter a represents the buckling amplitude : for a = 0, the cell correspond to a regular FCC cell. For

a = L/4, struts are merged in the corners of the cell. From a > L/4, intersection of the struts occurs, thus

generating a new geometry (see Fig.3.3) with different mechanical behavior, out of the scope of the present

study. Even though every combinations inside these parameter ranges are geometrically possible, some of

them also lead to geometrical configurations presenting non-auxetic behavior.

FIGURE 3.3 – 1/8 of cell with intersection (left), and resulting cell (right)

Inverse hexaround unit-cell

The inverse hexaround unit-cell has been obtained starting from the hexaround by reversing the curva-

ture ; struts are then intersecting at the center of sides, at the buckling amplitude a. The inverse hexaround

unit-cell is described using the same 3 parameters : L, a and D (see Fig.3.2). Again, the parameters can vary

within the following ranges :

L ∈ ]0 ; +∞[ (3.5)

a ∈ ]0 ; L/2[ (3.6)

D ∈ ]0 ; 2a] (3.7)

In the same way as the hexaround cell, when a = 0 this cell corresponds to a regular FCC cell. From

a > L/2, the topology and nodal connectivity change due to strut intersection. Every combination within

the parameter ranges are geometrically possible, but some of them also lead to geometries exhibiting non-

auxeticity.

Having introduced the two unit-cell geometries, and range of varying parameters, it is noteworthy that

the effective elastic properties of periodic auxetic materials, as for any lattice structure, are generally aniso-

tropic [10; 146; 218–220]. This is directly related to the symmetry type exhibited by the lattice, cubic symme-

try in the present cases. By means of finite element analysis combined with computational homogenization,

the anisotropic response of the regular and inverse hexaround cells will be explored.
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3.5 Computational strategy

Sample step files were generated using Catia V5R20 (Dassault Systèmes). The first step consists in defi-

ning a parametric line-model of the cells. Lines are then transformed into struts by assigning them a circular

thickness. Boolean intersection operation is used to circumscribe the cell inside a cubic volume of side L.

Since the unit-cells present a cubic symmetry, only a 1/8 of the cell needs to be modeled. The entire cell is

reconstituted subsequently by applying symmetry directly onto the mesh.

CAD files (STEP format) are meshed (see Fig.3.4) using GMSH software [208] with tetrahedral quadratic

elements (C3D10). A maximal mesh size of 0.05 mm is applied, ensuring the presence of at least 5 elements

in the thickness of struts, even for the smallest volume fraction. This mesh size have been validated through

convergence analysis, ensuring an error inferior to 0.5%, compared to a converged mesh (see Appendix.

3.12.2).

FIGURE 3.4 – 1/8 hexaround cell CAD (left), and its corresponding mesh (right)

Those mesh files can then be imported into Z-set finite element package 1, and converted into the native

mesh format. Finally, sets of corresponding nodes are created on the outer boundary of the mesh, in order

to implement periodic boundary conditions later on.

A total of 70 parametric configurations, i.e. virtual samples, are generated for computing the effective

elastic properties. Computation time is dependent on the mesh size, which is directly linked to the relative

density of the cell. The data presented in Tab. 3.1 corresponds to single-threading on a Intel Xeon E5-2640

v4 CPU running at 2.4 GHz. The computation time corresponds to the time spent in order to identify the full

elastic moduli tensor for one unit-cell configuration. For instance, the computation of a 0.05 relative density

configuration requires 695 seconds to import the mesh, and 32 seconds per computation (6 computations

are needed).

1. http ://www.zset-software.com
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ρ∗ Nb of Elements Memory (MB) Comp. time (s)

0.05 52k 1700 887

0.10 97k 4700 1620

0.15 157k 9800 2568

0.20 207k 16100 3415

0.25 270k 26300 4397

TABLEAU 3.1 – Computation time and mesh size depending on the cell density

3.6 Computational homogenization

Computational homogenization consists in identifying the effective properties of a heterogeneous me-

dium, by computing the volume averaged response under a physical stimulus over a virtual sample that is

considered as a representative volume element (RVE). In the present work, we rely on full-field finite ele-

ment mechanical analysis using periodic boundary conditions. For the case of elastic periodic lattices, the

RVE consists in the periodic unit-cell defined by its periodicity vectors (Xi with i = 3 for three-dimensional

structures, as shown on Fig.3.1).

Periodic boundary conditions are considered for studying the behavior of auxetic lattice structures as

they found to be optimal for determining the effective properties of an infinite medium made of periodic

unit-cells [221; 222]. Actually, the periodic boundary conditions are not only compatible with the periodic

lattice morphology, but the boundary layer effects vanish with such conditions. The application of periodic

boundary conditions allows for the identification of the overall response of architectured materials with

vanishing boundary layer effects, which is very useful if one wants to use the identified response as the

constitutive behavior of a continuum element in a larger-scale simulations.

Periodic boundary conditions are enforced by multiple-point constraints applied on sets of correspon-

ding mesh nodes that are separated by periodicity vectors, as depicted in Fig. 3.1, or by a linear combination

of periodicity vectors with integer coefficients. Another main interest of computational homogenization re-

sides in obtaining an equivalent constitutive model that can be implemented in a finite element analysis,

saving extensive computation time by avoiding to explicitly represent and account for the underlying micro-

structure. This strategy is commonly used for architectured materials [212], allowing for fast computation

of their effective properties. In this work, linear elastic properties of auxetics are investigated first, before

extending the study to elastoplasticity.

Considering the small deformation hypothesis, constitutive relations are expressed locally in a linear

elasticity framework using the generalized Hooke law :

σ∼ (x) = c∼∼
(x) : ε∼(x) (3.8)

with σ∼ the second-order symmetric Cauchy stress tensor, ε∼ the second-order symmetric engineering strain

tensor, and c∼∼
fourth-order positive definite tensor of elastic moduli. Considering a volume element V, the

macroscopic stress and strain tensors Σ∼ and E∼ are defined by the spatial averages over V of local stress σ∼
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and strain ε∼ fields.

Σ∼ := 〈σ∼ 〉 =
1

V

∫
V

σ∼ dV (3.9)

E∼ := 〈ε∼〉 =
1

V

∫
V

ε∼ dV (3.10)

From the two previous equations, it yields the tensor of effective elastic moduli C∼∼
:

Σ∼ = C∼∼
: E∼ (3.11)

For periodic boundary conditions, the displacement field u can be dissociated into a part given by the ma-

croscopic strain tensor E∼ and a periodic fluctuation field v for any material point x of V, such that :

u = E∼ · x + v ∀x ∈ V (3.12)

with v the periodic fluctuations vector, i.e. taking the same value on two homologous points x+ and x− of

∂V. Furthermore, the traction vector t =σ∼ ·n fulfills antiperiodic conditions such that,

σ∼
+ ·n++σ∼− ·n− = 0 (3.13)

v+− v− = 0 (3.14)

The elastic moduli tensor C∼∼
can then be fully identified by applying successively 6 fundamental macro-

scopic loading, 3 pure extensions and 3 pure shears. Although the hexaround and inverse hexaround cells

present cubic symmetry, 6 independent computations are run since the developed methodology is generic

and automated. The elastic moduli tensor is identified by applying the macroscopic strain E∼ , such that using

Voigt’s notation : 

Σ11

Σ22

Σ33

Σ23

Σ31

Σ12


=



C11 C12 C12 0 0 0

C12 C11 C12 0 0 0

C12 C12 C11 0 0 0

0 0 0 C44 0 0

0 0 0 0 C44 0

0 0 0 0 0 C44





E11

E22

E33

2E23

2E31

2E12


(3.15)

Linear relations thus appear between macroscopic stress and strain, and can readily be used to build up

effective elastic moduli tensors for a given microstructure. The formalism is similar for any linear property,

e.g. thermal conductivity. In order to implement periodic boundary conditions, we rely on the following spe-

cific finite element approach. It consists in adding global degrees of freedom (DOFs) shared by all elements.

These DOFs correspond to the macroscopic strain components Ei j for displacements vi , in addition to the

classical nodal DOFs.

The finite element problem left to solve concerns the homogeneous strain tensor Ei j and its dual Ri j ,

which corresponds to the macroscopic reaction stress. Prescribing Ei j corresponds to the macroscopic

strain approach, while prescribing Ri j leads to the macroscopic stress approach. In that way, mixed ma-

croscopic problems, e.g. tension, can be solved with periodic boundary conditions.

We note the fact that effective elastic properties varying with orientations as tension, we should rather

refer to elastic modulus functions or Poisson’s ratio functions. Nevertheless, for the sake of simplicity and

comparison with most of the literature on auxetics, we will use the conventional denomination of Young’s

modulus and Poisson’s ratio, although these are, by definition, isotropic.
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Computing the elastic moduli tensor C∼∼
is done for every set of parameters considered for both unit-

cells. The resulting data can be represented spatially by expressing elastic properties within a particular

coordinates framework. Using the Euler-Bunge [209] angles φ, θ, and ψ, as shown on Fig. 3.5, let us define

the 3 orthogonal vectors l , m, and n, such that :

l =

cosφcosψ− sinφsinψcosθ

sinφcosψ+cosφsinψcosθ

sinψsinθ

 (3.16)

m =

−cosφsinψ− sinφcosψcosθ

−sinφcosψ+cosφsinψcosθ

cosψsinθ

 (3.17)

n =

 sinφsinθ

−cosφsinθ

cosθ

 (3.18)

FIGURE 3.5 – Euler-Bunge angles

Using the macroscopic stress Σ∼
(
φ,θ,ψ

)
and strain E∼

(
φ,θ,ψ

)
tensors, effective Young’s modulus E

(
l
)

and Poisson’s ratio ν∗ (l ,m) are defined as follows :

E = l ·Σ∼ · l

l ·E∼ · l
(3.19)

ν∗ = −m ·E∼ ·m

l ·E∼ · l
(3.20)

In order to compare the different geometrical configurations to each other, normalized elastic properties

need to be defined, based on the properties of the constitutive material, considered here to be a Ti-6Al-4V

titanium alloy (E0 = 97 GPa, ν0 = 0.3), and the relative density ρ∗ of each configuration. The normalized

Young modulus is defined as follows :

E∗ = 1

E0ρ∗
E (3.21)

The relative density of a cell can be defined as the actual volume of the cell Vlattice divided by the cubic

volume circumscribed to the cell (Vcubic = L3), as depicted in Fig. 3.6, yielding the following definition :

ρ∗ = Vlattice

Vcubic
(3.22)
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FIGURE 3.6 – Definition of Vlattice and Vcubic

3.7 Results

Effective elastic properties have been computed for both unit-cells, considering all combinations of

parameters, for L = 3 mm, a ∈ [0.10;0.75] mm, and ρ∗ ∈ [0.05;0.25], which corresponds to the variation of D,

the strut diameter.

3.7.1 Hexaround cell

As mentioned in Section 3.4, it is expected that a pre-buckled cell will exhibit auxetic properties. In

order to investigate the pre-buckling effect on effective elastic properties, parameter a is varied. Effect of the

relative density ρ∗ is also explored by adjusting the radius of the struts. Fig. 3.7 illustrates the fact that struts

are merging at the corners of the hexaround cell. For an equivalent density, longer struts corresponding to

higher values of a require a lower radius. This trend persists until a = 0.5 mm, before reversing for higher

values of a, as a consequence of struts merging in the corner of the cell.

FIGURE 3.7 – Effect of the strut radius on the relative density for the hexaround cell
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Young’s modulus

For all configurations investigated, the elastic moduli tensor C∼∼
is computed. These moduli are exploited

in order to evaluate the dependence of the normalized Young’s modulus and its anisotropy. For the sake of

conciseness, the data is only represented as three-dimensional maps for extreme values for parameters a

and ρ∗, as shown in Fig. 3.8. On the one hand, this figure confirms that increasing the relative density of

the lattice, i.e. the strut diameter, increases its stiffness, and decreases the elastic anisotropy. On the other

hand, increasing the buckling amplitude a results in decreasing the elastic modulus in every direction, but

also increases anisotropy. Pre-buckling consequences on stiffness are expected : since the struts are not

straight anymore and not directly oriented along the applied loading, stiffness is inevitably reduced. Fig. 3.8

also indicates that for all configurations explored, the direction maximizing the Young Modulus is 〈111〉, by

analogy with Miller indices in crystallography, i.e. all equivalent directions corresponding to the diagonal of

the cubic cell.

FIGURE 3.8 – 3D maps of normalized Young’s modulus for various relative density ρ∗ and pre-buckling amplitude a

for the hexaround cell

The maximal values of normalized Young’s modulus, i.e. along 〈111〉, have been computed for all confi-

gurations, as shown on Fig. 3.9. From this figure, it yields that the maximal stiffness of the hexaround cell

increases monotonously while increasing relative density ρ∗. On the contrary, the evolution of the maximal

stiffness is non-monotonous with a : at first E∗ decreases while increasing a, but for a = 0.75 mm stiffness

increases again due to the struts merging at the corner of the cell. Merging of the struts also takes place

while increasing relative density, which explains the convergence of stiffness observed for ρ∗ = 0.25. These

last two remarks justify the use of full-field finite element simulations to study the behavior of auxetic lat-

tices, as reasonably simple analytical models would not be able to account for such geometrical effects.

Poisson’s ratio

Effective Poisson’s ratio is computed in the
(
l ,m

)
plane, which includes the direction l of applied load.

For the sake of clarity, the effective Poisson ratioν∗ is represented within one plane, for specific orientations,

in Fig. 3.10, for different values of a but density fixed at ρ∗ = 0.05. As a matter of fact, the auxetic character
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FIGURE 3.9 – Hexaround maximal effective Young’s modulus with respect to relative density ρ∗ and pre-buckling am-

plitude a

of the hexaround lattice is due to its re-entrant topology, that is less effective for higher densities. Computa-

tions have showed that the minimal Poisson ratio is to be found within the (100) plane, following the crystal-

lographic analogy. From Fig. 3.10 it can be observed that auxetic behavior is achieved through pre-buckled

design for a certain angular range, i.e. [π8 , 3π
8 ]± π

2 . The influence of the pre-buckling distance a is critical :

increasing a results in a lower negative Poisson ratio at ψ= π
4 , and a higher positive one at ψ= 0[2π], hence

resulting in a higher anisotropy for the Poisson ratio. For the configuration with a = 0.1 mm, no auxetic be-

havior is observed, while the effect is maximal for a = 0.75 mm, with ν∗ =−0.73. The minimal Poisson ratio

is obtained for the
(
0,0, π4 ± π

2

)
direction within the (100) plan, which corresponds to the 〈110〉 equivalent

directions.

FIGURE 3.10 – Hexaround Poisson’s ratio within the (100) plane, for various a and ρ∗ = 0.05
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The most negative values of Poisson’s ratio, i.e. along the 〈110〉 equivalent directions, have been com-

puted for every parametric configurations of the hexaround cell, and plotted in Fig. 3.11. The increase of

relative density results in an increase of the Poisson ratio. As mentioned hereabove, this was expected due

to the vanishing of the lattice re-entrant topological character with increasing density.

FIGURE 3.11 – Most negative Poisson’s ratio values for the hexaround lattice with respect to a and ρ∗

3.7.2 Inverse hexaround cell

As for the hexaround cell, effective elastic properties are investigated depending on parameters a and

ρ∗. Also, the same type of strut merging phenomenon is evidenced for higher density inverse hexaround

lattice structures, through a larger strut radius, as represented in Fig. 3.12.

FIGURE 3.12 – Effect of the strut radius on the relative density for the inverse hexaround cell

Young’s modulus

In the same fashion as for the hexaround cell analysis, the normalized Young modulus is obtained for

any spatial orientation for the inverse hexaround cell based on the tensor of elastic moduli. Again, for the
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sake of clarity and conciseness, only the data obtained for extreme parameters values have been plotted as

3D maps on Fig. 3.13, since intermediary values follow a monotonous trend. From this figure it can be seen

that increasing the relative density results in increasing the stiffness and decreasing anisotropy, as for the

hexaround lattice. Also, the effective elastic modulus is inversely proportional to the buckling amplitude a,

without exception. On Fig.3.13, it can also be seen that the maximal effective Young modulus is found along

the 〈111〉 equivalent directions, similarly to the hexaround cell.

FIGURE 3.13 – 3D maps of normalized Young’s modulus for various relative density ρ∗ and pre-buckling amplitude a

for the inverse hexaround cell

As for the previous lattice, the maximal effective Young modulus values, i.e. along the 〈111〉 directions,

are plotted against the relative density ρ∗ and buckling amplitude a in Fig. 3.14 for the inverse hexaround

cell. From Fig. 3.14, it yields that maximal stiffness increases monotonously with relative density, while

evolving inversely with buckling amplitude a. It appears that the effective Young modulus values do not

converge towards a single value, mainly because the strut merging effect remains marginal with the inverse

hexaround topology.

Poisson’s ratio

As for the hexaround lattice, the effective Poisson ratio is computed in the
(
l ,m

)
plane, which includes

the direction l of applied load. The Poisson ratioν∗ is represented within one plane, for specific orientations,

in Fig. 3.15, for various values of a but density fixed at ρ∗ = 0.05. Again, the auxetic effect is more pronounced

for lower density. Also, as for the hexaround cell, computations revealed that the minimal Poisson ratio is

to be found within the (100) plane. Exploiting Fig. 3.15 it can be seen that auxetic behavior is achieved

for the same angular range as before, i.e. [π8 , 3π
8 ]± π

2 . The same trend can be observed for the effect of pre-

buckling amplitude a : increasing a yields a higher anisotropy, with a more negative Poisson ratio, i.e. a more

pronounced auxetic effect, while not changing the maximum positive Poisson ratio value. A higher value of

a is needed for the inverse hexaround lattice to exhibit an auxetic character. The auxetic effect is maximal

for a = 0.75 mm, with ν∗ =−0.70, along the
(
0,0, π4 ± π

2

)
direction within the (100) plane, which corresponds

to the 〈110〉 equivalent directions, as for the hexaround lattice.
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FIGURE 3.14 – Inverse hexaround maximal effective Young’s modulus with respect to relative density ρ∗ and pre-

buckling amplitude a

The most negative Poisson ratio values have been computed for each parametric configurations of the

inverse hexaround cell, and plotted in Fig. 3.16. As expected, increasing relative density increase ν∗.
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FIGURE 3.15 – Inverse hexaround Poisson’s ratio within the (100) plane, for various a and ρ∗ = 0.05

FIGURE 3.16 – Most negative Poisson’s ratio values for the inverse hexaround lattice with respect to a and ρ∗
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3.8 Extension to elastoplasticity

Studies have suggested that auxetic behavior could improve crashworthiness [89; 91–93]. In this section,

the influence of the loading direction and relative density on the mechanical energy dissipation through

plastic work will be explored in the case of an elastoplastic constitutive material. It has been shown in the

previous section that various mechanical responses can be obtained for specific orientations in space due

to anisotropy of the elastic behavior in lattice structures. Both unit-cells exhibit minimal effective Poisson’s

ratio when loaded along 〈110〉 equivalent directions, and maximal Young’s modulus along 〈111〉. In order to

investigate the relation between elastic properties, elastic anisotropy and mechanical energy dissipation, a

series of computational experiments are conducted through finite element simulation. The energy dissipa-

tion is computed as the total plastic work up to 5% of macroscopic deformation under uniaxial compres-

sion. For the sake of simplicity, failure is not considered in the simulation. Thanks to the periodic element

type introduced in Section 3.6, the compression state is obtained by applying a macroscopic stress tensor

Σ∼ , such that :

Σ∼ =

1 0 0

0 0 0

0 0 0

 (3.23)

The dissipated mechanical energy Ed during the deformation of an elastoplastic material is defined as

the integral of the stress-plastic strain curve evaluated up to a final strain, noted ε f , as in Eq. 3.24, hence

corresponding to the total plastic work for a monotonic loading. It is obtained as a local post-processing on

each integration point within the simulation.

Ed =
∫ ε f

0
σ dεp (3.24)

3.8.1 Material properties

The mechanical behavior of the constitutive material is extended to elastoplasticity. Let us consider a

simple yield function :

f (σ∼ ) =σeq −R (3.25)

with the von Mises equivalent stress σeq such that :

σeq =
√

3

2
σ∼

dev :σ∼
dev (3.26)

where σ∼
dev is the deviatoric part of the stress tensor. In addition, an isotropic non-linear hardening model

is adopted, as shown in Eq. 4.1 :

R = R0 +
2∑
i

Qi (1−e−bi p ) (3.27)

The actual constitutive material considered is a Ti-6Al-4V titanium alloy, considered elastoplastic, i.e. strain-

rate independent, with material modeling parameters identified from tensile experiments available in the

literature [223] : E = 97 GPa; ν= 0.3 ; σY = 759 MPa; Q1 = 331 MPa; b1 = 332 ; Q2 = 259 MPa; b2 = 5.8.

3.8.2 Dissipated energy comparison

In order to compare the amount of dissipated energy with respect to the loading orientation, three orien-

tations have been considered for the lattices : principal orientation [100], minimal Poisson’s ratio [110], and
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maximal Young’s modulus [111] orientations. Also, choice has been made to compare the dissipated energy

for both cells at the configuration a = 0.6mm, which exhibits auxetic behavior for all ρ∗, only varying the

relative density.

Hexaround cell

Numerical compression tests along three orientations have been done, keeping same parameter a and

varying relative density. The dissipated energy has been measured following Eq. 3.24 up to 10% plastic strain,

and plotted with respect to relative density in Fig. 3.17. The value of 10% plastic strain has been chosen for

being representative of the level of deformation that could be sustained by the lattice in realistic applica-

tions, yielding the local strain level up to 25-30% which would induce failure of the constitutive material,

i.e. Ti-6Al-4V. From this figure, it can be seen that energy dissipation is following a power-law dependence,

at least between ρ∗ = 0.05 and 0.25, for all three loading directions. The most efficient orientation for the

hexaround lattice in order to dissipate energy through plastic work appears to be along the [111] direction,

suggesting that Young’s modulus is a critical parameter for energy dissipation through plastic work. Direc-

tion [110] also dissipates more than the principal [100] cubic orientation.

FIGURE 3.17 – Energy dissipated by the hexaround unit-cell during the compression testing through 3 different orien-

tations, with respect to the relative density

Inverse hexaround cell

As for the hexaround lattice, the dissipated energy has been measured up to 10% plastic strain, and

plotted against relative density in Fig. 3.18. Again, the energy dissipation evolves to the relative density,

following a power-law relation on the investigated range of densities, and this for all three loading directions.

Although the most efficient orientation is still along [111], there is a competition between the [110] and

[100] directions : by extrapolating the results for higher densities, it seems that the minimal Poisson’s ratio

direction would be less efficient, although stiffer than [100].
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FIGURE 3.18 – Energy dissipated by the inverse hexaround unit-cell during the compression testing through 3 different

orientations, with respect to the relative density

3.9 Discussion

Cellular auxetics appear as interesting candidates due to densification under indentation or compres-

sion loading, all things equal auxetics should behave better under impact, for instance when used as

sandwich-core material to be mainly loaded in shear, due to the high relative shear modulus of linear iso-

tropic auxetics. 35 years of auxetics research have shown that auxetics, either deterministic or stochastic,

are bending dominated architectures, hence yielding a very soft response with respect to classical stretch-

dominated lattices or shell-lattices [41]. This soft elastic response could result in a more progressive beha-

vior in the elastoplastic regime, and potentially anisotropy that could be exploited to create bespoke ma-

terials with tailored mechanical behavior. Although auxetic behavior has been effectively obtained through

pre-buckled design, as shown on Fig. 3.10 and Fig. 3.15, one can notice that the regular and inverse hexa-

round lattices are not as fully auxetic, i.e. auxetic in every direction, as for most auxetic lattices available

in the literature. Only specific angular domains exhibit effective negative Poisson’s ratio. It suggests that

auxeticity is related to both shape and amplitude of buckling. Amplitude of buckling is the main parameter

driving the Poisson ratio value, followed by the relative density. Both parameters also have a strong influence

on the effective Young modulus : the higher the buckling amplitude, the lower the modulus and the more

negative the Poisson ratio. Hexaround and inverse hexaround unit-cells exhibit similar effective elastic pro-

perties at same buckling amplitude for low relative density, but the hexaround lattice exhibits both higher

modulus and more pronounced auxeticity at high relative density compared to the inverse hexaround lat-

tice. Also, no influence of relative density on Poisson’s ratio was observed in [224], most likely due to a small

range of investigation for the relative density. In the present work, computational results on a wider range,

from ρ∗ = 0.05 to 0.25, show that the auxetic behavior of lattices depends strongly on the relative density.

This claim is supported by other results in the literature on buckling-induced auxeticity [76; 78]. According

to Figs. 3.13–3.16, it appears that the inverse hexaround lattice might be a better choice for application-
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Cell ρ∗ E*max ν∗min Ed (J)

Hexaround 0.10 0.020 -0.435 2.53

Inv. hexaround 0.10 0.016 -0.329 2.20

Hexatruss 0.10 0.014 -0.533 1.80

TABLEAU 3.2 – Comparison for effective mechanical properties between hexatruss, regular, and inverse hexaround

cells for a compression test along the [111] direction up to 10% of plastic strain.

oriented auxetic design, in the sense that its effective elastic properties evolve monotonously with respect

to the geometrical parameters a and ρ∗, making it easier to draw design guidelines in comparison to the

regular hexaround lattice.

Regarding applications, crashworthiness is a key performance expected from architectured cellular ma-

terials such as auxetic lattices. By simulating the compression of both unit-cells along three different orien-

tations ([100], [110], and [111]), one can observe from Figs. 3.17 and 3.18 that both the regular and inverse

hexaround lattices exhibit the highest plastic work dissipation along the [111] loading direction, which is

also the direction of maximal effective stiffness. This result is contradictory to [89], which reports in a quasi-

2D orthotropic case, that the energy absorption is maximal for auxetic configurations that are not the stif-

fest. Although three-dimensional, the lattices structures introduced in the present work exhibit a higher

degree of symmetry, therefore leading to cubic anisotropy, which drives the mechanical response of the

lattice [85; 225; 226]. In order to conclude on the crashworthiness of the proposed lattices, an additional

comparison was made with the hexatruss cell [10], also exhibiting a re-entrant topology, for the same buck-

ling amplitude a = 0.6 mm and relative density ρ∗ = 0.1, by compressing the cells along the [111] direction

up to 5% of plastic strain. The data is reported in Tab. 3.2. It can be seen from Tab. 3.2 that the hexatruss

lattice displays a more negative Poisson ratio than other cells, but also a lower maximal normalized Young

modulus, and a lower dissipated energy up to 10% plastic strain. This observation is consistent with the one

made for the regular and inverse hexaround cells : a higher energy dissipation is obtained for 3D elastoplas-

tic auxetic lattices loaded along the direction of maximum effective stiffness. Finally, it can be noted that the

straightness of constitutive struts, and sharps angles of the hexatruss design lead to stress concentrations,

and premature localized plasticity.

3.10 Conclusion and perspectives

In this study, two new auxetic lattice designs have been proposed based on pre-buckled topology. The

effective mechanical properties of the lattices have been investigated through computational homogeni-

zation, using periodic boundary conditions. These cells were conceived to exhibit negative Poisson’s ratio

thanks to a pre-buckled design, that consists of curvilinear cylindrical struts, curved inwards, i.e. towards

the center of the cubic cell.

Computational homogenization results showed that auxetic behavior has effectively been achieved in

this way. The influence of the geometrical parameters has been assessed, showing that the buckling ampli-

tude a has a critical impact on effective elastic properties, increasing the effective Poisson ratio and elastic

anisotropy, as well as lowering the overall stiffness of the cells. On the other hand, increasing the relative

density ρ∗ results in an increased stiffness, and a less and less auxetic as well as anisotropic lattice, as it

could be expected by going from a thin lattice structure to a bulky porous material. The computational re-
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sults also showed that the stiffest spatial orientation for both lattices are the 〈111〉 equivalent directions,

while 〈110〉 yield the most negative Poisson ratio.

Finally, an investigation about the influence of lattice orientation and its corresponding elastic proper-

ties on energy dissipation have been carried on the regular and inverse hexaround, as well as the hexa-

truss auxetic lattices, assuming elastoplasticity for the constitutive material with nonlinear isotropic harde-

ning, using computational experiments, i.e. compression test simulation using finite elements with perio-

dic boundary conditions in a finite deformation framework. Three different lattice orientations have been

considered for the test : [100], a principal cubic direction, [111], a direction of maximum Young’s modulus,

and [110], a direction yielding the most negative Poisson ratio. Energy dissipation was measured as the total

of plastic work up to 10% of plastic strain, for different relative density. The results showed that the direction

of maximal effective stiffness, [111], dissipates the most for all three cells. These results may suggest that

the effective Young modulus is the most important elastic properties for 3D auxetic lattices when aiming

for energy dissipation through elastoplasticity, as the results are consistent for the three lattice designs. The

present work highlights the interest of investigating the influence of loading orientation and geometric pa-

rameters for crashworthiness performance evaluation, paving the way for tailored auxetic lattice materials

designed for structural applications. Only monotonic loading has been considered in the present work ; also

the current computational analysis does not account for any failure. In order to accurately estimate the dis-

sipated energy, future investigations should incorporate damage, fatigue, and failure modeling.
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3.11 Conclusions en français

Dans cette étude, deux nouvelles cellules auxétiques ont été proposées sur la base d’une géométrie de

poutres en forme d’arc de cercle. Les propriétés mécaniques effectives des treillis ont été étudiées par ho-

mogénéisation numérique, en utilisant des conditions aux limites périodiques. Ces cellules ont été conçues

pour présenter un coefficient de Poisson négatif grâce à une conception spécifique, qui consiste en l’utili-

sation de poutres cylindriques curvilignes, courbées vers le centre de la cellule cubique.

Les résultats de l’homogénéisation numérique ont montré que l’auxétisme a effectivement été atteint

grâce à ce design. L’influence des paramètres géométriques a été évaluée, montrant que l’amplitude de

flambement a a un impact prépondérant sur les propriétés élastiques effectives, augmentant le coefficient

de Poisson effectif et l’anisotropie élastique, et diminuant la rigidité des cellules. En revanche, l’augmenta-

tion de la fraction volumique ρ∗ se traduit par une rigidité accrue, et une cellule de moins en moins auxé-

tique et anisotrope, comme on pouvait s’y attendre en passant d’une structure a poutres fines à un matériau

poreux volumineux. Les résultats de calculs ont également montré que l’orientation spatiale la plus rigide

pour les deux cellules sont les directions équivalentes 〈111〉, tandis que 〈110〉 donne le coefficient de Poisson

le plus négatif.

Enfin, une étude de l’influence de l’orientation du treillis et des propriétés élastiques correspondantes

sur la dissipation d’énergie a été menée sur la cellule Hexaround et Inverse, ainsi que sur le treillis auxé-

tiques Hexatruss, pour comparaison. En supposant l’élastoplasticité et considérant un matériau constitutif

à écrouissage isotrope non linéaire, l’énergie dissipée est calculée à l’aide de simulations de test de compres-

sion utilisant les éléments finis avec des conditions aux limites périodiques en grandes déformations. Trois

orientations de réseau différentes ont été considérées pour les essais : [100], la direction cubique principale,

[111], la direction maximisant le module d’Young, et [110], la direction minimisant le coefficient de Poisson.

La dissipation d’énergie a été mesurée comme le travail plastique total jusqu’à 10% de déformation plas-

tique, pour différentes fractions volumiques. Les résultats ont montré que la direction de rigidité effective

maximale, [111], dissipe le plus pour les trois cellules. Ces résultats suggèrent que le module d’Young effectif

est la propriété élastique la plus importantes pour les treillis auxétiques 3D lorsque l’on vise la dissipation

d’énergie par élastoplasticité, les résultats étant cohérents pour les trois structures.

Le présent travail met en évidence l’intérêt d’étudier l’influence de l’orientation de chargement et des

paramètres géométriques pour l’évaluation des performances en dissipation d’énergie, ouvrant la voie à la

conception de matériaux auxétiques pour des applications structurelles. Seul des chargements monotones

ont été considérés dans ces travaux, ne modélisant pas la rupture. Les études futures devraient alors intégrer

la modélisation de l’endommagement, de la fatigue et de la rupture afin d’estimer avec précision l’énergie

dissipée.
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3.12 Supplementary notes

3.12.1 Struts design

The equations used to generate the lattice-cell design rely on the geometrical description given in

Fig.3.19.

The Hexaround cell struts axes are obtained by fitting a circle through 3 points (P1, P2 and P3), C being

its center. Then, only the arc starting at P1, finishing at P3 and passing through P2 is conserved. The radius of

the circle has a direct influence on the buckling amplitude a : the smaller the radius, the higher the buckling

amplitude.

The equation for the corresponding circle is such that :

(x − Lp
2

)2 + (y − (
a

2
− L2

4a
))2 = r 2 (3.28)

The inverse Hexaround cell struts axis are obtained by fitting a circle through 2 points (P1 and P2), using

the same radius than the Hexaround circle. Only the arc starting at P1 and finishing at P2 is kept. This arc is

then symmetrized with a plane of reflection. Influence of the radius on the buckling amplitude remains the

same.

Equation of the circle that fit through P1 and P2 is the following :

x2 + (y − r )2 = r 2 (3.29)

FIGURE 3.19 – Geometries used to define the struts of Hexaround cell (left), and Inverse Hexaround cell (right)

3.12.2 Mesh convergence analysis

In order to ensure a mesh-independent response, a mesh sensitivity analysis has been performed, as

shown in Fig.3.20. The mesh used in this work exhibit an error lower than 0.5% on the [100] elastic modulus

of the hexaround lattice compared to the maximal mesh density attainable with our current computational

means, i.e. using 300 GB of RAM.

84



CHAPITRE 3. ÉTUDE NUMÉRIQUE DU COMPORTEMENT HOMOGÉNÉISÉ DE TREILLIS
ARCHITECTURÉS

FIGURE 3.20 – Mesh sensitivity study for an Hexaround cell with a=0.75mm and ρ∗ = 0.10. Eref is the converged nor-

malized Young’s modulus for a high mesh density (271k elements).
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CHAPITRE 4. ÉTUDE EXPÉRIMENTALE ET NUMÉRIQUE DU COMPORTEMENT DE MATÉRIAUX
AUXÉTIQUES ARCHITECTURÉS AVEC MATRICE ÉLASTOMÈRE

4.1 Résumé en français

Ce chapitre s’intéresse à l’évolution des propriétés mécaniques de structures rigides auxétiques lors-

qu’elles sont remplies par une matrice élastomérique, par l’utilisation d’outils numériques et d’essais ex-

périmentaux sur éprouvettes imprimées. On parle ici de treillis composites car les treillis et la matrice sont

composées d’un polymère (différent pour les deux), le rapport de module de ces deux polymères est consi-

déré "modéré".

L’étude porte sur deux treillis auxétiques : la cellule Hexaround décrite dans le chapitre précédent et la

cellule issue des travaux de Warmuth et al. [186].

Dans un premier temps, les structures étudiées sont décrites géométriquement, les valeurs de leurs para-

mètres constitutifs sont données pour différentes fractions volumiques (5, 10, 15, 20 et 25%). Les propriétés

élastiques effectives des structures (le module d’Young relatif E∗ et le coefficient de Poisson ν) sont étudiées

par éléments finis, en utilisant une stratégie d’homogénéisation avec conditions aux limites périodiques. La

stratégie d’homogénéisation est donnée. Une comparaison est faite entre les treillis et les treillis composites,

pour les différentes fractions volumiques treillis / matrice.

Pour la réalisation de la partie expérimentale, des échantillons ont été fabriqués à l’aide d’une impri-

mante 3D multi-matériaux par photopolymérisation (Connex350 Object, de la marque Stratasys). Les ma-

tériaux utilisés sont le VeroWhite (polymère rigide) pour les structures, et le TangoBlack+ (élastomère) pour

la matrice. Les propriétés mécaniques des matériaux sont évaluées par des tests de traction sur des éprou-

vettes imprimées, permettant d’identifier des lois de comportement utiles à la modélisation numérique.

Une loi de comportement élasto-plastique avec écrouissage isotrope non-linéaire est choisie pour le Ve-

roWhite, tandis qu’un modèle d’Arruda-Boyce est utilisé pour le comportement hyperélastique du Tango-

Black+.

Les éprouvettes consistent en des cubes de 5 cellules unitaires de coté selon les directions (x, y, z) dont la

fraction volumique de treillis est fixée à 20%, et sont testés en compression. 4 éprouvettes de chaque type

(16 au total) sont testées. Les profils contraintes-déformations sont analysés et comparés entre eux, ainsi

qu’à du TangoBlack+ seul.

Une analyse des propriétés en dissipation d’énergie est alors faite utilisant les critères d’énergie spéci-

fique dissipée et d’efficacité d’absorption. L’énergie spécifique dissipée est tracée en fonction de la défor-

mation des structures et comparée à celle des structures composites. Il est fait de même pour l’efficacité

d’absorption.

Les résultats suggèrent que le remplissage des structures pourrait augmenter le module d’Young, la

contrainte maximale et retarder la densification du treillis, améliorant ainsi à la fois l’énergie spécifique

dissipée et l’efficacité d’absorption des matériaux architecturés considérés. Ces améliorations découlent di-

rectement de la présence de la matrice agissant comme un support structurel, modifiant le mode de rupture

des treillis. Ces résultats peuvent aider à concevoir de nouveaux dispositifs d’absorption d’énergie basés sur

des matériaux architecturés hybrides.

Ce chapitre a fait l’objet d’un article publié dans la revue Additive Manufacturing en septembre 2021 :

— F. Albertini, J. Dirrenberger, C. Sollogoub, T. Maconachie, M. Leary, A. Molotnikov Experimental and

computational analysis of the mechanical properties of composite auxetic lattices structures, Additive
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4.2 Abstract

In this work, the influence of a compliant hyperelastic polymeric phase infiltrated inside stiff auxetic

lattices is studied through experimental and numerical approaches. Samples were fabricated using mate-

rial jeting technology (MJT). The design principle mimics examples of biological materials wich combine

stiff and compliant materials to attain high superior mechanical properties exceeding the rule of mixtures

of both constituent. Two negative Poisson’s ratio lattice designs are considered, namely Hexaround and

Warmuth cell. Their effective elasto-mechanical properties are investigated through finite element method

(FEM) using a homogenization strategy with periodic boundary conditions. A comparison of mechanical

properties between lattices and composite lattices, for multiple lattice/matrix volume fractions is discus-

sed and numerical models are validated through a series of compression tests. Results suggest that filling

lattices could increase Young’s modulus, peak stress, plateau stress and delayed densification of the lattice,

hence improving both specific energy absorption (SEA) and absorption efficiency of the considered archi-

tectured materials. The improvements are attributed to the presence of the matrix acting as a structural

support, modifying lattice failure mode from layerwise to shear band breaking. These results expand the

design principles for new energy absorption devices based on architectured materials.

Graphical Abstract

4.3 Introduction

Architectured materials are a rising class of advanced materials that open up new opportunities to po-

pulate unoccupied areas of Ashby’s materials performance maps [6] and expand their functional properties.

The term architectured materials encompasses any material obtained through a design process that aims

to fulfill a specific set of requirements, in terms of functionality, behaviour, or performance, induced by a

particular morphology, i.e. the relative topological arrangement between multiple phases, such that some of

its materials properties, e.g. yield strength/density, are improved in comparison to those of its constituents,

due to structure and composite effects [6; 14; 15; 211]. Among novel properties associated with a special
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shape are auxetic materials, which are considered as promising candidate for future engineering applica-

tions [10; 65; 67; 77; 84; 91; 96–98; 100–102; 104; 105; 146; 147; 227; 228].

Auxetics designate a group of architectured materials that exhibit negative Poisson’s ratio. Such pro-

perty implies that auxetics expand transversely when stretched, and shrink when compressed, contrary to

conventional materials. In the case of three-dimensional isotropic elasticity, Poisson’s ratio ν is ranging from

−1 (unshearable) to 0.5 (incompressible, rubber-like). However, most known natural and engineered mate-

rials exhibit a positive Poisson’s ratio. Studies about auxetic behaviour started in the 80’s [63–65], drawing

increasing attention since then [10; 67; 77; 94–102; 104; 146; 147]. Reported properties of negative Poisson’s

ratio materials cover a large spectrum of applications, including acoustic damping [80], improved inden-

tation resistance compared to conventional cellular materials [10; 88], improved fracture toughness [229],

or as wave-guiding medium [84; 86]. Recently, the auxetics have been explored as an energy absorbing me-

dium in order to improve crashworthiness [89; 91–93]. While typically metals or composite materials are

used to absorb energy either due to plastic deformation [230] or complex failure modes [231], much less

attention is given to the morphology of the parts. Often rectangular boxes or axial tubes are utilised due to

the ease of manufacturing. However, the use of hybrid or composite materials and selective placement of

materials in a part could further enhance the energy absorption capability of these new materials. Ashby

and Bréchet [6] defined hybrids as "the combination of two (or more) existing materials so as to allow a su-

perposition of their properties". This definition encompasses many strategies to produce a hybrid material

including combination of architectured materials with monolithic ones, referred in this paper as multi-

material architectured material. Multi-material architectured materials aim at combining the benefits from

architecture, e.g. lightweight with superior mechanical properties, with those of monolithic materials. It is

hypothesized that crashworthiness can be tailored by combining "stiff and compliant" material which is the

focus of the present work.

Examples of architectured materials that associate stiff and compliant materials can be found in nu-

merous biological materials. The well-studied brick-and-mortar structure of nacre [165; 232–234], exhibit

high strength and toughness, far exceeding the properties of its constituents. Another example is turtle shell

which consists of the assembly of stiff scales joined by compliant interfaces, providing flexibility under small

deformations, but high stiffness under larger deformations [164; 235]. Among stiff/compliant engineered ar-

chitectured materials, one can cite stochastic composites, as fibrous composites [157; 236] that confer high

stiffness for reduced mass, particulate composites [158] increasing stiffness through percolation, or compo-

site metallic foams [167; 169] that present increased stiffness, yield stress and dissipated energy compared

to simple lattices.

Recently, advances in additive manufacturing technologies (especially resolution and availability to

combine multiple materials in the same build) opened up a possibility of manufacturing deterministic com-

posites, such as Interpenetrated Phase Composites (IPC) [159; 160] or 2D composite structures [89; 189; 190]

that all report increased stiffness, yield stress and dissipated energy compared to single material structures.

Combination of stochastic foams with lattice structures have also been investigated in [175], showing that

foam addition stabilizes lattices from buckling, therefore increasing post-buckling strength and exhibiting

energy absorption capacity higher than that of both components taken separately.

Fewer studies focused on the combination of hard lattice structures with compliant hyperelastic mate-

rials [182; 184]. For instance, in the study by Novak et al. [184], auxetic metallic lattices are filled with silicone

and it was demonstrated that these composites have a higher elastic modulus and improved compressive

strength. However, the study did not investigate the influence of volume fraction and elastic properties of
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the constitutive phases on the mechanical properties.

Previous studies have also numerically investigated the effect of filling lattices with soft materials and

shown its influences on the auxetic properties [187; 188; 237–239]. In other studies, it was reported that it can

lead to a delayed buckling of struts and postponement of densification and failure and therefore increasing

the elastic modulus and peak stress [3; 182; 184; 190].

In this work, we study the influence of a compliant hyperelastic polymeric phase infiltrated inside stiff

auxetic lattices. Specifically, two different auxetic lattices, namely Hexaround [240] and cubic anti-chiral

[72] (referred to as Warmuth cell in this work) are designed and manufactured using Polyjet technology.

Firstly, we will investigate the effect of elastomeric filling on the elastic behavior of lattices by the means

of computational homogenization. Secondly, finite element simulation based on a finite-strain framework

will be performed in order to address the nonlinear mechanical behavior of auxetic lattices, and compare

these results to mechanical tests are performed on additively manufactured samples.

4.3.1 Nomenclature

Throughout this work, the following notation is used : x for scalars, x for vectors, x∼ for 2nd-order tensors,

x∼∼
for 4th-order tensors, · for dot product, : for doubly-contracted dot product, 〈x〉 for spatial average, and x̄

for ensemble average.

4.4 Experimental procedures

4.4.1 Design of auxetic composite lattice structure

In this work, two types of lattice unit cells are selected due to their ability to show auxetic behaviour, see

Fig. 4.1(a) and Fig. 4.1(b). The Hexaround geometry was proposed by some of the coauthors of the present

paper in [240], while the Warmuth cell is a well-known lattice cell with both computational [72] and expe-

rimental [186] data available, making it an adequate point of comparison. Unit-cells have been generated

using Rhinoceros 3D 1 with the Grasshopper plug-in. The obtained CAD files were exported to STEP and

STL files to be used for finite element (FE) modelling and additive manufacturing. Unit-cells are described

with respect to geometrical parameters. In the present study, side length of the cubic unit-cells has been

chosen equal for both cells, as well as waviness amplitude, for comparison purpose. Only diameter of struts

differs, so that each unit-cells could be compared at the same volume fraction ρ∗, as defined by Eq. 4.3.

A full description of the Hexaround cell is given in [240]. Struts of the cell are arc-shaped, and negative

Poisson ratio (PR) is achieved through inward orientation of arcs. It can be described using 3 parameters : L,

side length of the cubic cell, a, waviness amplitude, and D, diameter of the struts (see Fig. 4.1). The different

sets of geometrical parameters result in volume fraction that are displayed in Table 4.1.

TABLEAU 4.1 – Hexaround cell geometrical parameters for different volume fraction

V f (-) 0.05 0.10 0.15 0.20 0.25

L (mm) 6.0 6.0 6.0 6.0 6.0

a (mm) 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0

D (mm) 0.39 0.56 0.70 0.83 0.94

1. https://www.mcneel.com
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Similarly, the Warmuth cell is generated using the 13th eigen-mode of the regular cubic unit-cell as

described in [186] and [185]. The struts are sinusoidal with a circular cross-section. It can be described

using 3 parameters : L, side length of the cubic cell, a, the amplitude of sine, and D, diameter of the struts

(see Fig.1b). The different sets of geometrical parameters result in volume fraction that are displayed in

Table 4.2.

TABLEAU 4.2 – Warmuth cell geometrical parameters for different volume fraction

V f (-) 0.05 0.10 0.15 0.20 0.25

L (mm) 6.0 6.0 6.0 6.0 6.0

a (mm) 1.0 1.0 1.0 1.0 1.0

D (mm) 0.41 0.59 0.73 0.85 0.96

Once the lattice structure are defined, their composite counterpart is obtained by filling the voids in the

geometry with a soft polymer, see Fig. 4.1(c).

FIGURE 4.1 – Hexaround (left) and Warmuth (right) unit-cells, with their periodicity vectors Xi (a), and geometric

descriptions (b), and the strategy to create composite lattice structures (c)
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4.4.2 Materials and methods

Samples have been manufactured using a Stratasys Connex Objet350 printer (multi-material Polyjet

material jetting technology). Polyjet technology is based on a liquid droplet deposition method, it can

achieve a printing resolution of 600 dpi in both the X- and Y-axes, 1600 dpi in the Z-axis, and a mini-

mum layer thickness of 16 µm [241]. Recent studies have shown its ability to manufacture multi-material

composites in a single process [242; 243] without porosities between phases. Materials used are VeroWhite

(composition : isobornyl acrylate, acrylate monomers, urethane acrylate, epoxy acrylate , acrylate oligomers

and photo-initiators) for lattices and TangoBlack+ (urethane acrylate oligomers, Exo-1,7,7-trimethylbicyclo

[2.2.1] hept-2-yl acrylate, methacrylate oligomers, polyurethane resin and photo-initiators) as matrix. Such

materials have been used to produce triply periodic minimal surface-based Interpenetrated Phase Com-

posites [159; 160] or topological interlocking structures [156]. A full factorial experiment is made, using a

total of 16 samples, 4 repetitions of each lattice design and type (Hexaround / Warmuth; lattice / composite

lattices). Each sample consists of a cube of 5 unit-cells per side, corresponding to a 30*30*30 mm cube, as

can be seen on Fig.4.2.

VeroWhite is used as constituent for the stiff lattice phase. It’s behaviour is considered elasto-plastic,

and can be modeled through an isotropic non-linear hardening model [47], given by Eq. 4.1 :

R = R0 +
3∑
i

Qi (1−e−bi p ) (4.1)

Material parameters of VeroWhite’s model have been identified from tensile testings (see Fig.4.3 (a)) :

E = 1.45 GPa ;ν= 0.35 ;σY = 20.0 MPa; Q1 = 19.3 MPa; b1 = 137.7 ; Q2 =−39.6 MPa; b2 = 10.1 ; Q3 = 51.5 MPa;

b3 = 4.3. VeroWhite’s density is 1.175 g.cm−3.

TangoBlack+ is used as the compliant phase. Its behaviour is hyperelastic and have been modeled using

the Arruda-Boyce model [198]. Fitting experimental results from tensile testings, following parameters of

A-B model has been identified (see Fig.4.3 (b)) : µ= 0.155 MPa ; λ= 2.87 MPa; d = 0.30. TangoBlack’s density

is 1.141 g.cm−3.

A separate study was undertaken to investigate the manufacturability of these composite structures and

it was shown that lattices with 20% volume fraction could be manufactured reliably and will be used for the

validation of the proposed numerical methods. Due to the nature of Polyjet 3D material jetting process,

all lattice samples were filled with support material (a water soluble, wax-like material) that needed to be

removed before testing. All lattices were cleaned in an ultrasonic bath with heated solution of caustic soda

(5% in concentration), for half an hour, before being rinsed using water jet in order to remove the support

material. On the other hand, the composite lattices only required a surface cleaning.

Manufactured samples have been weighed to compare with theoretical weights obtained from CAD de-

signs. The measured weights are shown in Table 4.3. It can be seen that the manufactured lattices and com-

posites are slightly heavier than the theoretically calculated values based on CAD files which is associated

with manufacturing spatial accuracy, and minor absorption of moisture from water and environment due

to the cleaning process.

4.4.3 Experimental testing

Mechanical behaviour of both manufactured lattice and composite samples has been investigated

through compressive tests. An Instron 5969 tensile machine with a 50 kN load cell was used, plates being
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TABLEAU 4.3 – Theoretical (CAD) and average measured mass of manufactured samples

Sample Mass : CAD (g) manufactured (g)

Hexaround (lattice) 6.35 6.75 (± 0.11)

Warmuth (lattice) 6.35 6.68 (± 0.13)

Hexaround (composite lattice) 30.99 31.55 (± 0.09)

Warmuth (composite lattice) 30.99 31.49 (± 0.10)

FIGURE 4.2 – Lattice samples of Hexaround and Warmuth structures after manufacturing (left side) shown in red and

their composite counterparts filled with TangoBlack+ hyperelastic materials (right side)

lubricated in order to reduce friction, using "Super Lube" grease. The applied strain rate was 0.001/s, cor-

responding to a displacement speed of the plate of 1.8 mm/min. Strain was calculated using recorded plate

displacement. Average stress σ have been computed as the applied load F divided by sample cross section

S = (5.L).(5.L), with S = 900 mm2 in our case.
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FIGURE 4.3 – VeroWhite stress-strain curve and associated model (a) ; Tango-black+ stress-strain curve and associated

model (b)

4.5 Computational homogenization

In this work, computational homogenization is used to predict the effective elastic properties of lattices

and composites.

CAD files (STEP format) are meshed using GMSH software [208] with tetrahedral quadratic elements

(C3D10). FE analysis has been conducted using Z-Set FE package 2. A mesh sensitivity study has been per-

formed to ensure numerical accuracy, and is presented in Appendix A.

By computing the volume averaged response under a physical stimulus over a virtual sample that is

considered a representative volume element (RVE), one can identify the effective properties of a heteroge-

neous medium [212; 244–247].

(This section being very similar to Chap.3 "Computational homogenization" section, it has been re-

moved from this chapter to avoid redundancy.)

Normalized modulus of cellular and architectured materials are defined with respect to its constitutive

material Young’s modulus E0, and its volume fraction V f :

E∗ = 1

E0V f
E (4.2)

volume fraction V f being defined as the volume occupied by a periodic cell Vlattice divided by the cubic

2. http ://www.zset-software.com
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volume circumscribed by the cell (Vcubic = L3) as shown on Fig.4.4.

V f =
Vlattice

Vcubic
(4.3)

FIGURE 4.4 – Representation of Vcubic and Vlattice

4.5.1 Computational experiments

In addition to computational homogenization of elastic properties for the lattices, a full-field finite ele-

ment simulation using nonlinear material models within a finite deformation framework. The objective

here is to simulate the compression experiments for comparison. The stress measured is the Boussinesq

or 1st Piola-Kirchhoff stress, while the corresponding strain measure is the Green-Lagrange strain. Compu-

tations are performed on unit-cells, applying periodic boundary conditions and prescribing macroscopic

uniaxial strain component. The choice of working on a periodic unit-cell instead of the full sample geome-

try is driven by the computational cost of such calculation, which is already very intensive, e.g. 1.2 million

degrees of freedom for a composite lattice unit-cell, taking up to 100 hours of computation running on a In-

tel Xeon E5-2640 v4 CPU at 2.4 GHz using 8 cores and 180 GB of RAM. All simulations are performed using

tetrahedral quadratic elements (C3D10) and their sizes were determined using mesh convergence analysis,

that can be found in 3.12.2. The implicit solver MUMPS 3 (MUltifrontal Massively Parallel Solver) is used.

Materials behaviour is identified from experimental curves shown in Fig.4.3, as presented in Section 4.4.2.

In the context of the present work, no damage was considered in the modelling. This will be the focus a

forthcoming paper.

4.6 Results and discussions

4.6.1 Numerical estimation of elastic properties

In this section, a comparison of numerically computed effective elastic properties (normalized Young’s

modulus E∗ and Poisson’s ratio ν in this study) with and without compliant matrix is made. Numerical

results have been obtained through homogenization for different volume fraction of the presented unit-

cells, only varying the diameter of the struts D to generate five different volume fraction values V f : [5, 10,

15, 20, 25 %].

3. http ://mumps.enseeiht.fr/
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In order to compute the elastic properties, the behaviour of both constitutive materials is considered

purely elastic isotropic using experimentally identified properties displayed in Table 4.4.

TABLEAU 4.4 – Identified Elastic properties of VeroWhite and TangoBlack+

Material E (MPa) ν (-)

VeroWhite 1450.0 0.35

TangoBlack+ 0.65 0.499

Normalized modulus

Normalized modulus have been computed for both lattices and composite lattices, plotted in (0,0,ψ)

plan, with regards to the volume fraction of lattices. As both lattices exhibit cubic elastic behaviour -even the

Warmuth cell which is not properly cubic from a geometrical viewpoint- only 1/4 of the plane is represented

(ψ is taken between 0 and 90˚). A complete 3D map for elastic stiffness of lattices is given in 4.12. Normalized

modulus for both lattice design are displayed in Fig.4.5(a) and (c). Normalized volume fractions are obtained

by varying the lattice strut diameter, while maintaining waviness amplitude and cell size. The composite

lattices normalized modulus is computed considering a rule of mixture for constitutive material E0. This

corresponds to a theoretical maximum value for composites, hence making it adequate for normalizing the

results :

E0 = V f .EVW + (1−V f ).ETB+ (4.4)

Constitutive materials Young’s modulus EVW and ETB+ are defined in Table 4.4.

Evolution of Hexaround normalized modulus depending on the loading orientation is presented on

Fig.4.5(a). It shows that on the plane (0,0,ψ), maximum normalized modulus is obtained for ψ = 45˚, for all

densities. Maximum normalized modulus for Hexaround lattice is E∗ = 0.058 at V f = 5%, and E∗ = 0.243 at V f

= 25%, respectively. The composite Hexaround lattices show a maximum normalized modulus of E∗ = 0.167

at V f = 5%, and E∗ = 0.250 at V f = 25%. It is noteworthy that the maximum value of normalized modulus for

the Hexaround cell is not found in the plane (0,0,ψ) but rather in (0,π4 ,ψ), along [111] loading orientation as

reported in [240].

Evolution of Warmuth normalized modulus depending on the loading orientation is presented on

Fig.4.5(c). It shows that on the plane (0,0,ψ), maximal normalized modulus is obtained for ψ = 0˚(mod 90˚)

[186] at all volume fractions. Maximal normalized modulus for Warmuth lattice is E∗ = 0.009 at V f = 5%,

and E∗ = 0.053 at V f = 25%. Concerning Warmuth composite lattices, maximal normalized modulus is E∗ =

0.030 at V f = 5%, and E∗ = 0.059 at V f = 25%.

Influence of filling on normalized modulus

Results show that adding a compliant filling material inside lattices has the obvious effect of stiffening

them. However, the stiffening effect seems not only affected by modulus of both phase, but also by the vo-

lume fraction distribution between lattice and matrix. It can be seen on Fig.4.6 (a) and (c) that the filling

influence is decreasing with the increase of lattice volume fraction V f . At V f = 0.05, Hexaround normali-

zed modulus increase by 198%, but at V f = 0.25 it only increase by 3%. The same trend is observed with

Warmuth lattice, suggesting that the modulus ratio between compliant (matrix) and stiff phase (lattice) is
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critical. Consequence is that filling a lattice may present low influence on its normalized Young’s modulus

if the lattice is too stiff compared to the filling material, as can be seen for the Hexaround lattice at 25%

volume fraction.

Poisson’s ratio

Poisson’s ratio (PR) of both lattices and composites have been evaluated in plane containing their mi-

nimal values, as reported in [240] and [186], i.e. the (0,0,ψ) plan, for each design regarding lattice volume

fraction. As for the modulus, only 1/4 of the plane is represented due to the elastic moduli tensor symmetry.

PR of both lattice designs are displayed in Fig.4.5 (b) and (d).

Evolution of Hexaround PR depending on the loading orientation is presented on Fig.4.5(b). It shows

that on the plane (0,0,ψ), minimal PR is reached for ψ = 45˚ for all volume fractions. Minimal PR for Hexa-

round lattice is ν∗ = -0.60 at V f = 5%, and ν∗ = -0.01 at V f = 25%. Concerning Hexaround composite lattices,

minimal PR is ν∗ = -0.01 at V f = 5%, and ν∗ = 0.04 at V f = 25%. As can be seen on Fig.4.6(b), incorpora-

ting a soft phase into a rigid lattice structure shows a non-monotonic influence over Hexaround PR, but it’s

influence is decreasing with the increase of lattice volume fraction V f .

Evolution of Warmuth PR depending on the loading orientation is presented on Fig.4.5(d). It shows that

on the plane (0,0,ψ), minimal PR is found for ψ = 0˚(mod 90˚) at all volume fractions. Minimal PR for War-

muth lattice is ν∗ = -0.35 at V f = 5%, and ν∗ = -0.32 at V f = 25%. Concerning Warmuth composite lattices,

minimal PR is ν∗ = 0.44 at V f = 5%, and ν∗ = -0.20 at V f = 25%. In contrast to Hexaround structure incor-

poration of a soft phase into the Warmuth lattice structure strongly increases Warmuth PR at low volume

fraction, but it’s influence is decreasing while lattice volume fraction V f increases.

Influence of filling on Poisson’s ratio

One can observe on Fig.4.6(b) and (d) that filling increases Poisson’s ratio value, making it closer to

TangoBlack+ and thus reducing auxeticity of the lattices. It can be explained by the presence of the elastomer

that hinders the deformation of the lattice. However, the influence of the filling is non-monotonic. A strong

influence of lattice volume fraction can be observed : the higher the lattice volume fraction, the lesser the

effect of filling on Poisson’s ratio.

4.6.2 Compression tests

Results of compression tests are presented on Fig.4.9, displaying lattice, composite lattices and pure

TangoBlack+ stress/strain curves. In order to make a relevant comparison, TB+ curve is a FE compression

simulation of a TB+ cube of same dimensions as experimental composite samples are compared. TB+ be-

haviour used for simulations was identified from experimental testings, shown in Fig.4.3. The complete ex-

perimental records are displayed in 4.12.1. These results are compared with those from the corresponding

computational experiment.

Hexaround cell

Hexaround lattices present a layerwise failure, each bump corresponding to the collapse of one floor.

The average peak stress is 0.83 MPa, average densification occurs at 47% strain. The average measured

Young’s modulus is 22.15 MPa. Hexaround composite lattices compression test begins with a linear part
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FIGURE 4.5 – Hexaround (left) and Warmuth (right) elastic properties depending on loading orientation and lattice

volume fraction

with an average measured Young’s modulus of 31.04 MPa, followed by plastic deformation and failure of the

lattice due to the formation of shear band. An average peak stress of 2.63 MPa is reached, then densification

occurs at 65% strain. It can be seen on Fig. 4.7 that the composite lattice displays very different behaviour

and instead of layerwise failure a shear band formation and failure is observed. This difference can be ex-

plained by the presence of the matrix that prevents the lattice to collapse layerwise, delaying deformation

of the struts and distributing stress more evenly as shown by FE simulations in Fig. 4.8. Average peak stress

is increased from 0.83 to 2.63 MPa (a 217% increase), and densification is delayed from an average 47% to

65% strain. Measured Young’s modulus is increased by 40%.

Warmuth cell

Warmuth lattice compression behaviour starts with a linear elastic part, followed by a plateau. Damage

occurs resulting in stress peaks until densification. An average peak stress of 0.58 MPa is reached and den-

sification occurs around 49% strain. From the linear elastic part, the average measured Young’s modulus is

3.75 MPa. Composite lattices compression behaviour begins with a small linear part until 2.5% strain, fol-

lowed by non-linear elasticity. Plateau, damage and densification followed. An average peak stress of 2.83

MPa is reached, then densification occurs at an approximate 61% strain. Average measured Young’s mo-

dulus is 19.05 MPa. For this design, peak stress is increased from 0.58 to 2.83 MPa (a 388% increase), and

densification is delayed from 49% to 61% strain. Average measured Young’s modulus is increased by 400%.

The influence of filling with a compliant phase on the Warmuth lattice mechanical properties has a

more important effect compared to that of Hexaround composite lattice structure. This observation can be

explained by the fact that Warmuth lattice properties are lower than the Hexaround, being 5.9 times more

compliant. Therefore it can be concluded that the lower the lattice base modulus, the greatest the increase
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FIGURE 4.6 – Influence of the filling soft phase on maximum normalized modulus (a)(c) and minimal Poisson’s ratio

(b)(d), for different lattice volume fraction

of mechanical properties due to filling strategy. Table 4.5 provides a comparison of mechanical properties

for all samples. Simulation is yielding an overestimation of the mechanical response for the lattices, due

to defect-free nature of the computational samples, contrary to the actual experimental samples that were

obtained through additive manufacturing. The small discrepancies between computational experiments

and computational homogenization regarding the value of E is due to the nonlinear nature of the matrix

phase, which is not taken into account properly in the computational homogenization scheme, due to the

linear hypothesis.

TABLEAU 4.5 – Comparison between lattices and composite lattices properties

Sample Ēexp (MPa) Ehom (MPa) Esimul (MPa) ξ̄d (-) σ̄peak (MPa)

Hexaround (lattice) 22.15 (± 1.3) 36.04 36.01 0.47 (± 0.04) 0.83 (± 0.05)

Hexaround (composite) 31.04 (± 0.9) 42.24 39.13 0.65 (± 0.04) 2.63 (± 0.09)

Warmuth (lattice) 3.75 (± 0.3) 11.08 10.96 0.49 (± 0.05) 0.58 (± 0.05)

Warmuth (composite) 19.05 (± 1.1) 20.75 20.72 0.61 (± 0.07) 2.83 (± 0.10)
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FIGURE 4.7 – Change in the mode of failure from layerwise for the hexaround lattice (a) to shear band for the composite

hexaround lattice (b). Plates have been lubricated in order to minimize friction in both simple lattice and composite

lattice compression tests.

FIGURE 4.8 – Von Mises equivalent stress maps within the truss for both simple (a) and composite (b) lattices at 3 levels

of uniaxial compressive strain, resulting from FE simulations.

102



CHAPITRE 4. ÉTUDE EXPÉRIMENTALE ET NUMÉRIQUE DU COMPORTEMENT DE MATÉRIAUX
AUXÉTIQUES ARCHITECTURÉS AVEC MATRICE ÉLASTOMÈRE

FIGURE 4.9 – Strain / stress plot, Hexaround (a) and Warmuth (b)
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4.7 Crashworthiness evaluation

The experimental crashworthiness properties of lattices and composite lattices are compared using the

Specific Energy Absorption (SEA). This measure is considered a reliable indicator to compare the Energy

Absorption (EA) with regard to the weight of the samples. EA is calculated as the area under experimental

stress-strain curves, yielding a mechanical work density, depending on the uniaxial strain ξ and principal

stress measure σ in the following manner :

EA(ξ) =
∫ ξ

0
σ(ξ)dξ (4.5)

SEA is defined as the sum of the energy density dissipated and elastic energy density stored in the sample

volume until densification, divided by the mass of the sample, m. Densification happens when cell struts

reach contact with one another, and is achieved when peak stress value is reached a second time. Thus, SEA

is expressed in J.g−1.cm−3, and can be calculated such that :

SEA = 1

m

∫ ξd

0
σ(ξ)dξ (4.6)

VeroWhite and TangoBlack+ having very close density (respectively 1.175 g.cm−3 and 1.141 g.cm−3), and

the lattice volume fraction being V f = 20%, one can infer that composite lattices are approximately 5 times

heavier than lattices samples. Thus in order to dissipate more energy than the lattice, composite lattices

must at least dissipate 5 times more energy.

Another pertinent criterion is the absorption efficiency η, expressed in equ.(4.7). It may be used to com-

pare the efficiency of lattices and composite lattices, with regards to idealized absorber in the case of a total

uniaxial strain ξ of 100%.

η=
∫ ξd

0 σ(ξ)dξ

σpeak .1
(4.7)

Both energy criteria have been plotted on Fig.4.10, with Hexaround SEA and absorption efficiency on

the left, and Warmuth ones on the right.

Hexaround cell

Despite the fact that composite Hexaround lattices exhibit higher stiffness and yield stress than simple

ones, it can be seen in Fig.4.10 that lattices SEA is higher before densification happens. This can be explai-

ned by the fact that lattices samples are 5 times lighter than their composite counterparts. Average lattices

SEA at densification is 1.00 J.g−1.cm−3. However, as the filling material is delaying densification, Hexaround

composite lattices SEA at densification is finally 22% higher than simple ones, reaching 1.22 J.g−1.cm−3.

Concerning absorption efficiency, Hexaround lattices reach an average 30.27% and composite lattices at-

tain 52.73%. The increase efficiency can be explained by the delayed densification as well as the change of

deformation behaviour : layerwise failure being less efficient than a plateau-like plasticity in this case.

Warmuth cell

In the case of the Warmuth cell, SEA of composite lattices are always higher than their simple lattice

counterparts, being 60% higher at densification (see Fig.4.10). Warmuth lattices reach an average SEA of

0.77 J.g−1.cm−3, and composite lattices an average 1.23 J.g−1.cm−3. Increased modulus and yield stress and
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especially delayed densification are responsible for increased SEA. The absorption efficiency of Warmuth

lattices reaches an average 33.09% and composite lattices attain 48.31%. The increase efficiency occurs due

to the delayed densification.

Experimental crashworthiness properties of both lattices and composite lattices are reported in

Table 4.6. One can conclude that filling auxetic lattices with compliant material increases SEA at densifi-

cation, but has a less pronounced effect for intermediate strains. Specifically, the observed increase in SEA

is linked to the ability of the composite lattices to delay densification. A consequent increase in absorption

efficiency is observed for both unit-cells, stemming from different mechanisms : the Hexaround lattice is

subjected to a different deformation behaviour from filling and both lattices benefit from delayed densifi-

cation.

TABLEAU 4.6 – Experimentaly recorded crashworthiness properties

Sample SEA ξ= ξd (J.g−1.cm−3) η (%)

Hexaround (lattice) 1.00 (± 0.05) 30.27 (± 2.1)

Hexaround (composite) 1.22 (± 0.09) 52.73 (± 2.5)

Warmuth (lattice) 0.77 (± 0.07) 33.09 (± 1.5)

Warmuth (composite) 1.23 (± 0.11) 48.31 (± 5.2)

FIGURE 4.10 – SEA and Efficiency plot, Hexaround (left) and Warmuth (right)

4.8 Discussions

In this work, we studied the effect of filling a compliant material into two auxetic structures. It was

shown that composite lattices exhibit increased stiffness compared to their monolithic counterparts and the
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increase of the stiffness was varied depending on the lattice volume fraction. This observation is consistent

with results reported in [184] and [182]. However, in [182] the elastic modulus tends to increase from filling

with high volume fraction lattices, even with high lattice volume fraction, which is in contradiction to our

results. This can be explained by the high stiffness of the elastomers used, being 3300 to 6000 times stiffer

than TB+, therefore providing a more efficient support. On the other hand, when the lattice structure is

infiltrated with a harder polymer than used for the struts, a decreased or no change in specific Young’s

modulus has been reported in [3] and [183]. Evolution of composite lattices Young’s modulus seems to be

very dependent on the base material constitutive properties, specifically the modulus ratio between lattice

and matrix Elattice/Ematrix.

When considering the Poisson’s ratio our results indicate different trends to some earlier published

work. For instance, Hexaround lattice minimal PR increases with volume fraction, until being completely

non auxetic at high volume fraction. This trend is also followed by the composite Hexaround lattice struc-

ture where low volume fraction composite lattices show less auxeticity than simple lattices. Warmuth lattice

minimal PR is less sensitive to the volume fraction evolution, but the maximal PR is higher for low volume

fraction lattices. Composite Warmuth lattices exhibit lowest PR at high lattice volume fraction, where the

matrix is having less influence on its behaviour. The presence of the soft phase tends to oppose auxetic de-

formation behaviour, making composite lattices less auxetic than simple ones. Increased PR from filling is

also observed in [89], [190] and [182], but no investigation on the effect of lattice volume fraction was made.

In [188], composite auxetics exhibit a similar trend to Hexaround lattice where matrix increases the compo-

site PR at low lattice volume fraction but its influence is decreasing with higher lattice volume fraction. As

well as for normalized Young’s modulus, effective Poisson’s ratio of composite lattice depends on modulus

ratio Elattice/Ematrix, as observed by [187]. While the present study only considered one pair of materials,

further experiments could shed more light on the effect of different material properties ratio on the elastic

properties of the composite lattice structures.

The compression tests revealed an important increase of stress level as well as peak stress resulting from

filling with a soft phase. It showed that the composite stress level was not following a rule of mixture but

demonstrated superior properties compared to its constituents. The stress resulting from the interaction

between structure and matrix should be taken into account, as explained in [3]. Furthermore, it was ob-

served that densification of lattices is postponed when filled with an elastomeric polymer. The opposite

phenomenon has been observed on lattices filled with hard epoxy, in [3] and [183]. The delay in the den-

sification was linked to a significant improvement in SEA and AE. In order to reveal mechanisms behind

changes in deformation behaviour from filling further in-situ mechanical test using X-ray imaging should

be conducted.

4.9 Conclusions and perspectives

In this work, mechanical properties of 2 different auxetic lattices filled with hyperelastic polymer are

studied through both numerical and experimental approaches. Following conclusion can be drawn from

this work :

1. Effective elastic properties (E∗ and ν) of lattices and composites are compared using the numerical

homogenization method, based on periodic boundary conditions. Five relative densities V f of both
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Hexaround and Warmuth cell, obtained by varying struts diameter D, are compared. Results showed

an increase of normalized Young’s modulus due to filling, dependently on lattice initial modulus :

the Hexaround see low change of modulus at high volume fraction, but important increase at low

volume fraction. Warmuth cell being more compliant, its stiffness is highly increased at all lattice vo-

lume fraction. TangoBlack+ being nearly incompressible with a Poisson ratio close to 0.5, composite

lattices Poisson’s ratio is increased compared to simple lattices, with a strong influence of lattice vo-

lume fraction. Therefore, the lower the volume fraction of the lattice structure the larger the increase

in its stiffness.

2. Lattices and composite lattices samples have been manufactured using Connex350 with VeroWhite

and TangoBlack+ materials. Lattices were both manufactured at 20% volume fraction V f . Compres-

sion tests have been performed, showing that filling lattices with soft material induces an increase of

Young’s modulus (up to +316% for Warmuth cell, and +40% for Hexaround one), yield stress and peak

stress, and delayed densification. Finite element analysis shows good agreement with composite lat-

tices experiments in the linear elastic part, but deviated in the plasticity region since the material

behaviour did not account for damage. Good agreement between experiments and computational

homogenization validated the selected strategy over full-field analysis.

3. During compression tests, the Hexaround lattice exhibits a layerwise failure mode, that is represented

on stress/strain curves by five "bumps", corresponding to the five floors breaking one after the other.

Hexaround composite lattices exhibit a completely different failure, involving shear band breaking.

Warmuth lattice also shows a progressive failure, floor crumbling one after the other, but it can not

be clearly observed on stress/stress curves. Warmuth composite lattice exhibits structural buckling

before a shear band breaking.

4. Comparison of Specific Energy Absorption and Absorption Efficiency η is carried between manufac-

tured lattices and composite lattices. The Warmuth composite cell exhibits superior SEA at all strain,

up to 1.23 J.g−1.cm−3 at densification, compared to simple lattice, which is not the case of the Hexa-

round that only displays superior SEA thanks to delayed densification, up to 1.22 J.g−1.cm−3. Both

cells benefit of an increased absorption efficiency from filling, mainly because of delayed densifica-

tion.
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4.10 Conclusions en français

Dans ce travail, les propriétés mécaniques de 2 différents treillis auxétiques ainsi que leur version rem-

plies par un polymère hyperélastique sont étudiées à travers des approches numériques et expérimentales.

Les propriétés élastiques effectives (E∗ et ν) des treillis et des composites sont comparées en utilisant

une méthode d’homogénéisation numérique, basée sur les conditions aux limites périodiques. Cinq frac-

tions relatives ρ∗ des deux cellules, obtenues en faisant varier le diamètre des poutres D, sont comparées.

Les résultats montrent une augmentation du module d’Young normalisé en raison du remplissage comparé

au module initial du treillis. L’Hexaround voit un faible changement de module à haute fraction volumique,

mais une augmentation importante à faible fraction volumique. La cellule de Warmuth étant moins rigide,

son module d’Young est augmentée pour toute fraction volumique. Le TangoBlack+ étant quasiment in-

compressible avec un coefficient de Poisson proche de 0.5, le coefficient de Poisson des treillis composites

est augmenté par rapport aux structures seules, avec une forte influence de la fraction volumique du treillis.

Plus la fraction volumique est faible, plus l’augmentation est importante.

Des échantillons de treillis et de treillis composites ont été imprimés en utilisant une imprimante

Connex350 utilisant les matériaux VeroWhite et TangoBlack+. Les treillis ont tous deux été imprimés à une

fraction volumique de 20% ρ∗. Des tests de compression ont été effectués, montrant que le remplissage des

structures avec un matériau hyperélastique souple induit une augmentation du module d’Young (jusqu’à

+400% pour la cellule de Warmuth et +40% pour l’Hexaround), une augmentation de la limite d’élasticité et

du pic de contrainte et une densification retardée. L’analyse par éléments finis montre un bon accord avec

les expériences pour les treillis composites dans la partie élastique linéaire, mais pas avec la partie plastique

endommagée puisque le comportement du matériau utilisé ne tient pas compte de la rupture. De bons ac-

cords entre les expériences et les simulations en conditions aux limites périodiques ont tendance à valider

cette stratégie par rapport à des calculs à champs complets.

Lors des tests de compression, la cellule Hexaround présente un mode de rupture étage par étage,

qui est représenté sur les courbes contrainte / déformation par cinq "bosses", correspondant aux cinq

étages cédant les uns après les autres. Les treillis composites présentent une rupture complètement dif-

férente, par bande de cisaillement. La cellule de Warmuth montre également une défaillance progressive,

les étages rompent les uns après les autres, bien que cela ne puisse pas être clairement observé sur les

courbes contrainte / déformation. Le treillis composite de Warmuth présente un flambage structurel avant

la rupture par bande de cisaillement.

Une comparaison de l’énergie spécifique dissipée et de l’efficacité d’absorption η est effectuée entre les

treillis et les treillis composites. La cellule composite de Warmuth présente une SEA supérieure à la cellule

seule pour tout niveau de déformation, atteignant 1.23 J/g à la densification. La cellule Hexaround compo-

site présente un SEA supérieur atteignant 1.22 J/g uniquement à haut niveau de déformation, grâce à une

densification retardée. Les deux cellules bénéficient d’une efficacité d’absorption accrue grâce au remplis-

sage, principalement en raison de la densification retardée.
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4.11 Supplementary notes

4.11.1 Mesh convergence analysis

To ensure a mesh-independent response, a mesh convergence analysis has been performed, as shown

in Fig.4.11 and Fig.4.12. Here, the number of elements in a mesh is considered sufficient if an error lower

than 0.5% compared to a converged mesh is computed, the [100] relative elastic modulus being the object

of the comparison.

FIGURE 4.11 – Mesh sensitivity study for the Hexaround cell. Eref being the converged normalized Young’s modulus.

FIGURE 4.12 – Mesh sensitivity study for the Warmuth cell. Eref being the converged normalized Young’s modulus.

4.12 Elastic stiffness maps for lattices

4.12.1 Complete Experimental curves
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FIGURE 4.13 – 3D representation of the normalized directional elastic stiffness (Young’s modulus as a function of

orientation) for Hexaround and Warmuth cells at 0.05 and 0.25 volume fraction for both truss and composite lattices.

FIGURE 4.14 – Stress / strain plot, Hexaround lattices and composite lattices compression test
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FIGURE 4.15 – Stress / strain plot, Warmuth lattices and composite lattices compression test
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Ce chapitre présente l’étude des propriétés mécaniques de structures treillis hybrides métal-polymère.

On parle de treillis hybride car les matériaux constitutifs sont de natures différentes. Le rapport des modules

de ces matériaux et considéré "fort".

Tout d’abord, une adaptation de la cellule Hexaround est présentée, permettant sa fabrication par le pro-

cédé SLM. La réalisation de structures hybrides TA6V/PU est ensuite détaillée. Les propriétés élastiques

effectives des treillis seuls et hybrides sont alors calculées par homogénéisation numérique, puis une cam-

pagne d’essais expérimentaux est exposée, incluant des observations in-situ par tomographie à rayons X.

Une comparaison des modes de déformations est faite, mettant en lumière les différences induites par la

présence de l’élastomère au sein du treillis. La simulation numérique des essais expérimentaux est déve-

loppée au travers de 4 conditions aux limites différentes, permettant de mieux appréhender les conditions

expérimentales. Sont également abordés les défauts de fabrication, liés à la présence de bulles dans les

treillis hybrides.

5.1 Introduction

Le choix des matériaux utilisés pour la fabrication des structures hybrides, et notamment le contraste

de propriétés mécaniques entre ces matériaux, a une influence importante sur les propriétés mécaniques

du composite résultant, comme le souligne l’étude de Peng et al. [187], ou comme le montre la diversité des

études portant sur les structures hybrides [3; 182; 184]. Le chapitre précédent a permis de montrer com-

ment l’ajout d’une phase souple au sein d’un treillis rigide permet d’en modifier les propriétés mécaniques

telles que la rigidité, la contrainte pic ou la dissipation d’énergie spécifique. Le rapport des modules d’Young

pour les deux polymères utilisés (VeroWhite et TangoBlack+) était alors d’environ 2200. Ce chapitre expose

l’étude de deux structures hybrides similaires présentant un contraste de propriétés plus important, dont

les matériaux constitutifs sont un alliage de titane pour le treillis et un polyuréthane élastomère pour la ma-

trice. Le chapitre précédent avait également montré une évolution du mode de rupture de la cellule Hexa-

round, passant d’une rupture étage par étage lorsque le treillis était sollicité seul, à une rupture par bande

de cisaillement lorsqu’il est associé à une matrice élastomérique. L’analyse comparative de la déformation

en compression des treillis simples et hybrides est exposée dans ce chapitre au travers d’une campagne

d’essais in-situ dans un tomographe.

5.2 Choix du treillis et réalisation des éprouvettes

Géométrie de la cellule

La structure choisie pour la réalisation de treillis hybrides métal-polymère est une adaptation de la cel-

lule Hexaround présentée au chapitre 3. Afin de permettre sa réalisation par le procédé SLM, les poutres

dont l’orientation est incompatible avec le procédé (selon les restrictions énoncées dans le Chapitre 1, voir

notamment Mazur et al. [132]) sont soustraites. La cellule résultante n’est plus de symétrie cubique mais

tétragonale, sa géométrie est détaillée sur la Figure 5.1.

Définition des paramètres géométriques

Cette cellule présente les mêmes paramètres géométriques que la cellule Hexaround décrite précédem-

ment : L, la longueur de la cellule cubique, a, l’amplitude d’arrondi, et D, le diamètre des poutres (voir sur
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FIGURE 5.1 – Cellule adaptée avec ses vecteurs de périodicité (gauche) et ses paramètres géométriques (droite)

Figure 5.1 (droite)). Deux géométries de cellules ont été considérées pour cette étude, l’une avec L = 3 mm,

désignée "L3" par la suite, et l’autre L = 4 mm, désignée "L4". Les différentes valeurs des paramètres utilisés

donnent les fractions volumiques présentées sur les tableaux 5.1 et 5.2.

TABLEAU 5.1 – Paramètres géométriques de la cellule L3 pour différentes fractions volumiques

ρ∗ (-) 0.05 0.10 0.15 0.20 0.25

L (mm) 3.00 3.00 3.00 3.00 3.00

a (mm) 0.60 0.60 0.60 0.60 0.60

D (mm) 0.24 0.35 0.43 0.51 0.58

TABLEAU 5.2 – Paramètres géométriques de la cellule L4 pour différentes fractions volumiques

ρ∗ (-) 0.05 0.10 0.15 0.20 0.25

L (mm) 4.00 4.00 4.00 4.00 4.00

a (mm) 0.75 0.75 0.75 0.75 0.75

D (mm) 0.32 0.46 0.58 0.68 0.77

Fabrication des éprouvettes

Les structures ont été imprimées à l’aide d’une imprimante SLM system 250HL (SLM Solution GmbH).

La paramétrie machine ainsi que la composition chimique de la poudre de Ti-6Al-4V (TLS Technik GmbH)

sont détaillées dans le chapitre 2. Afin de ne pas excéder la limite supérieure de la cellule de force du dispo-

sitif mécanique placé dans le tomographe, les éprouvettes sont dimensionnées pour ne pas dépasser 2 kN

en compression. Elles sont ainsi cubiques, composées de 3 cellules unitaires de côté. Un total de 12 éprou-

vettes ont été fabriquées : 6 pour chaque géométrie (L3 / L4) dont 3 treillis et 3 treillis hybrides.

Les structures hybrides sont réalisées par remplissage des treillis par un polyuréthane élastomère, à l’aide

de moules fabriqués sur mesure. Le procédé de remplissage ainsi que les propriétés mécaniques du PU

sont décrits dans le Chapitre 2. Les treillis seuls et hybrides sont présentés en Figure 5.2, leurs masses ont

été mesurées et comparées à la valeur théorique issues de la CAO dans le tableau 5.3. On remarque que les
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treillis imprimés sont environ 50% plus lourds que prévu. Cette différence peut s’expliquer d’une part par

la présence importante de poudres semi-fondues à la surface des poutres, et à l’accumulation importante

de celles-ci aux noeuds. De plus, les poutres des treillis L3 présentent un diamètre en moyenne 7% plus

important que la CAO. La poudre en surface peut s’observer sur la Figure 5.3, et peut expliquer également

la différence de masse entre les échantillons hybrides et les valeurs CAO correspondantes.

FIGURE 5.2 – Treillis et treillis hybrides : L3 (gauche) et L4 (droite)

TABLEAU 5.3 – Masse théorique (CAO) et moyenne mesurée pour les éprouvettes L3 et L4

Eprouvettes Diamètre : CAO (mm) Imprimées (mm) Masse : CAO (g) Imprimées (g)

L3 0.346 0.370 (± 0.006) 0.31 0.48 (± 0.03)

L3 hybrides 1.03 1.19 (± 0.05)

L4 0.315 0.315 (± 0.005) 0.38 0.58 (± 0.04)

L4 hybrides 2.15 2.22 (± 0.05)
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FIGURE 5.3 – Observations au microscope, mesure des poutres : L3 (gauche) et L4 (droite)

5.3 Évaluation numérique des propriétés élastiques effectives

Dans cette partie, une comparaison est faite entre les propriétés élastiques effectives des treillis et des

treillis hybrides. En particulier, sont comparés le module d’Young normalisé E∗ et le coefficient de Poisson

ν dans un plan (0, π/2, ψ). Les propriétés élastiques effectives sont obtenues via la stratégie d’homogé-

néisation numérique décrite dans le Chapitre 2, pour différentes valeurs de fraction volumique des treillis.

L’influence de l’hybridation sur les valeurs minimales et maximales du module d’Young normalisé et sur

la valeur minimale du coefficient de Poisson est ensuite étudiée. Les propriétés élastiques des matériaux

considérés sont données dans le tableau 5.4.

TABLEAU 5.4 – Propriétés élastiques considérées pour le TA6V et le PU

Matériau E0 (MPa) ν (-)

TA6V 97700 0.300

PU 1.64 0.499

5.3.1 Module d’Young normalisé

Il est attendu que la présence de l’élastomère comme matrice joue un rôle de support, augmentant le

module normalisé du treillis. Afin de vérifier son influence, le module d’Young normalisé a été calculé pour

les treillis et treillis hybrides, puis tracé dans un plan (0, π/2, ψ) en fonction de la fraction volumique du

treillis. Ce plan contient à la fois la valeur minimale (directions [001]) et la valeur maximale (directions [111])

du module d’Young normalisé. Les symétries de la cellule unitaire (tétragonale) permettent de se restreindre

à l’étude d’une partie du plan, prenant ψ compris entre 0 et 90˚. Le module d’Young normalisé E∗ pour les

treillis L3 est tracé sur la Figure 5.4 (gauche) et pour les treillis L4 sur la Figure 5.5 (gauche). Une étude de

l’influence de l’hybridation sur la valeur minimale et maximale du module normalisé est faite pour chaque

fraction volumique, sur les Figures 5.4 et 5.5 (droite).
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Treillis L3

FIGURE 5.4 – Comparaison entre le module normalisé des treillis L3 et L3 hybrides, dans un plan (gauche) et valeurs

minimales et maximales (droite)

Pour les treillis L3, on observe une très faible influence du PU sur le module à forte fraction volumique

(à ρ∗ = 0.25) : le module minimal du treillis est de 0.090 tandis que celui du treillis hybride est de 0.091, le

module maximale du treillis est de 0.307 tandis que celui du treillis hybride est de 0.310 soit une augmenta-

tion d’environ 1%. A faible fraction volumique (à ρ∗ = 0.05), l’influence de l’hybridation est plus importante :

le module minimal du treillis est de 0.009 tandis que celui du treillis hybride est de 0.015 (augmentation de

62%), le module maximal du treillis est de 0.084 tandis que celui du treillis hybride est de 0.095 (augmenta-

tion de 14%).

Treillis L4

FIGURE 5.5 – Comparaison entre le module normalisé des treillis L4 et L4 hybrides, dans un plan (gauche) et valeurs

minimales et maximales (droite)

De même que pour les treillis L3, on observe une très faible influence du PU sur le module à forte frac-

tion volumique (à ρ∗ = 0.25) : le module minimal du treillis est de 0.095 tandis que celui du treillis hybride

est de 0.096, le module maximale du treillis est de 0.319 tandis que celui du treillis hybride est de 0.322, soit

une augmentation d’environ 1%. A faible fraction volumique (à ρ∗ = 0.05), l’influence de l’hybridation est

également plus importante : le module minimal du treillis est de 0.010 tandis que celui du treillis hybride

est de 0.016 (augmentation de 66%), le module maximal du treillis est de 0.093 tandis que celui du treillis

hybride est de 0.107 (augmentation de 16%).
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5.3.2 Coefficient de Poisson

Le polyuréthane élastomère étant proche de l’incompressibilité avec ν avoisinant 0.5, il est attendu que

sa présence au sein du treillis provoque une augmentation du coefficient de Poisson comparée à la struc-

ture seule. Afin de vérifier son influence sur le coefficient de Poisson, celui-ci a été calculé pour différentes

orientations pour les treillis et treillis hybrides, puis tracé dans un plan (0, π/2, ψ) (contenant la valeur mi-

nimale) en fonction de la fraction volumique du treillis. Les symétries de la cellule unitaire permettent de ne

tracer qu’une partie du plan, prenantψ compris entre 0 et 90˚. Le coefficient de Poisson ν pour les treillis L3

est tracé sur la Figure 5.6 (gauche) et pour les treillis L4 sur la Figure 5.7 (gauche). Une étude de l’influence

de l’hybridation sur la valeur minimale du coefficient de Poisson est faite sur les Figures 5.6 et 5.7 (droite).

Treillis L3

FIGURE 5.6 – Comparaison pour les treillis L3 et L3 hybrides de la valeur maximale du module d’Young normalisé

(gauche) et coefficient de Poisson minimale (droite)

L’hybridation n’a que peu d’influence sur le coefficient de Poisson des treillis L3, notamment à haute

fraction volumique. Pour ρ∗ = 0.25, l’augmentation est faible, le coefficient de Poisson minimal du treillis

est de -0.036 et de -0.030 pour l’hybride. Pour ρ∗ = 0.05, le coefficient de Poisson minimal du treillis est de

-0.598 et de -0.571 pour l’hybride.

Treillis L4

FIGURE 5.7 – Comparaison pour les treillis L4 et L4 hybrides de la valeur maximale du module d’Young normalisé

(gauche) et coefficient de Poisson minimale (droite)
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De même que pour le treillis L3, l’augmentation du coefficient de Poisson par la présence de la matrice

élastomère est plutôt faible. Pour ρ∗ = 0.25, le coefficient de Poisson minimal du treillis est de 0.001 et de

0.007 pour l’hybride. Pour ρ∗ = 0.05, le coefficient de Poisson minimal du treillis est de -0.567 et de -0.538

pour l’hybride.

Conclusions sur l’évolution des propriétés élastiques effectives

Au travers de l’analyse des résultats issus de l’homogénéisation numérique en élasticité des treillis et

treillis hybrides, il ressort que l’hybridation semble avoir une influence négligeable sur les propriétés élas-

tiques des treillis à haute fraction volumique. Ce résultat peut s’expliquer par l’importante différence de

rigidité entre les treillis les plus denses et la matrice élastomérique. A plus faible fraction volumique, la

matrice renforce effectivement le treillis, avec des augmentations du module d’Young de l’ordre de 65%

pour les directions les moins rigides des treillis les moins denses, et des augmentations plus modestes dans

les directions de rigidité maximale. Cependant, ces augmentations sont à mettre en balance avec l’impor-

tant accroissement de masse des treillis après hybridation, d’environ 200% pour les L3 et 400% pour les

L4. L’auxétisme des treillis n’est que peu impacté par le remplissage, le coefficient de Poisson augmentant

légèrement.

5.4 Étude expérimentale

Le comportement mécanique des treillis et treillis hybrides a été étudié via des essais de compression.

Afin d’observer les mécanismes de déformation internes des structures, une éprouvette de chaque type a

été soumise à compression à l’intérieur d’un tomographe à rayons X.

Les autres éprouvettes ont été testées sur une machine d’essais Instron 5581, équipée d’une cellule de force

de 5 kN. Les plateaux de compression ont été lubrifiés afin de réduire les frottements. Une vitesse de défor-

mation de 0.001/s a été appliquée, correspondant à une vitesse de déplacement du plateau de 0.54 mm/min

pour les échantillons L3 et de 0.72 mm/min pour les L4. La déformation est calculée à partir du déplace-

ment mesuré du plateau, tandis que la contrainte moyenneσ est calculée en divisant la force mesurée par la

section initiale des éprouvettes (9*9 mm2 pour les échantillons L3, 12*12 mm2 pour les L4). Des modélisa-

tions par éléments finis ont également été effectuées, selon différents sets de conditions aux limites, afin de

tenir compte au mieux des conditions expérimentales. Ainsi, pour chaque type d’éprouvettes, 4 conditions

aux limites différentes sont appliquées : périodiques sur cellule unitaire, sans frottements, avec frottements

moyens et avec frottements forts en champ complet. Le calcul est ici non-linéaire : le TA6V est considéré

élastoplastique et le PU est hyperélastique, selon les modèles présentés au Chapitre 2. Les paramètres utili-

sés sont rappelés dans le tableau 5.5. La rupture n’est pas modélisée.

TABLEAU 5.5 – Paramètres de la loi d’écrouissage du TA6V, et du modèle d’Arruda-Boyce du PU

TA6V R0 (MPa) Q1 (MPa) b1 (-) Q2 (MPa) b2 (-)

759.0 331.0 332.0 259.0 5.8

PU µ (MPa) λ (-) d (-)

0.37 9.00 0.40
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5.4.1 Essais de compression

Les résultats des essais de compression sont présentés sur la Figure 5.8, incluant les courbes contraintes-

déformations des treillis seuls et hybrides ainsi que du PU seul, pour les treillis L3 (a) et L4 (b).

FIGURE 5.8 – Courbes contrainte-déformation expérimentales des treillis et treillis hybrides L3 (a) et L4 (b)

Treillis L3

Les treillis L3 présentent une rupture par bande de cisaillement, suivi par la rupture de poutres indivi-

duelles de la structure (le treillis L3-2 subit une rupture catastrophique après la bande de cisaillement). A

partir de la partie élastique-linéaire, le module d’Young mesuré pour l’éprouvette L3-1 est de 213 MPa, et la

contrainte pic de 15.2 MPa. Pour l’éprouvette L3-2, le module est mesuré à 200 MPa et la contrainte pic à

15.2 MPa, l’essai se termine prématurément sur une rupture catastrophique. La densification de la structure

n’est pas observée.

Les treillis hybrides présentent également une rupture par bande de cisaillement, suivi par des ruptures

de poutres, visibles par des "bosses" sur les courbes. Un module d’Young de 222 MPa est identifié pour
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l’éprouvette L3 Hyb-1, ainsi qu’une contrainte pic de 15.5 MPa. L’éprouvette L3 Hyb-2 présente une rigi-

dité inférieure, à 169 MPa ainsi qu’une contrainte pic plus faible, de 13.2 MPa. La contrainte augmente avec

l’augmentation de la déformation pour les deux éprouvettes hybrides, avec une densification observable en

fin de courbes.

Treillis L4

Les treillis L4 présentent un mode de rupture étage par étage : chaque "bosse" de la courbe contrainte-

déformation représente la rupture d’un étage (au nombre de 3). Pour l’éprouvette L4-1, la contrainte pic est

de 4.4 MPa, et le module d’Young mesuré sur la partie élastique-linéaire est de 67 MPa. L’éprouvette L4-2

présente un module bien moins important de 44 MPa, et une contrainte pic de 3.2 MPa. La densification

des structures n’est pas observée.

Les treillis L4 hybrides présentent une rupture par bande de cisaillement. L’éprouvette L4 Hyb-1 présente un

module d’Young identifié de 67 MPa et une contrainte pic de 4.8 MPa. Pour l’éprouvette L4 Hyb-2, le profil

de contrainte est sensiblement différent, avec un long plateau observé après plastification, suivie d’une

densification. Son module d’Young mesuré est nettement inférieur, de 36 MPa, et la contrainte pic de 3.0

MPa. Il est intéressant de noter un changement dans le mode de rupture, qui contrairement au treillis seul,

celui-ci intervient par une bande de cisaillement suivie d’une densification à environ 66% de déformation

(éprouvette L4 Hyb-1) et 54% (éprouvette L4 Hyb-2).

5.4.2 Simulation numérique des essais de compression

Pour chaque type d’éprouvettes, différentes simulations sont présentées dans cette partie, appliquant

des conditions aux limites spécifiques. Une simulation sur cellule unitaire avec conditions aux limites pé-

riodiques, notée "PBC", et 3 simulations en champ complet (Full-Field) : sans frottement notée "FF", avec

frottements moyens (blocage des surfaces haute et basse selon la direction X) notée "FF BX" et avec frotte-

ments forts (blocage des surfaces haute et basse selon les directions X et Y) notée "FF BXY". Les Figures 5.9

et 5.10 présentent la comparaison entre les courbes expérimentales et les résultats numériques pour les

treillis seuls (a) et les treillis hybrides (b).

Treillis L3

Concernant les treillis seuls, la modélisation EF avec condition aux limites périodiques présente un mo-

dule d’Young très proche des résultats expérimentaux à 224 MPa, mais plastifie plus rapidement, avec une

contrainte pic bien plus basse à 9.0 MPa. En l’absence de modélisation de la rupture, la simulation ne peut

pas reproduire les mécanismes de déformation observés expérimentalement. Les simulations en champ

complet permettent d’observer une augmentation de la rigidité avec l’augmentation des frottements (203

MPa sans frottements, 380 MPa avec frottements moyens et 663 MPa en frottements forts). La même ten-

dance est observée pour la contrainte pic (8.2 MPa sans frottements, 10.3 MPa avec frottements moyens et

12.0 MPa avec frottements forts), sans toutefois que celle-ci atteigne les niveaux expérimentaux.

Pour les treillis hybrides, la modélisation avec condition aux limites périodiques présente également un mo-

dule d’Young très proche de l’expérimental, légèrement supérieur aux treillis seuls, à 228 MPa. La contrainte

pic est également inférieure à celle du treillis, atteignant 9.2 MPa. Les modélisations en champ complet

suivent la même tendance que pour les treillis seuls, les frottements augmentant le module (245 MPa sans

frottements, 450 avec frottements moyens et 769 avec frottements forts) et la contrainte pic (non observable
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FIGURE 5.9 – Courbes contrainte-déformation numériques des treillis L3 (a) et treillis hybrides L3 (b)

sans frottements, de 13.6 MPa avec frottements moyens et 16.1 MPa avec frottements forts), permettant

cette fois d’atteindre les niveaux expérimentaux.

Treillis L4

Concernant les treillis seuls, la modélisation EF avec conditions aux limites périodiques présente un

module d’Young très proche de l’éprouvette L4-2 à 48 MPa, mais plastifie plus rapidement, avec une

contrainte pic bien plus basse à 2.6 MPa. A nouveau, en l’absence de modélisation de la rupture, la simu-

lation ne peut pas reproduire les mécanismes de déformations observés expérimentalement. De la même

manière que décrit précédemment, les simulations en champ complet mettent en lumière l’effet des frotte-

ments : augmentation de la rigidité (44 MPa sans frottements, puis 98 MPa avec frottements moyens et 183

MPa avec frottements forts) et de la contrainte pic (2.4 MPa sans frottements, puis 2.9 MPa avec frottements

moyens et 3.4 MPa avec frottements forts, se plaçant entre les deux courbes expérimentales).

Pour les treillis hybrides, la modélisation EF avec conditions aux limites périodiques présente un module
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FIGURE 5.10 – Courbes contrainte-déformation numériques des treillis L4 (a) et treillis hybrides L4 (b)

d’Young très proche de l’expérimental et légèrement supérieur au treillis seuls, à 52 MPa. La contrainte pic

est également supérieure à celle du treillis, atteignant 2.9 MPa. A la plasticité du treillis succède une ra-

pide hausse de la contrainte correspondante à la compression du PU. Les simulations en champ complet

montrent également une augmentation du module d’Young (62 MPa sans frottements puis 128 MPa avec

frottements moyens et 230 MPa avec frottements forts) et de la contrainte pic (non observable sans frot-

tements, puis 4.5 MPa avec frottements moyens et 5.1 MPa avec frottements forts, dépassant les valeurs

expérimentales).

Bilan des essais numériques et expérimentaux sur Instron

Il est constaté sur les courbes expérimentales que l’hybridation n’induit pas nécessairement une aug-

mentation des propriétés élastiques (modules d’Young des treillis et des hybrides souvent quasi-égaux, voire

inférieurs pour hybride), comme prévu par les simulations en élasticité linéaire. Une comparaison des mo-

dules d’Young expérimentaux et simulés est faite dans le Tableau 5.6. On observe une bonne cohérence
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entre les valeurs expérimentales et celles homogénéisées pour les treillis L3, avec cependant un manque de

répétabilité notamment pour les hybrides. De manière attendue, la rigidité augmente fortement avec le ni-

veau de frottement. La contrainte pic varie peu expérimentalement dans le cas des treillis L3, elle est moins

répétable pour les treillis L4. Le mode de rupture est généralement la bande de cisaillement, à l’exception

du treillis L4 dont la rupture se fait étage par étage. On ne constate pas d’augmentation importante de la

contrainte due à l’hybridation : cette combinaison de matériaux et de treillis ne semble pas pertinente pour

des applications en dissipation d’énergie lorsque que le critère de la masse est important. L’augmentation

de l’énergie dissipée (uniquement sur la configuration L4) ne compense pas l’importante augmentation de

masse due à l’hybridation, engendrant une énergie spécifique dissipée inférieure. Les valeurs de l’énergie

dissipée et de l’énergie spécifique dissipée sont données dans Tableau 5.7.

Si les résultats de modélisation EF avec conditions aux limites périodiques montrent des valeurs de module

identifiés proches des valeurs expérimentales (notamment les simulations avec lois de comportement non-

linéaires), il n’en est pas de même pour le pic de contrainte. Cette différence peut s’expliquer par le faible

nombre de cellules dans les éprouvettes, avec seulement 3 cellules par côté pour les éprouvettes étudiées.

Or, comme observé expérimentalement par Gavazzoni et al. [136], le nombre de cellule dans la section de

l’éprouvette a une influence sur le niveau de contrainte après l’apparition de la plasticité : la contrainte est

plus faible pour un grand nombre de cellules. Les conditions aux limites périodiques permettent virtuelle-

ment de simuler un milieu périodique infini, soit une situation très éloignée de nos expériences. Les simu-

lations en champ complet avec frottements permettent de se rapprocher bien plus des pics de contraintes

observés expérimentalement, ce qui suggère que malgré l’utilisation de lubrifiant sur les plateaux de com-

pression, des frottements d’intensité variable ont influencé les essais expérimentaux, pouvant expliquer

le manque de répétabilité sur certain essais. La présence de frottements peut également être à l’origine

d’un flambage important des poutres au contact des plateaux, comme le montre les simulations sur la Fi-

gure 5.11(b) dans le cas d’un treillis L4 avec frottements forts, comparativement au cas sans frottement

(a). Les frottements entraînent en conséquence une répartition différente des contraintes dans la structure,

pouvant mener à une rupture prématurée.

TABLEAU 5.6 – Comparaison des modules d’Young expérimentaux et simulés, pour treillis et treillis hybrides

Module d’Young (MPa) L3 L3 Hybride L4 L4 Hybride

Expérimental - 1 213 222 67 67

Expérimental - 2 200 169 44 36

Homogénéisation linéaire PBC 224 269 48 80

Simulation non-linéaire PBC 224 228 48 52

Simulation FF 203 245 44 62

Simulation FF BX 380 450 98 128

Simulation FF BXY 663 769 183 231

TABLEAU 5.7 – Comparaison de l’énergie dissipée et de l’énergie spécifique dissipée, pour treillis et treillis hybrides

Pour une déformation ε = 0.75 L3 L3 Hybride L4 L4 Hybride

Energie dissipée (J.cm−3) 6.3 6.0 1.7 2.5

Energie spécifique dissipée (J.g−1.cm−3) 13.1 5.0 2.9 1.1
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FIGURE 5.11 – Comparaisons des champs de contrainte et déformations du treillis L4 en compression, sans frottement

(a) et avec frottements forts (b), pour une déformation d’environ 10%

5.4.3 Observations par tomographie à rayons X

Des essais de compression en tomographie in-situ ont été effectués sur des treillis seuls et hybrides, à

raison d’un essai par type d’éprouvette. La machine utilisée est un tomographe v|tome|x s (GE Sensing &

Inspection Technologies Phoenix X|ray), dont la tension de la source est réglée à 100 kV, et la taille de voxel

fixée à 9 µm. Le tomographe a été équipée d’une machine d’essais dont la taille réduite permet l’insertion

dans l’enceinte de radioprotection de celui-ci. Cependant, il est à noter que ce dispositif d’essais présente

une rigidité structurelle bien inférieure à celle d’une machine Instron conventionnelle. Les acquisitions

volumiques ont été faites pour différents niveaux de déformations des échantillons : à l’état initial (ε = 0),

dans la zone élastique (ε ≈ 0.05), après endommagement plastique (ε ≈ 0.17) et enfin, pour les échantillons

hybrides seulement, à grande déformation (ε ≈ 0.36).

Les courbes contrainte-déformation pour les éprouvettes L3 sont données en Figure 5.12, celles des

éprouvettes L4 en Figure 5.15. Les différentes acquisitions volumiques sont notifiées et numérotées dans

l’ordre chronologique sur les courbes, les valeurs numériques précises en contraintes/déformations lors

des acquisitions sont détaillées dans le tableau 5.8 pour les éprouvettes L3 et le tableau 5.9 pour les L4.

Treillis L3

La reconstitution des structures L3 pour les différentes acquisitions sont données dans la Figure 5.13.

Entre le treillis seul et hybride, on ne peut pas constater de différences sur les acquisitions n˚1 et n˚2. Ce-

pendant, sur l’acquisition n˚3 on observe une bande de cisaillement assez prononcée pour le treillis seul,
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FIGURE 5.12 – Courbes contraintes-déformations des treillis et treillis hybrides L3 sous tomographe

TABLEAU 5.8 – Contraintes et déformations lors des acquisitions volumiques, treillis L3

Type / N° acquisition 2 (partie élastique) 3 (endommagement) 4 (grande déformation)

σ (MPa) ε (-) σ (MPa) ε (-) σ (MPa) ε (-)

Treillis L3 5.0 0.06 9.2 0.17 / /

Treillis L3 Hybride 5.0 0.05 15.5 0.18 5.5 0.36

plus avancée et visible que pour le treillis hybride, ce qui pourrait indiquer que la matrice a effectivement

retardé la déformation des poutres. Sur l’acquisition n˚4 de l’éprouvette hybride, on constate la rupture au

niveau de la bande de cisaillement, ainsi que des ruptures locales du treillis. Les bandes de cisaillement sont

représentées par des bandes en pointillés sur la Figure 5.14, et les ruptures locales par des cercles.

Treillis L4

TABLEAU 5.9 – Contraintes et déformations lors des acquisitions volumiques, treillis L4

Type / N° acquisition 2 (partie élastique) 3 (endommagement) 4 (grande déformation)

σ (MPa) ε (-) σ (MPa) ε (-) σ (MPa) ε (-)

Treillis L4 2.8 0.07 3.6 0.17 / /

Treillis L4 Hybride 2.8 0.07 4.5 0.16 3.1 0.37

La reconstitution des structures L4 pour les différentes acquisitions sont données dans la Figure 5.16.

Entre le treillis seul et hybride, on ne peut pas constater de différences sur les acquisitions n˚1 et n˚2.

Comme pour les treillis L3, l’acquisition n˚3 permet l’observation d’une bande de cisaillement plus pro-

noncée et visible sur le treillis seul.
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FIGURE 5.13 – Reconstitutions volumiques des acquisitions des treillis L3

FIGURE 5.14 – Comparaison de la rupture des treillis L3, bandes de cisaillement et ruptures locales

Bilan des observations sous tomographe

Les essais mécaniques in-situ ont permis de révéler les mécanismes de déformations des treillis et treillis

hybrides. La totalité des éprouvettes se déforme selon une bande de cisaillement, suivie par la rupture sur

cette bande accompagnée par des ruptures locales. Si ces observations s’accordent assez bien avec celles is-

sues des essais mécaniques sur machine Instron, la déformation du treillis L4 fait exception, ne présentant

pas ici de rupture étage par étage. Cette différence pourrait s’expliquer par une différence dans les condi-

tions aux limites expérimentales.

Une différence de déformations entre les treillis et treillis hybrides lors de l’acquisition n˚3 semble confir-

mer que la présence du polymère à l’intérieur du treillis permet bien de ralentir la déformation de celui-ci.

Les bandes de cisaillement sont ainsi nettement moins marquées sur les treillis hybrides à déformation

équivalente.
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FIGURE 5.15 – Courbes contraintes-déformations des treillis et treillis hybrides L4 sous tomographe

FIGURE 5.16 – Reconstitutions volumiques des acquisitions des treillis L4

Défauts de fabrication

L’observation des treillis hybrides au tomographe a permis d’observer des défauts de fabrication à l’in-

térieur des treillis hybrides. Des bulles de tailles importantes ont été constatées, probablement formées lors

de la polymérisation du polyuréthane, et qui n’ont pu être extraites malgré l’utilisation de la pompe à vide.

La taille réduite des treillis pourrait être la raison pour laquelle les bulles n’ont pas pu s’échapper.

Les bulles sont observables sur les sections reconstituées des éprouvettes hybrides. Toutes les sections ne

comportant pas de bulles, les sections avec le plus de bulles sont rapportées sur la Figure 5.18, avec à gauche

le treillis hybride L3, et à droite le L4. On peut remarquer la présence de petites bulles en surface des éprou-

vettes, et de larges bulles à l’intérieur, coincées à l’intérieur des cellules.

La présence de larges bulles peut permettre d’expliquer l’importante variabilité dans les courbes contrainte-

déformation des treillis hybrides. Afin d’éviter la présence de ces bulles, deux solutions sont possibles : uti-

liser un élastomère plus fluide (l’importante viscosité de celui-ci a pu freiner la remontée des bulles) ou
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FIGURE 5.17 – Comparaison de la rupture des treillis L4, bandes de cisaillement et ruptures locales

utiliser des lattices dont la dimension des cellules unitaires est plus importante, laissant passer les bulles

plus aisément.

FIGURE 5.18 – Sections des treillis hybrides, présence de bulles à tailles variables
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5.5 Conclusions

Dans ce chapitre, les propriétés mécaniques de deux treillis auxétiques en alliage de titane et leur ver-

sion hybride, remplis par du polyuréthane élastomère, sont étudiées à l’aide de méthodes numériques et

expérimentales.

Les propriétés élastiques effectives (E∗ et ν) des treillis et des hybrides sont comparées en utilisant une

stratégie d’homogénéisation numérique avec conditions aux limites périodiques, et des lois de comporte-

ment élastiques linéaires. Cinq fractions volumiques ρ∗ des deux cellules, obtenues en faisant varier le dia-

mètre des poutres D, sont comparées à leur équivalent hybride. Les résultats montrent une augmentation

du module d’Young normalisé à faible fraction volumique, notamment dans les directions les moins rigides.

Cependant, à haute fraction volumique, l’augmentation est quasi inexistante quelle que soit la direction. La

présence du polyuréthane élastomère à l’intérieur des treillis augmente très légèrement le coefficient de

Poisson. L’évolution très faible des propriétés élastiques peut s’expliquer par la grande différence de rigidité

séparant les treillis du polyuréthane utilisé, avec des rapports EL3/EPU d’environ 136 et EL4/EPU d’environ

29.

Des éprouvettes treillis ont été imprimées en TA6V par la méthode SLM, une partie d’entre elles ont

été remplies avec du polyuréthane à l’aide de moules spécifiques. Les treillis L3 ont été imprimés à une

fraction volumique de 10%, ceux L4 de 5%. Des tests de compression ont été effectués, montrant que l’hy-

bridation n’induit pas nécessairement une augmentation du module d’Young, ni de la contrainte pic. Les

treillis et treillis hybrides L3 présentent un mode de rupture par bande de cisaillement. Les treillis L4 pré-

sentent un mode de rupture étage par étage, qui est représenté sur les courbes contrainte / déformation

par 3 "bosses", correspondant aux trois étages cédant les uns après les autres. Cependant les treillis L4 hy-

brides présentent une rupture complètement différente, par bande de cisaillement. Les simulations numé-

riques sur cellule unitaire sont proches des résultats expérimentaux quant à la rigidité, mais plastifient à

une contrainte moins élevée possiblement à cause du faible nombre de cellules dans la section des éprou-

vettes, et de l’absence de la prise en considération des frottements avec les plateaux de compression. Les

simulations en champ complet avec différents niveaux de frottements permettent d’obtenir des niveaux

de pics de contraintes similaires à ceux observés expérimentalement, suggérant la présence de frottement

variables lors des essais expérimentaux, pouvant provoquer un flambage important des poutres au contact

des plateaux.

La faible augmentation de la contrainte par l’hybridation semble indiquer que ces treillis hybrides TA6V-PU

ne sont pas des options viables comme dissipateur d’énergie lorsque le critère masse doit être optimisé : la

masse des hybrides est nettement plus importante que celle des treillis, l’énergie spécifique dissipée est ici

largement diminuée. Afin d’augmenter l’intérêt de lattices hybrides métal-polymère pour des applications

en dissipation d’énergie, une solution pourrait être de diminuer l’écart de rigidité entre les deux matériaux,

en utilisant un polymère rigide.

Des tests de compression in-situ au tomographe à rayons X ont été effectués afin d’observer les méca-

nismes de déformation interne des treillis et treillis hybrides. Les images reconstituées montrent que tous

les treillis se déforment selon une bande de cisaillement. La formation de la bande de cisaillement sur les

treillis hybrides semble freinée par la présence du polymère à l’intérieur du lattice. Le treillis L4 se comporte

différemment que lors des essais mécaniques sur machine Instron, probablement due à des conditions aux
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limites différentes. Enfin, des bulles de taille importante ont été observées, pouvant remettre en cause les

résultats expérimentaux. Il est recommandé d’utiliser un polymère plus fluide pour remplir des lattices de

faibles dimensions, ou d’utiliser des lattices dont la cellule unitaire serait plus grande pour faciliter l’éva-

cuation des bulles lors de la polymérisation.
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Les enjeux industriels actuels sont fortement liés à la minimisation des dépenses énergétiques et re-

quièrent à cette fin l’optimisation des systèmes employés. C’est le cas par exemple dans le domaine des

transports, où la réduction des masses embarquées est une nécessité pour atteindre les objectifs de di-

minution des dépenses énergétiques. Les systèmes visant à dissiper de l’énergie mécanique n’y font pas

exceptions. Dans cette optique, les structures treillis font preuve de capacités de dissipation élevées rela-

tivement à leur masse, et sont donc candidates pour le remplacement des pièces mécaniques en usage.

Parmi les treillis, les structures à coefficient de Poisson négatif permettraient une dissipation supérieure

aux structures conventionnelles. Néanmoins, ces structures sont soumises à des modes de déformation,

d’endommagement et de rupture pouvant nuire à leurs performances.

Ces travaux de thèses s’inscrivent dans l’exploration des possibilités visant à améliorer les propriétés mé-

caniques spécifiques des treillis périodiques, notamment pour la dissipation d’énergie, par une stratégie

d’hybridation consistant à remplir le volume vacant des treillis par un matériau de nature différente. Cette

stratégie, relativement récente pour les treillis, induit des questionnements : comment fabriquer des treillis

hybrides? Comment modéliser leur propriétés mécaniques? Quelle est l’influence du choix des matériaux

constitutifs et de la géométrie des treillis sur ces propriétés ?

L’état de l’art présenté dans le premier chapitre permet de comparer les méthodes et matériaux utilisés

pour la réalisation de treillis hybrides, ainsi que leurs propriétés mécaniques. Il est constaté que lorsque

le matériau d’hybridation choisi est trop rigide, la déformation des poutres peut être empêchée, la densifi-

cation intervient pour une déformation plus faible, réduisant la longueur du plateau de contrainte et ainsi

la dissipation d’énergie et l’efficacité d’absorption. La stratégie d’hybridation est particulièrement efficace

pour les treillis auxétiques, augmentant considérablement le module d’élasticité. Cette augmentation peut

résulter d’un effet de support plus important de la matrice lorsque la structure se déforme en opposition à

celle-ci.

Afin d’exploiter cet effet de renfort, deux structures dont les géométries permettent d’induire une défor-

mation rentrante, et donc un coefficient de Poisson négatif lorsqu’elles sont sollicitées dans certaines direc-

tions, sont présentées dans le troisième chapitre. La stratégie d’homogénéisation numérique avec condi-

tions aux limites périodiques permet d’identifier les propriétés élastiques effectives des treillis, et ainsi

d’établir un lien entre les paramètres géométriques et ces propriétés. Le coefficient de Poisson est forte-

ment lié au paramètre de pré-déformation des poutres, de même que le module d’Young. Enfin, une étude

en élastoplasticité visant à comparer l’effet des propriétés élastiques effectives sur la dissipation d’énergie

montre que la direction de chargement qui maximise le module d’Young est celle qui maximise l’énergie

dissipée, pour une déformation plastique de 10%. Néanmoins, l’extrapolation de ce résultat à plus haute
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déformation est périlleux en l’absence d’une modélisation de la rupture.

Pour vérifier l’effet de renfort d’une matrice élastomère, une campagne expérimentale et numérique

comparant mécaniquement deux treillis en polymère avec leurs équivalents composites est présentée dans

le quatrième chapitre. Les éprouvettes sont fabriquées par photopolymérisation à l’aide d’une imprimante

3D, les matériaux utilisés sont un polymère rigide (VeroWhite) pour le treillis et un polymère souple (Tango-

Black+) pour la matrice. Ce procédé permet virtuellement de réaliser n’importe quelle géométrie de treillis,

grâce à la possibilité d’imprimer un matériau support provisoire. Il est particulièrement efficace pour la

fabrication de treillis composites car il permet d’imprimer simultanément l’association treillis + matrice,

évitant les problématiques de bulles d’air. Les propriétés élastiques effectives sont calculées par la méthode

d’homogénéisation périodique, et la comparaison treillis / composite permet de constater une augmenta-

tion du module d’Young et du coefficient de Poisson plus importante à faible fraction volumique de treillis.

Une campagne expérimentale confirme l’augmentation du module d’Young, permet d’observer une aug-

mentation des plateaux de contraintes et un retardement de la densification pour les composites, augmen-

tant la dissipation d’énergie spécifique malgré la considérable augmentation de la masse. Pour la cellule

Hexaround, la rupture du treillis se fait étage par étage, tandis qu’en présence de la matrice, les éprouvettes

présentent une bande de cisaillement.

L’influence du contraste de propriétés est exploré dans le cinquième chapitre, par l’étude du compor-

tement mécanique de treillis métallique en TA6V et de treillis rempli par un polyuréthane élastomère. Les

treillis sont obtenus par fabrication additive par la méthode SLM, les treillis hybrides sont remplis à l’aide

de moules spécifiques. Le contraste du module d’Young des matériaux est beaucoup plus important que

pour le chapitre précèdent. La comparaison des propriétés élastiques effectives obtenues par homogénéi-

sation montre une influence beaucoup plus faible de l’hybridation. Une campagne expérimentale confirme

une évolution du module d’Young faible ou inexistante, cependant les résultats présentent une mauvaise

reproductibilité. L’hybridation ne permet pas une augmentation significative des niveaux de contraintes.

Une modification du mode rupture est observée sur le treillis L4 lorsqu’il est rempli. L’observation in-situ

par tomographie à rayons X permet de révéler les mode de déformations des treillis et treillis hybrides. Tous

présentent une bande de cisaillement, qui apparaît plus tardivement pour les éprouvettes hybrides, suggé-

rant un effet retardant de la matrice. Des défauts de fabrication sont observés par la présence de bulles dans

la matrice. Les bulles peuvent être à l’origine de la mauvaise répétabilité des essais expérimentaux, et leur

accumulation peut s’expliquer par la dimension des cellules unitaires ne permettant pas leur évacuation,

malgré le passage par la pompe à vide.

Ces travaux confirment que l’hybridation peut être une piste viable pour augmenter les propriétés mé-

caniques spécifiques des treillis, et notamment l’énergie spécifique dissipée.

La fabrication directe des treillis hybrides par photopolymérisation s’est montrée bien plus efficace que la

stratégie de remplissage a posteriori des structures métalliques. La présence de bulles doit cependant pou-

voir être évitée en adoptant un processus de remplissage inspirée de l’infiltration sous vide des composites

fibreux. La fluidité du polymère de remplissage doit être importante pour s’infiltrer efficacement.

La stratégie de modélisation par l’application de conditions aux limites sur cellule unitaire semble efficace,

même si elle surestime la rigidité des treillis. Cependant, les conditions périodiques peuvent être inadaptées

à la modélisation de treillis dont le nombre de cellules unitaires est faible, ces derniers étant plus influencés
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par les conditions aux limites. Ce constat est renforcé par des résultats suggérant une influence du nombre

de cellules sur les propriétés élastoplastiques mesurées expérimentalement [136].

La densification retardée observée sur les treillis hybrides en polymères permet un plus long plateau de

contraintes. Cependant, les résultats suggèrent également qu’un fort contraste de propriétés entre les ma-

tériaux constitutifs peut atténuer largement l’accroissement des propriétés.

Les perspectives offertes par ces travaux sont les suivantes :

— Les simulations élastoplastiques sur cellule unitaire utilisant des conditions aux limites périodiques

ont montré de bonnes capacités de modélisation des treillis périodiques. Cependant, l’absence de

modélisation de la rupture ne permet pas une estimation numérique de la dissipation d’énergie, et

des essais expérimentaux potentiellement coûteux restent nécessaires.

— Afin d’explorer davantage l’influence du contraste de propriétés entre les matériaux constitutifs, une

campagne d’essais numériques comparant un grand nombre de matériaux présentant des rapports

Etr ei l l i s/Ematr i ce très variés peut être envisagée. Cette campagne serait d’autant plus intéressante si

la rupture y est modélisée.

— Dans ces travaux, l’influence de la rugosité de surface du treillis sur l’adhérence et les frottements

entre structure et matrice n’a pas été traitée. Afin de vérifier l’effet de la rugosité, une campagne ex-

périmentale peut être envisagée. Il a été montré par Lhuissier et al. [248] que la rugosité de surface

des treillis peut être réduite par un traitement chimique consistant à tremper la structure dans une

solution acide. Plus le temps de trempage est important, plus la rugosité obtenue est faible. La compa-

raison des propriétés mécaniques de plusieurs treillis hybrides dont la rugosité de surface est variable

pourrait permettre de répondre à ce questionnement. Il est à noter que les propriétés mécaniques

des treillis évolue lors du traitement chimique, gagnant notamment en rigidité. Il faut également te-

nir compte de la fluidité du matériau de remplissage : si celui-ci est trop visqueux, il peut ne pas

s’infiltrer dans les anfractuosités. Celui-ci doit être choisi le moins visqueux possible.

— Les variations géométriques autour des treillis devraient être expérimentées : treillis hiérarchiques

hybrides, treillis à gradient de fraction volumique ou matrice à gradient (mousse de densité variable),

treillis creux hybrides, voire hybridation à plus de deux matériaux.

— Les propriétés en dissipation cyclique des treillis hybride à matrice élastomère pourrait être examinée.

Les élastomères présentent un hystérésis élastique qui peut être exploitée en le plaçant au sein d’un

treillis auxétiques. En compression cyclique, le treillis exercerait une compression multi-axiale sur la

matrice, tirant davantage profit de son hystérésis.

— Le choix de la cellule unitaire pourrait faire l’objet d’une optimisation topologique au lieu d’un choix

"intuitif".
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[184] N. Novak, L. Krstulović-Opara, Z. Ren, and M. Vesenjak. Mechanical properties of hybrid metamate-

rial with auxetic chiral cellular structure and silicon filler. Composite Structures, page 111718, 2019.

30, 32, 91, 92, 106, 114

[185] C. Körner and Y. Liebold-Ribeiro. A systematic approach to identify cellular auxetic materials. Smart

Materials and Structures, 24(2) :025013, 2015. 30, 93

[186] F. Warmuth, F. Osmanlic, L. Adler, M. A. Lodes, and C. Körner. Fabrication and characterisation of a

fully auxetic 3d lattice structure via selective electron beam melting. Smart Materials and Structures,

26(2) :025013, 2017. 30, 88, 92, 93, 98, 99

[187] X.-L. Peng, C. Soyarslan, and S. Bargmann. Phase contrast mediated switch of auxetic mechanism in

composites of infilled re-entrant honeycomb microstructures. Extreme Mechanics Letters, 35 :100641,

2020. 30, 31, 32, 92, 106, 114

[188] Z. Zhang, H. Zhu, R. Yuan, S. Wang, T. Fan, Y. Rezgui, and D. Zhang. Auxetic interpenetrating com-

posites : A new approach to non-porous materials with a negative or zero Poisson’s ratio. Composite

Structures, 243 :112195, July 2020. 30, 32, 92, 106

[189] G. J. Murray and F. Gandhi. Auxetic honeycombs with lossy polymeric infills for high damping struc-

tural materials. Journal of Intelligent Material Systems and Structures, 24(9) :1090–1104, 2013. 30, 32,

91

[190] T. Fíla, P. Zlámal, O. Jiroušek, J. Falta, P. Koudelka, D. Kytýř, T. Doktor, and J. Valach. Impact Tes-
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Thèse
Frédéric Albertini

Titre : Propriétés mécaniques de treillis auxétiques hybrides

Mots-clés : Matériaux architecturés, Treillis, Auxétique, Composites, Treillis hybrides, Homogénéisation numérique

Résumé : Les matériaux architecturés, dont l’organisa-

tion géométrique d’un ou plusieurs matériaux permet des

propriétés mécaniques élevées ramenées à leur masse,

forment un groupe de matériaux idéal pour répondre aux

problématiques industrielles actuelles. Ces travaux s’inté-

ressent aux propriétés mécaniques d’un nouveau groupe

de matériaux architecturés, les treillis hybrides, compo-

sés de l’association d’un treillis avec une matrice de na-

ture différente, dont la fabrication est rendue possible par

les méthodes de fabrication additives. Pour cela, des struc-

tures auxétiques sont proposées et étudiées par homogé-

néisation numérique. Les géométries choisies montrent

un coefficient de Poisson négatif pour certaines orienta-

tions de chargement, et l’orientation de chargement maxi-

misant la dissipation d’énergie en compression uni-axiale

est identifiée. Deux types de structures hybrides sont fa-

briquées et étudiées : des composites polymère rigide-

élastomère, et des hybrides métal-élastomère. L’influence

de la matrice élastomère sur les propriétés élastiques des

treillis polymère et métallique est examinée numérique-

ment, tandis que des essais de compression expérimen-

taux sont effectués sur des éprouvettes imprimées. Les es-

sais expérimentaux sur les composites montrent une aug-

mentation de la dissipation d’énergie ramenée à la masse,

notamment par une modification de la déformation des

treillis et par une répartition des contraintes plus homo-

gène.

Ces travaux permettent une meilleure compréhension des

propriétés mécaniques des treillis hybrides, et pavent la

voie pour leur utilisation pour des applications structu-

relles et/ou pour la dissipation d’énergie mécanique.

Title : Mechanical properties of hybrid auxetic lattices

Keywords : Architectured materials, Lattices, Auxetic, Composites, Hybrid lattices, Computational homogenization

Abstract : Architectured materials is a group of materials

whose geometric organization of one or more materials al-

lows high mechanical properties when compared to their

mass, thus matching current industrial challenges. This

work focus on the mechanical properties of a new group

of architectured materials named hybrid lattices, compo-

sed of the association of a lattice with a matrix of a dif-

ferent nature. The manufacturing of such hybrid struc-

tures is made possible by recent progress in additive ma-

nufacturing. First, two novel auxetic structures are propo-

sed and studied by computational homogenization. The

chosen geometries show a negative Poisson’s ratio for spe-

cific loading orientations, and the loading orientation that

maximizes the compressive energy dissipation is identi-

fied. Then, two types of hybrid structures are manufac-

tured and studied : rigid polymer-elastomer composites,

and metal-elastomer hybrids. The influence of the elas-

tomeric matrix on the elastic properties of polymer and

metal lattices is examined computationally, while experi-

mental compression tests are carried out on printed speci-

mens. Composite experimental compression tests showed

an increase in the energy dissipation when compared to

the mass, that can be explained by a change in the defor-

mation behavior of the lattices as well as by more evenly

distributed stress.

This work provides a better understanding of the mecha-

nical properties of hybrid lattices, and paves the way for

their use for structural applications and / or energy dissi-

pation.
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