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Avant-propos

Ce mémoire de these traite de Pamortissement des structures assemblées, et plus précisément de la
contribution des assemblages sous sollicitations vibratoires. Un travail de réflexion sur la problématique
« Dissipation de I’énergie mécanique dans les assemblages: effets du frottement en sollicitation
dynamique » a donc été engagé dans le prolongement des travaux réalisés au Laboratoire d’Ingénierie
des Systemes Mécaniques et des MAteriaux (LISMMA) de Supméca. L'étude a été conduite
conjointement au Laboratoire Navier (Ecole des Ponts ParisTech, IFSTTAR, CNRS). Ce mémoire est
constitué de 5 chapitres.

Pour mener a bien cette réflexion, le chapitre 1 présente la problématique de I'amortissement des
structures assemblées. Au regard des différents éléments évoqués dans le premier chapitre, un modéle
académique de structure assemblée est défini au chapitre 2. Celui-ci doit permettre de procéder a I'étude
de la contribution des glissements partiels sur Pamortissement des structures. Pour cela une
modélisation locale de l'interface est alors proposée. Les distributions de contraintes et de déplacement
dans des interfaces nominalement planes y sont définies. L’amortissement da aux glissements partiels
dans ces assemblages est quantifié par un facteur de perte non linéaire a partir d’une analyse quasi-
statique. Dans le chapitre 3, une modélisation globale de la structure est étudiée afin de définir une
fonction de dissipation d’énergie par frottement dans l'interface, qui puisse étre prise en compte lors de
simulation du comportement dynamique de la structure. Du point de vue expérimental, la structure a
¢été définie géométriquement, optimisée puis réalisée. Pour identifier 'amortissement des assemblages,
une analyse expérimentale est détaillée dans le chapitre 4. Ainsi, la comparaison des résultats issus du
modele et les mesures expérimentales démontrent la nécessité de prendre en compte les défauts de
formes dans la modélisation de linterface a des fins prédictives. Pour cela, une mesure et une
modélisation locale des défauts de forme des surfaces sont menées au chapitre 5 afin de déterminer un
facteur de perte prenant en compte ces défauts.



Chapitre 1

Problématique

Résumé :

Lors de la phase de conception, la prédiction du comportement dynamique d’une structure est souvent
entachée d’erreurs dues a une mauvaise évaluation de 'amortissement global de la structure. Son niveau
vibratoire est fortement dépendant de 'amortissement induit par les assemblages des sous-structures
entre elles. Cet amortissement est consécutif a une perte d’énergie par frottement da a des glissements
partiels dans les interfaces de liaison. L’objet de cette these est d’étudier cette énergie dissipée par
frottement apparaissant lors des vibrations de la structure et influencant son comportement dynamique.
Dans ce chapitre la problématique de I’étude est mise en place. Un bilan bibliographique sur les
méthodes d’évaluation de I’énergie dissipée est également conduit, afin de permettre de positionner

dans une démarche générale les différents travaux de cette these
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.  Amortissement des structures assemblées - Introduction

La prédiction du comportement vibratoire de structures assemblées en phase de conception reste une
opération difficile. I’amortissement impacte fortement la réponse de la structure, en particulier au
voisinage des modes propres de vibration. Cependant 'amortissement reste une donnée difficilement
prédictible.

Les outils de simulation numérique tels que les outils de Conception Assistée par Ordinateur (CAO) ou
ceux utilisant la méthode des Eléments Finis (EF), sont couramment utilisés en phase de conception
pour prédire, avec une tres grande précision, les termes de masse et d’inertie de la structure et avec une
précision moindre les termes de rigidité.

Actuellement Pamortissement prédit et modélisé est classiquement affecté d’une erreur importante, ce
qui rend bien souvent les résultats de modélisation discutables. Il est pourtant nécessaire de connaitre
les propriétés dissipatives de la structure si 'on veut pouvoir déterminer le niveau de réponse vibratoire
de cette derniere. Ainsi, la prédiction des niveaux vibratoires des la phase de conception reste un
élément déterminant dans le dimensionnement des structures.

Les secteurs de I'automobile, de I'aéronautique et du génie civil sont directement impactés par ces
problématiques dans 'analyse du comportement vibro-acoustique des caisses en blanc, des lanceurs
spatiaux ou des ouvrages d’art. Les assemblages des sous-parties de ces structures (liaisons rivetées,
boulonnées ou soudées par points) influencent leur comportement dynamique.

www.forum-auto.com/les-clubs/peugeot-206-207 /sujet26126.htm spaceweb.oulu.fr/projects/cluster/linksandpics.ht br.chryso.com/upload/t_documents/Fichier_I1.1/22012/Pon-
ml VascoGama_FR_BD.pdf
Caisses en blanc Lanceurs spatiaux Cables et Structure de ponts
haubanés

Figure 1: exemples de produits industriels impactés par les problémes d'amortissement vibratoire générés par les
assemblages.

L’impossibilité d’évaluer Pamortissement dés la phase de conception de la structure implique de longues
et couteuses campagnes d’essais afin de pouvoir le mesurer. Le résultat obtenu est souvent global pour
la structure ou réduit a une approche modale, sans prise en compte du niveau d’excitation qui peut
avoir une influence sur I’évolution de 'amortissement.

Bien que les assemblages des sous-structures correspondent a des liaisons ne présentant pas de degrés
de liberté cinématiques, entre les surfaces d’assemblage il se produit des glissements partiels qui
provoquent une perte d’énergie par frottement (1).

De nombreuses études ont été menées afin de comprendre et de mettre en évidence ce mécanisme de
perte d’énergie dans les liaisons (2), (3), (4), (5), (6), (7), (8). Toutes ces études montrent que les liaisons



sont une source majeure de dissipation d’énergie dans les structures assemblées. De nombreux auteurs

ont constaté expérimentalement que dans les structures assemblées, 'amortissement indui
1), (9), (10 t tat ti tal t dans les struct blées, I’ ti t induit
par les assemblages est tres supérieur a 'amortissement intrinséque aux matériaux.

Il est donc nécessaire de pouvoir modéliser ces phénomenes afin d’étre dans la mesure de quantifier
cette énergie dissipée qui influence 'amortissement des modes propres de vibration de la structure
assemblée. Expérimentalement, il est possible de déterminer des valeurs d’amortissement modal, par
exemple en analysant les Fonctions de Réponse en Fréquence (FRF) d’une structure.

Du point de vue d’une structure nous pouvons définir la liaison comme un ou plusieurs contacts entre
couple de surfaces fonctionnelles. Cette surface commune de contact nommée également interface, est
technologiquement assurée par des éléments de maintien en position (boulons, vis d’assemblage, rivets,
points de soudure). Ils assurent une pression normale a linterface. La transmission des efforts
tangentiels a I'interface se fait par adhérence des deux surfaces en contact. Si on considére deux picces
S1 et S2 en contact surfacique chargé par une force normale au contact N (Figure 2-a), on définit deux
mécanismes de dissipation d’énergie par frottement possible lors de I'application d’un effort tangentiel
au contact T :

- Le macro-glissement : il y a glissement total des pieces 'une par rapport a 'autre (Figure 2-b) ;

- Le glissement partiel : une partie de linterface glisse I'autre adhére. Suivant le niveau de
description de I'interface (description : géométrie nominale ou description de la géométrie avec
prise en compte des défauts de formes et de la micro-géométrie), on peut différencier deux
types de glissement partiel :

¢ Le meso-glissement : il n’y a pas de glissement total des pieces 'une par rapport a
l'autre, seulement une partie va glisser, cette zone de glissement va se propager
jusqu’au glissement total si on augmente T (Figure 2-c) ;

e Le micro-glissement : il y a glissement au niveau des aspérités définissant la micro-
géométrie de la surface (Figure 2-d).

K
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— —
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Tzl
121

Figure 2 : type de glissement dans une interface.



Dans la plupart des structures assemblées, les sous-parties ne présentent pas de mobilité entre elles,
c’est donc le glissement partiel qui provoque une dissipation d’énergie par frottement dans 'interface et
donc I'amortissement modal de la structure. Au niveau du contact, cette énergie mise en jeu par le
travail de la force de frottement va en trés grande partie se transformer en énergie thermique et se
dissiper dans le milieu ambiant et dans les deux solides en contact. Sous I'action des contraintes et de
I’échauffement, les surfaces des picces vont subir des modifications structurelles allant jusqu’a I'usure.
Lorsque les surfaces sont soumises a des contraintes alternées qu’elles soient mécaniques ou
thermiques, on obtient un endommagement par fatigue de contact qui provoque des dégradations qui
apparaissent sous forme de piqures, de fissures ou d’écaillage... Le glissement partiel dans linterface
produit ce type de fatigue ou également appelé « usure par petit déplacement » (11). Le phénomene qui
provoque cette usure est appelé fretting et a été défini analytiquement par Mindlin (12) (voir Figure 3)
pour un contact sphere plan en glissement partiel.

N
T A 4
/
/ P P
ey ™[] zone d’adhérence
2a []Zone de glissement
Modélisation du contact sphére/plan Aire de contact
soumis a une charge normale et tangentielle Théorique Expérimentale

Figure 3 : glissement partiel dans un contact sphére/plan (Essai VCTM LISMMA)

IIl. Physique de 'amortissement

Les vibrations dans une structure sont la conséquence d’un transfert alternatif entre énergie cinétique et
énergie potentielle de déformation. Sans dissipation d’énergie, il n’y a pas de perte d’amplitude des
vibrations dans le temps. En pratique, il y a toujours des dissipations d’énergie amenant les amplitudes
d’oscillation a converger vers un état d’équilibre (statique dans le cas d’un systeme libre et dynamique
dans le cas d’un systeme forcé).

1. Oscillations libres non amorties
Le systeme évolue de part et d’autre d’'un état d’équilibre stable, sans diminution d’amplitude des

oscillations.

X

K —
w m

Figure 4 : Systéme conservatif a un degré de liberté

Equation différentielle régissant le mouvement de la forme :

mi—+kx =0 1

avec m masse, k raideur du ressort, x déplacement de la masse.



Ou sous la forme

z+ wozz =0 2
Avec la pulsation propre
0
m
Et la période propre
2
== 4

La solution générale de I’équation différentielle (1) sécrit :

x (t) = Acos (wot + cp) 5
X
A i |
AW t
RSN

Figure 5 : réponse temporelle libre non amortie

2. Sources d’amortissement dans les structures assemblées

Dans la réalité, les vibrations libres étudiées précédemment n’existent pas car il y a toujours
amortissement au cours du temps et 'amplitude des oscillations diminue avec le temps. Ces forces
d’amortissement s’opposent au mouvement et sont donc de signes opposés aux vitesses.

Dans la pratique, un systeme réel cumule différents types d’amortissement qui ne dépendent pas
exclusivement de la vitesse et qui contribuent donc a l'atténuation du mouvement (13), (14). Une
structure présente différentes sources d’amortissement dans son milieu environnant (Figure 6) :

Amortissement externe a la structure :

- Amortissement diit a un conplage fluide/ structure : P'interaction de la structure en vibration avec le
fluide environnant modifie la réponse vibratoire de la structure, ce phénomene est dit couplé
car le comportement de la structure dépend de celui du fluide et inversement (15), (16), (17).

- Amortissement dii a un élement extérienr lié a la structure: utilisation de matériaux absorbants
viscoélastiques (18), (19) ; amortisseur fluide/ressort, frotteur sec (20), (21).



- Amortissement dii an couplage passif, actif ou semi-actif de matérianx piézo-électriques : s sont capables
d’assurer une conversion d’énergie électromécanique réversible par effet piézoélectrique (direct
ou inverse) (22), (23). lls peuvent donc étre indifféremment utilisés comme capteurs ou
actionneurs, ou méme cumuler ces deux fonctions. Cette réversibilité permet surtout de gérer
les transferts d’énergie au sein d’une structure sur laquelle est intégré ce type de matériau et
permet d’obtenir des systemes «ntelligents» (smart system) (24). Il est donc envisageable
d’optimiser 'extraction d’'une part de I’énergie mécanique de la structure par des techniques
appropriées et de controler ainsi son état vibratoire.

Amortissement interne a la structure :

- Amortissement intrinséque a la structure : 1.’ amortissement dans les matériaux est un processus tres
complexe, qui obéit 2 nombre de différents mécanismes. Il résulte de la dissipation d’énergie
lors de transformation de la structure interne (25). Les mécanismes engendrant ces
transformations peuvent étre fonction de la température, de 'amplitude ou de la fréquence de la
déformation et entraine un comportement plus ou moins non-linéaire (26). I’amortissement
interne est relativement faible dans les métaux et les matériaux monoctistallins (27).

- Amortissement dii aux liaisons de la structure : Pamortissement est di aux micro-glissements présents
dans les interfaces constituant les liaisons entre les différentes sous-structures de la structure

étudiée (3), (28).
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Fluide / Structure

Couplage
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Interaction
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Sous-structure 1
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Amortissement dii

Sous-structure n

Frotteur sec
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frontew

» Amortissement
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Structure assemblée étudiée

Figure 6 : sources d’amortissement pour une structure assemblée




lll. Modélisation de 'amortissement

1. Amortissement visqueux di a la résistance fluide

Ce type d’amortissement se produit a des vitesses faibles pour des surfaces glissantes lubrifiées
(amortisseur hydraulique), il est souvent utilisé a cause de sa loi de comportement linéaire (force
proportionnelle a la vitesse) qui permet d'aboutir a une équation linéaire dont la résolution est possible
analytiquement.

11 correspond a la modélisation d'un potentiel de dissipation proportionnel a la vitesse vibratoire qui
prend la forme suivante pour un systéme discret :

E, = Laron 6
2

ou C est la matrice d'amortissement visqueux, a coefficients réels et # vecteur de déplacement.

Il conduit aux équations classiques de la dynamique des structures.

Régime libre amorti pour un systéme a un degré de mobilité :

k ﬁx
— | m
C

Figure 7 : systeme dissipatif a2 un degré de liberté (frottement visqueux)

Equation différentielle régissant le mouvement de la forme :

mi+ct+kr=20 7

avec c coefficient d’amortissement visqueux.

Ou sous la forme

T +20wT + wozx =0 8

m

Avec la pulsation propre

Et le taux d’amortissement

¢= 10



En fonction du taux d’amortissement, on observe différents régimes de retour a Iéquilibre statique
(Figure 8) :

g=1
—_—
2
e Apériodique pour {>1; z=10
e Critique pour {=1; ——
e Pseudo-periodique <1 ;
e Harmonique {=0.
= i o . -
2 4 B B 10

Figure 8 : réponse temporelle amortie.

Amortissement visqueux équivalent :

L’énergie dissipée par un amortisseur visqueux dépend de 'amplitude de la vibration, de sa pulsation et
de la valeur d’amortissement.

W, = chxfm 11

diss

Dans beaucoup d’applications la comparaison de I’énergie obtenue par d’autre forme d’amortissement a
celle obtenue dans le cas de I'amortissement visqueux permet de définir un amortissement visqueux
¢quivalent (5), (29), (30) .

_ diss
Cequ - 2 12
ﬂ-wxnmx

Pour évaluer la capacité d'amortissement, cette énergie dissipée par cycle sous chargement harmonique
est comparée a l'énergie potentielle maximale, en calculant le rapport de ces deux quantités, on obtient
le coefficient d’amortissement équivalent :

diss ﬂ-cwoxfl;lx 4 C
e =4
I 1., e 13
» —kz
2 max

On obtient ainsi une formulation énergétique du coefficient d’amortissement que I'on peut évaluer a
partir du rapport des énergies dissipées sur 'énergie totale apportée au systeme pendant un cycle. On
met ainsi en place la notion de taux d’amortissement équivalent :
Wliss‘
¢ =—= 14

L’énergie dissipée est représentée par la surface incluse dans la courbe d’hystérésis et Iénergie
potentielle par la surface moyenne sous cette courbe (Figure 9).

10



Force

Energie dissipée

Déplacement

/
/

Energie
potentielle

Figure 9 : coutbe Force/Déplacement.

2. Amortissement hystérétique

Dans Tanalyse du comportement vibratoire des structures, on est pratiquement confronté a des
systémes ayant des relations contraintes/déformations présentant une boucle d’hystérésis (Figure 10) et
qui ont la faculté de dissiper de I’énergie (31). Ce type d’amortissement est non-linéaire.

Force

g

Déplacement

Figure 10 : coutbe Force/Déplacement (Boucle d’hystérésis).

Amortissement par frottement sec (de Coulomb)
e type d’amortissement se produit lors d’un glissement sur des surfaces non lubrifiées
C d t t se produit lors d’un gl t sur d f lubrifi

Dans le cas du modele d'amortissement utilisé pour modéliser le frottement sec, la force
d'amortissement est constante.

X

—

A

L1777777777

Figure 11 : systeme dissipatif a un degré de liberté (frottement sec).

Elle est égale au produit de la force N normale au plan de contact par le coefficient de frottement y,
dans le cas d'une masse m sur un plan horizontal:
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Figure 12 : loi de Coulomb
F = +uN 15

La force de friction représentant la force d’amortissement agit dans le sens opposé a la vitesse.

Equation différentielle régissant le mouvement de la forme :

mi + kr = ,E. F, 16
4
FO
+UN
X
_HN

Figure 13 : boucle d’hystérésis pour le modéle de Coulomb

L’énergie dissipée sur un cycle est donnée par :

W, —=4uNz,, 17

diss

L'amortissement visqueux équivalent ¢ est obtenu en exprimant que ’énergie dissipée par frottement
equ

est égale a I'énergie dissipée dans un amortisseur visqueux.

4uN
_ 4uN "
TWT

max

equ
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Amortissement structural

L'amortissement hystérétique ou amortissement structural est da aux frottements internes a la structure
(amortissement intrinséque dans les matériaux (32), amortissement di aux assemblages). Cette notion
est souvent décrite par une rigidité complexe lorsque I'équation est exprimée dans le domaine
fréquentiel.

L’équation dans le domaine fréquentiel régissant le mouvement en régime permanent est de la forme :

} z(t) = Xe™'
(—mwz +(1+m)k)X =F 0 g 19
avec f(t) = Foe“
Avec
eq w
Et le taux d’amortissement équivalent suivant :
k
¢ =—1 21
2mw w
A la résonance :
n
_n 22
¢ 5
On met ainsi en place la notion de facteur d’amortissement structural (ou de perte : Loss Factor) :
Wiiss
p=—t =9 23

Pour I’étude de 'amortissement des structures assemblées, dans un grand nombre de publications (33),
I’ amortissement est identifié comme un amortissement visqueux et linéaire dont la validité est limitée a
la fréquence et a Pamplitude auxquelles il a été déterminé. D’autres auteurs ont identifié de maniere plus
réaliste un amortissement fortement dépendant de 'amplitude vibratoire (34), (35) et (30).

13



3. Comportement fréquentiel des différents modéles d’amortissements

La Figure 14 donne le schéma de principe des différents types d'amortissements représentés sous forme
de l'angle de perte de la rigidité dynamique pour une rhéologie sans masse et un comportement
¢lastique linéaire associé en paralléle du modéle purement dissipatif.

Le modele de Kelvin-Voigt qui associe un mode¢le fluide purement dissipatif a un mode¢le élastique
purement conservatif est tres fréquemment utilisé mais il reste peu représentatif de I'amortissement réel
dans de nombreux cas. Il montre une évolution rapide de l'amortissement en fonction de la fréquence
et tend vers un angle de perte de /2.

L'amortissement structural linéaire conduit a une formulation complexe ou non-causale de la raideur
dans le domaine temporel.

Les comportements hystérétiques tels que le frottement sec (associés a une raideur) conduisent a des
amortissements constants indépendants de la fréquence mais non-linéaires en fonction de I'amplitude.

/2

“ot
\Le\\l'\“ No®

Angle de perte

non linéaire en fonction de I'amplitude

Amortissement structural linéaire

Fréquence

Figure 14 : schéma de principe des différents types d'amortissements représentés sous forme de 1'angle de perte
de la rigidité dynamique
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IV. Quantification de I'énergie dissipée par glissement partiel

1. Les différents mécanismes de dissipation d’énergie

Les études visant a étudier 'amortissement di aux assemblages de sous-structures peuvent étre divisées
en deux groupes, en fonction du mécanisme de dissipation d’énergie étudié :

- Energie dissipée par macro-glissement ;
- Energie dissipée par glissement partiel.
Dans le premier groupe, 'amortissement provient d’un glissement total (déplacement relatif entre les

deux pieces en contact) entre la structure étudiée et un élément extérieur (35), (37), (38), (39), sans
couplage structural (modal) avec la structure.

Structure étudiée

Frotteur externe

Figure 15 : montage expérimental de L. Korkmaz et al. (39)

L’objectif de ce type d’étude est, de diminuer 'amplitude des déplacements pour limiter les risques
d’endommagement. L’utilisation d’un frotteur externe (Figure 15) appelée «amortisseur par
frottement » permet de diminuer "amplitude des vibrations (dissipation d’énergie par frottement sec et
réponse non linéaire). La modélisation du frottement est faite a travers une force externe, le modcle
couramment utilisé est le modéle de Coulomb. Ce type d’amortisseur est utilisé, dans le domaine de la
motorisation aéronautique, en particulier dans la tenue en fatigue des aubes de réacteurs. Le frotteur
vient réduire les amplitudes de vibration de 'aube afin de diminuer les fissurations et ruptures des pieds

d’aubes (21), (40), (41), (20).

frotteur sous plateforme

frottement en pied d'aube

Figure 16 : assemblage aubes-disques muni de frotteurs sous plates-formes (21)
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Dans le second groupe, 'amortissement provient de la structure elle-méme a travers une liaison, il est
da a un glissement partiel des surfaces en contact (pas de déplacement relatif entre les deux picces en
contact) entre deux picces faisant partie toutes les deux de la structure étudiée.

Afin de comprendre et de définir de fagon analytique le mécanisme de perte d’énergie. Les études sur la
prise en compte des interfaces a comportement non-linéaire portent, pour la plupart, sur des structures
de géométrie simple :

- poutres avec interface longitudinale (3) - Figure 17-b ;

- ¢éléments de poutre reliés par une liaison vissée (7) - Figure 17-a ;
- poutre sandwich sollicitée en traction (42) -Figure 17-c ;

- structure treillis et dissipation dans les articulations (10) ;

(a) A bolted structure — A free-free beam with a lap joint subjected to an axial load F

¢¢¢¢¢¢p¢¢¢¢¢¢¢¢¢¢
TTr T 1T T T T T T T T T T TTT e

(b) A press-fit joint subjected to a clamping pressure p and a vertical shear load F

2

i HMHHHI
R I I

(c) A lap-shear joint subjected to a clamping pressure p and an axial load F

Figure 17 : différents types de modeles expérimentaux

2. Approche globale et locale de quantification de la dissipation

Pour modéliser 1'énergie dissipée en dynamique des structures, il est classiquement utilisé: un
amortissement visqueux (33), ou un amortissement structural (7), (43) également appelé amortissement
hystérétique. La principale différence entre ces deux approches est que I'amortissement visqueux induit
une perte d'énergie dépendant de la fréquence. Considérant que les pertes d’énergie par frottement ne
sont pas dépendantes de la fréquence, dans cette ¢tude, I'amortissement sera modélisé avec un modele
d'amortissement structural. En outre, (35) et (44) ont identifié une énergie dissipée fortement
dépendante de l'amplitude de la charge. Cette dépendance induit des effets non linéaires. Pour
modéliser le comportement hystérétique, les limites de glissement sont calculées en utilisant la loi
Amontons-Coulomb dans les modéles éléments finis (45). Pour les modeéles globaux, les modeles de
Dahl et d’Iwan sont fréquemment utilisés, voir (46).
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Les études visant a quantifier l'amortissement da aux glissements partiels peuvent se classer suivant
deux approches :

- Approche globale : A partir d’essai vibratoire sur une structure, on identifie un amortissement
et les parametres de modéles vibratoires ;

- Approche locale : I'énergie dissipée est déterminée par une description locale des interfaces et
de leur chargement.

Approche globale

A partir de mesures effectuées sur la structure (excitation choc, aléatoire ou sinusoidale) en certains
points judicieusement choisis pour obtenir des déformations significatives, il existe plusieurs moyens
expérimentaux pour quantifier la valeur de cet amortissement. Tout d'abord, un facteur de perte peut
¢tre défini par le rapport de l'énergie dissipée par frottement dans les interfaces a I'énergie de
déformation maximale calculé sur un cycle en conditions quasi-statiques (4), (42). Il est également
possible d'estimer I’énergie dissipée, a travers le ratio d'amortissement modal, par analyse des fonctions
expérimentales de réponse en fréquence (FRF), voir par exemple (10) et (43), dans le domaine
fréquentiel. Dans le domaine temporel, 1'amortissement modal peut étre identifié en utilisant la
méthode du décrément logarithmique (44). Les signaux temporels peuvent également étre traités en
utilisant une transformée Temps-Fréquence (transformation de Hilbert, transformation en Ondelettes)
lorsque plusieurs fréquences ou des comportements non linéaires sont pris en compte (48).

Approche locale

Afin d’évaluer I’énergie dissipée dans les interfaces il existe plusieurs approches. Une grande partie des
auteurs favorise une description continue de linterface (4), (42), (44), (49). L'énergie dissipée est nulle
lorsque il y adhérence entre les surfaces et positive lorsqu’il existe un glissement partiel. La transition de
la position d’adhérence a celle du glissement partiel dépend de la contrainte normale entre les deux
surfaces de contact. Dans les assemblages, les contraintes normales dépendent du temps et de leur
répartition. Dans la bibliographie, sont distingués les cas dans lesquels les contraintes normales sont:

- Constantes (indépendantes du temps) et uniformément réparties (4), (42), (44) ;

- Constantes et non uniformes distribuées (8), (38) et (50) ;

- Non constantes et de distribution non uniforme (calculées avec des modeles discrets), voir (50)
a titre d'exemple.

Afin d’obtenir et résoudre les équations du modele avec contraintes normales constantes et
uniformément réparties, plusieurs auteurs ont utilisé une approche analytique ou semi-analytique.
L'objectif est de déterminer une fonction d’amortissement paramétrique, (37), (44).

Les codes de calcul par éléments finis prennent en compte le contact entre les deux parties assemblées
(43) et permettent la modélisation de géométries plus complexes. Ce type de simulations présente
cependant deux difficultés : il nécessite une discrétisation de I'interface tres fine, ce qui induit un grand
nombre de degrés de liberté pour modéliser le contact mais présente peu d’intérét pour la modélisation
du comportement vibratoire. La taille de I'incrément temporel de chargement doit étre suffisamment
petite pour assurer la convergence ce qui conduit a un grand nombre d’itérations. Ainsi la simulation
par éléments finis d’une structure assemblée nécessite souvent des couts de calculs prohibitifs.

Actuellement, des recherches sont menées pour diviser la structure en sous-structures pour faciliter les
calculs (8), (50).
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V. Conclusion

Il existe donc plusieurs approches pour évaluer Iénergie dissipée par glissement partiel dans les
interfaces, ces méthodes se positionnent entre la modélisation et 'expérimentation avec des approches
locale et/ou globale. Dans un espace défini par ces 4 axes d’analyse (modélisation, expérimentation,
local et global), le schéma fonctionnel suivant met en place les différents « approches » possibles qui
conduisent a définir les amplitudes vibratoires d’une structure. La structure est supposée avoir des
modes découplés.

Ce schéma fonctionnel permettra de placer dans une démarche générale les différents travaux de cette
these.

A
i Global
: Banc d’essai
M
N
K
X Equation du |
mouvement | f(t) |
N Dispositifs
Modéle | P
i de mesure
poutre i
|
| Dispositifs
; d’excitation
i
|
Modélisation Expérimental
P L ihefpubytiiui gL fd WdiSS n _______________________ L. =4 p_ .......... —i>
hJ :
|
| Géométrie
Paramétres | poutre
f :
[
| |
I ’ s .
L MMmC : Gfeometne
| i interface
[
|
Local |
Figure 18 : Schéma fonctionnel
Avec :
M : masse modale de la structutre K : raideur modale de la structure
X : déplacement du modéle a un ddl f(t) : force d’excitation
faq : force de dissipation non linéaire Waiss : énergie dissipée par glissement partiel dans les

interfaces d’assemblage.
1M : facteur de perte
Mode¢le poutre : définition du modele poutre de la structure  MMC: mécanique des milieux continus (contraintes,
déformations et déplacements)
N : effort normal appliqué sur les interfaces Géométrie interface : position, dimension et forme
Géométrie poutre : dimension et fixation poutre
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Chapitre 2

Analyse rhéologique de la dissipation
d’énergie

Résumié :

Un nouveau cas d’étude de 'amortissement dans les structures assemblées est proposé et justifié. Le

modele de structure proposé est un modele de poutres assemblées dont la position des interfaces est
originale.

Une approche quasi-statique est proposée, les champs de contraintes et de déplacements sont
déterminés dans les interfaces de la structure au cours d’un cycle de chargement. L’énergie dissipée par
le glissement partiel et enfin le facteur de perte associé au premier mode de flexion sont déterminés.
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l. Introduction

L’objectif de ce chapitre est de déterminer le facteur de perte du modele choisi (modele poutre) grace
une analyse quasi-statique de I'énergie dissipée par glissement partiel dans les interfaces. Dans ce but,
un modele de poutre est retenu pour déterminer les efforts sur les interfaces. Les contraintes et les
déplacements dans les interfaces sont déterminés par un calcul de MMC local.

A
i Global
: Banc d’essai
M
N
K
X Equation du |
mouvement | f(t) |
- i Dispositifs
Modele i P
i de mesure
poutre i
|
| Dispositifs
| d’excitation
i
i
i
IModélisation _ Expérimental
<f--=— === fd Wdiss > n ....................... 4 EAMEIHIE Y —i>
A [
[
|
| Géométrie
Paramétres | poutre
f |
i
i
I |
i
| Géométrie
» MMC 1 .
| | interface
|
i
i
Local\}/
Figure 1: schéma fonctionnel
Avec :
M : masse modale de la structutre K : raideur modale de la structure
X : déplacement du modéle a un ddl f(t) : force d’excitation
fa : force de dissipation non linéaire Waiss : énergie dissipée par glissement partiel dans les

interfaces d’assemblage.
1M : facteur de perte
Mode¢le poutre : définition du modele poutre de la structure  MMC: mécanique des milieux continus (contraintes,
déformations et déplacements)
N : effort normal appliqué sur les interfaces Géométrie interface : position, dimension et forme
Géométrie poutre : dimension et fixation poutre
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Présentation du modeéle d’étude

1. Justification du choix du mod¢le d’étude — hypothéses

Les effets du micro-glissement sur I'amortissement d'une structure assemblée sont fortement liés a
l'amplitude des vibrations.

La Figure 2 sur la gauche montre le résultat d'une simulation de réponse temporelle libre d’une
structure constituée de matériaux supposés conservatifs et de liaisons dissipatives.
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Figure 2 :
réponse temporelle libre d’une structure assemblée évolution de ’amortissement en fonction de

(Figure 7), effet du micro-glissement

Trois phases peuvent étre distinguées :

Pamplitude de déplacement obtenue a partir de la
réponse temporelle

Pour des faibles valeurs d’amplitudes de déplacement, le micro-glissement n’apparait pas :
I'énergie perdue par micro-glissement est égale a zéro.

Entre la limite d’adhérence jusqu’a la limite du glissement total entre les deux parties de la
structure, 1'énergie perdue par micro-glissement augmente en fonction de 'augmentation de
I'amplitude du déplacement (glissement partiel dans l'interface).

Apres cette phase de glissement partiel, une phase de macro-glissement se produit, mais ce
phénomene n'est pas modélisé ici car il n’est pas représentatif du comportement réel des pieces

de liaison d’un assemblage.

L'amortissement induit par micro-glissement dans une interface peut étre modélisé comme fonction des
déplacements. La Figure 2 sur la droite montre I'évolution du facteur de perte (Loss Factor) par rapport
a l'amplitude de déplacement, la fonction est obtenue a partir du calcul du déplacement dans le domaine
temporel.

Il a été montré expérimentalement par G. Amontons [1663-1705] et C.-A. Coulomb [1736-18006] que le
frottement ne dépend pas fortement de la vitesse de glissement (troisieme loi d’Amontons-Coulomb).
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Ainsi, il est supposé que l'amortissement généré est indépendant de la fréquence de vibration. La
fréquence d'excitation est donc sans conséquence et n’est pas prise en compte dans le calcul des forces
dissipatives. Cela permet de réaliser une étude dynamique du cas d’étude proposé avec une approche
quasi-statique.

Deux essais sont proposés conduisant a une comparaison entre une poutre monolithique et la méme
poutre coupée en trois parties et qui a donc deux interfaces. Les modifications structurelles de la poutre
génerent deux effets (voir Figure 3):

- une diminution de la fréquence naturelle (diminution de la raideur) ;
- une augmentation du taux d'amortissement (diminution de 'amplitude de la réponse).

= = = Monolithic beam
16 m— Sectionned beam| —

s |d o

@ @ - )
T
L

relative vibration magnitude

ol
n

02

| 1 | 1 1 1 |
092 094 0.96 098 1 1.02 1.04 1.06 1.08

Normalized frequency (Hz/Hz)

Figure 3 : fonction de réponse en fréquence d’une structure avec ou sans interfaces.

L'objectif principal de l'expérience proposée est de quantifier I'évolution de 'amortissement dans le cas
de la poutre monolithique puis dans le cas de celle coupée.

Dans I’étude qui suit, seul 'effet de 'amortissement est analysé. Le modele d’étude est congu pour
assurer une charge normale uniforme, mais en raison de I'usinage des surfaces planes des interfaces,
certains défauts peuvent apparaitre. Les conséquences d'une planéité imparfaite de l'interface ou de
défauts de perpendicularité sont calculées en utilisant un code éléments finis avec un modele dans
lequel les défauts géométriques sont imposés. La Figure 4 montre, pour un défaut de perpendicularité
définit par un angle O et un défaut de planéité modélisé par une surface bombée de rayon R, la
répartition de la contrainte normale dans linterface da a la I'application de la charge normale F sur
I'interface.

I’évolution de la contrainte normale est tracée pour différentes valeurs de ces défauts. Les valeurs de
ces défauts doivent donc étre tres faibles pour assurer l'uniformité de la contrainte normale le long de
l'interface.
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Figure 4 : évolution de la contrainte normale dans une interface plane en fonction des défauts de perpendicularité
(a gauche) et des défauts de planéité (a droite).

2. Description de la structure étudiée

Le modele d’étude est congu pour simuler les interfaces de liaison d'une structure assemblée sollicitée
par une charge normale constante et uniforme et avec une charge transversale dynamique.

Dans un premier temps, nous étudions le cas d'une poutre "monolithique".
5

Cette poutre est encastrée a ses deux extrémités. Une force transversale d’intensité 2T est appliquée au
milieu de la poutre (Figure 5). Elle induit une flexion simple de la poutre.

T [ =400 mm

v

& P
|\ s

Figure 5 : modélisation de la poutre bi-encastrée chargée en son centre — Efforts (en rouge) et moments résultants
(en vert) au niveau des encastrements
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L'étude des efforts internes de la poutre monolithique, montre que le moment de flexion est égal a zéro
dans la section située a 1/4 (Figure 6).

!
M (N.my 2
, » X
o I
4
A
T(N)
> X
T

Figure 6 : diagrammes du Moment fléchissant Mf et de ’Effort tranchant T le long de la poutre.

Par conséquent, dans cette section, il n'y a que des contraintes tangentielles de cisaillement, les
contraintes normales induites par le moment fléchissant étant nulles (voir Figure 8).

Dans un second temps, une poutre coupée, de méme géométrie et avec les mémes conditions limites
que la précédente, est étudiée (voir Annexe 1).

Cette structure est composée de trois poutres successives, de longueurs respectives 1/4, 1/2 et 1/4 (voir
Figure 7). Les poutres sont reliées par deux interfaces planes. Les trois parties demeurent liées a 1'aide
d'une charge axiale N (voir Figure 7), et de la friction entre les deux parties en contact.

! / !
b & | - \ 4

N
i

y

=

)
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S=b.h b
or
Gz 12

Figure 7 : modélisation et chargement de la poutre coupée

L’objectif de cet assemblage est de découpler les contraintes normales et tangentielles. LLe moment
fléchissant étant nul en 1/4, le montage retenu nous permet donc bien d’obtenitr des conditions de
contraintes particulieres dans les interfaces aux abscisses x = 1/4 et x = 31/4, a savoir (voir Figure 8) :

- Contrainte normale constante ;
- Contrainte tangentielle dynamique.
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Figure 8 : état de contrainte a ’abscisse x = 1/4 et x = 31/4 dans la poutre monolithique (2 gauche) et dans la

poutre coupée (a droite) pour un chargement 2T variable dans le temps.

Cet état de contraintes dans les interfaces est le point fort du modele proposé.

Ce modele d’étude s'appuie sur plusieurs hypotheses :

il est supposé que le premier mode de flexion sera identifié¢ sur la base d'une déformation
statique (Rayleigh- Hypothese de Ritz) ;

toutes les simulations seront calculées en tenant compte soit d’une charge transversale ou d’un
déplacement transversal appliqué a la moitié de la poutre ;

les encastrements seront considérés comme parfaits (c'est a dire, infiniment rigides et sans
frottement). Le mod¢le expérimental sera congu de manicre a prendre en compte les limites de
la validité de cette hypothese. Cependant, la modélisation des encastrements pourra étre ré-
ajustée en y ajoutant une rigidité finie, au lieu de considérer I’encastrement infiniment rigide.
Une des conséquences de cette modification sera que 'abscisse de la section ou le moment est
nul se sera déplacée. Cependant cette hypothese n’affecte pas les développements analytiques
suivants.

La dépendance au temps des contraintes étant posée, nous allons maintenant définir leur répartition
spatiale le long de I'interface.

1.

Modélisation des interfaces de contact de la structure

Détermination de ’état de contrainte dans I’interface

Dans cette partie, les contraintes sont calculées dans les interfaces entre les trois parties de la poutre
coupée, plus particulierement pour la section transversale située a 1/4.
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Deux types d'états de contrainte sont ensuite examinés (voir Figure 9). Premic¢rement, lorsque la valeur
de contrainte maximale est plus faible que la contrainte limite de friction (égal a po,), le champ de la
contrainte de cisaillement g est le méme que dans la poutre monolithique.

Y
N

h/2
3

Zone of local

sliding in the

interface.

&
=h/2

-—-- Theoretical distribution of shear stresses for the « monolithic beam ».
-—- Distribution of the shear stresses showing local sliding.

Figure 9 : champs de distribution de la contrainte de cisaillement dans la poutre monolithique et dans la poutre
coupée a P’abscisse x=1/4.

La distribution de la contrainte dans la poutre monolithique est supposée étre parabolique (1) (voir
Figure 9). Cette hypothese permet un champ de contraintes continue le long de I'axe des y, et la
vérification des conditions aux limites naturelles pour y = h/2 ety = -h/2.

T 2+3T e y=0 — T 31 1
T = ——— _—— = = — —
21, Yo m 98

Avec 1 contrainte de cisaillement, 2T effort appliqué au centre de la poutre, I;, moment quadratique de
la section, S aire de la section.

Deuxiemement, lorsque la contrainte maximale atteint une valeur supérieure a la valeur de la contrainte
de friction, le maximum de la contrainte de cisaillement est majoré par po,.

Le calcul des contraintes est effectué sur la surface sous une charge normale constante. Lors de
I'application de l'effort tranchant, avant le macro-glissement, il y a une phase de glissement partiel, qui
correspond a un glissement qui prend sa source au milieu de l'interface. Ce glissement se produit sans
mouvement macroscopique entre les différentes parties de la structure.

Dans chaque interface, la charge induit des contraintes de cisaillement qui ont une distribution
supposée parabolique comme dans le cas de la poutre monolithique. Lorsque le glissement partiel se
produit, il y a une nouvelle répartition des contraintes de cisaillement révélant la zone de glissement
(voir Figure 9). Le modele de Coulomb est pris en compte pour définir la limite de glissement, une
nouvelle répartition des contraintes est déterminée analytiquement.

Cela révele une zone de glissement centrée ayant une hauteur de 2€ (dans laquelle la contrainte est
constante), entourée par deux zones d’adhérence (dans lesquelles la distribution des contraintes est
parabolique).
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La distribution parabolique des contraintes de cisaillement dans les zones d’adhérence peut étre définie
ainsi :
Pour h

el——;—¢|U
A 3

h
5;—;]
2

T=Ay’ +B 2
La distribution constante de la contrainte de cisaillement dans la zone de glissement est donnée par :

T :uo—ﬂ 3

Avec 1 contrainte de cisaillement, p coefficient de frottement et g, contrainte normale.

Pour un effort tranchant donné, les conditions limites sont définis pour y = h/2 et a la limite de la zone
de glissement (y = &). Cela permet de définir les constantes A et B de 'équation 2 :

h h’ R’
poury=—;7T=A—+B; B=—-A— 4
2 4 4
po,
poury =& 7= po,; A= P 5
2
4

Les conditions d'équilibre sur les sections transversales de la poutre garantissent que les forces
transversales restent identiques des deux cotés de la section définissant I'interface. Ainsi 'intégrale des

contraintes sur la section est égale a la force transversale :
h h

T:fr.ds zbjT.dy :bj(A.y2+B) .dy—&—b]u.an .dy+b](A.y2—|—B) .dy 6
s 3

—h —h -£
2 2

En prenant en compte les conditions aux limites (eq 4 et 5), il est possible de déterminer les limite [-C ;
€] de la zone de glissement partiel :

—2h—|—£+ 2h—£ —6h—£ 7
buo, buo, buo,
$= 8
et ainsi de déterminer la distribution de la contrainte de cisaillement dans la zone de glissement partiel :
= #‘ O—n yQ _ E 8
s L
4
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Pour conclure, les contraintes sont définies pour toute la structure, en particulier dans les interfaces ou
a partir d’une certaine charge apparait deux zones (Figure 9) :

- la zone d’adhérence définie par :

Pour ye

h
72a7§

U 5;—;]

h? 4
2 1V
¢ 4
avec
I R
buo, buo, buo,
£= 2

- la zone de glissement partiel définie par :
Pour yé[fﬁ,ﬁ]

T=uo,

Un parametre dimensionnel £ (fonction de la géométrie de la poutre, des efforts appliqués et du
coefficient de frottement) définit, dans la hauteur de linterface, la zone de glissement et celle
d’adhérence.

2. Détermination du champ des déplacements dans I’interface

Cette partie de I'étude vise a trouver un modéle semi-analytique pour décrire Pamplitude relative du
déplacement dans l'interface.
Entre les deux plans de I'interface, il est supposé que :
- le déplacement est nul dans la zone d’adhérence poury = £ ety <-£;
- le déplacement est parabolique dans la zone de glissement partiel ; le déplacement relatif
maximum u,est situé au centre (y=0) de l'interface

ymax

Une simulation par éléments finis est ensuite réalisée afin d'obtenir la valeur du déplacement relatif
maximum. Il est supposé que les contraintes sont indépendantes de l'axe z : ce qui conduit a 'hypothese
de contraintes planes. Un schéma du mode¢le éléments finis utilisé est donné dans la Figure 10, la partie
de la poutre modélisée est celle ou s’applique le glissement partiel, ainsi seul le bord définissant une des
faces de l'interface est laissé libre, les éléments de maillage utilisés sont des quadrangles a fonction
d’interpolation de Lagrange d’ordre 2.
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Figure 10 : répartition du déplacement relatif dans la zone de glissement partiel — Modele éléments finis, maillage
et conditions aux limites.

II n'y a pas de mouvement relatif poury = | € |, donc le modele est défini pour y € [-&; €]. En raison de
la symétrie de la poutre, le modéle est défini pour x € [0; 1/4] (voir Figure 10). Les parametres du
modele sont :
- longueur 1/4 et hauteur 2¢ ;
- conditions aux limites cinématiques :
déplacement nul selon y appliqué sur les bords : y = &y =-¢;
déplacement nul selon x appliqué sur les bords : x = 0 ;
- charge transversale constante distribuée le long de l'axe des y et appliquée sur la section
transversale a x=1/4.

L'analyse du déplacement transversal relatif a la section, par les simulations EF, valide I'hypothese d'un
champ parabolique (Figure 11).

mm

Figure 11 : déplacement transversal dans la section issu des simulations EF
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Des analyses paramétriques ont été effectuées, voir Figure 12. Elles ont montré que u
indépendant des parameétres géométriques b, h et 1. Par ailleurs, elles ont montré que u

ymax CSE

dépend des

ymax

parametres du matériau : le module E et le coefficient de poisson v.

Evolution de u,,,, en fonction de h Evolution de u,,,, en fonction de b
uymﬂx uymax
0,5 05
0.4 0.4
o+ * * *
0.3 0.3
0.2 0,2
0.1 0.1
0 T T T T T 0 T T T
0 20 40 60 80 100 120 20 30 40 50 60
h (mm) b (mm)
ums  Evolution de u,,,, en fonction de v Ums  Evolution de uy,, en fonction de E
o 5 0,5
0.4 0,4
0,3 0,3
0.2 < = - = < 0,2 I
0,1 0.1 - - r— v
0 . 0
0.28 033 038 70000 75000 80000 85000
v E (Mpa)
" Evolution de u,,,, en fonction de L uma EVOlution de uy,,, en fonctionde g
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0,3 ¢ ¢ ¢ 0.3 P
0,2 0,2 /
0,1 0.1 —
0 . . ‘ 0 ‘ ‘ ‘ ‘
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L (mm) £ (mm)

La plus grande valeur du déplacement u

Figure 12 : étude des parametres influents sur Uymax (E-mm)

ymax

Le parameétre C est donc défini comme suit :

est proportionnelle a € voir Figure 12.

Par conséquent, le champ de déplacement relatif u_selon y dans la zone de glissement est définie par :

U
Y

o =C - ?
10
==
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3. Cycle de chargement dans Pinterface

La Figure 13 décrit le cycle de charge en fonction du déplacement relatif dans I'interface et les détails du
déplacement relatif u, et des contraintes de cisaillement t dans I'interface.
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Figure 13 : cycle de chargement de P'interface — détail des différentes phases.
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Description sommaire des différentes phases du cycle :

Phase -1 : Aucun glissement dans I'interface.

Phase 0: Le glissement partiel progresse dans linterface jusqu'a ce qu’on atteigne leffort maxi de
chargement (inférieur a 'effort permettant d’atteindre le macro-glissement de l'interface).

Phase 1: Leffort se relache, puis on I'inverse jusqu’a la nouvelle limite de glissement. Le glissement
partiel reste en place.

Phase 2: Le glissement partiel recommence dans l'interface jusqu'a ce qu’on atteigne I'effort maxi de
chargement.

Description détaillée des différentes phases du cycle :

Phase -1 : Pour Te [0 ;T ] avec T, = % po, S

Il n’y a pas de glissement dans l'interface (Figure 13). La répartition de la contrainte de cisaillement T est
la méme que dans la poutre monolithique

Y
T , 3T e
=y o= t
21, 29
11
=0
Y e
-hi2

Phase 0 : Pour Te [T, ,T,..]

Le glissement partiel commence dans l'interface et se propage jusqu’a qu'on atteigne la valeur T,

v" Dans la zone de glissement, pour y € g;g U —5;—%
Solution générique (cf Annexe 2)
k.o h2
T= n yQ R
g-Lv 4
4
avec
! 1 1
Con e 3T [y 3T |, 3T
¢ bkpo, bkuo, buo,
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Dans cette phase, la contrainte est bornée par IO, pour un effort égal a T, donc :

— ’u n [ 2 hz] Y
T |7 4
2 _
§ 1 -
avec =
12
o4 3T gy BT | g~ 3T S
buo—" blLLa-'" blLLa-'/L "
E_ 8 | ¥,
Le déplacement relatif est nul : Fager™
2
u =0

v" Dans la zone d’adhérence, pour y € [5;75]

La contrainte de cisaillement est constante :

T=[o,

13
Le déplacement relatif donné par :

U, _%(yz 752)

En fin de phase, on pose I’état de contrainte et le déplacement :

T=T,

U,y = ’U/yo

Phase 1 : Pour Te [T, T, )]

max>

La charge décroit jusqu’a la limite négative de glissement (voir Figure 14). La contrainte classique de
cisaillement de la poutre monolithique est additionnée a I’état de charge résiduel.
3 (T - Tmax) (T B Tmax) yZ

T=T,+— -
2 S 21

Détermination de T,

T, correspond a T pour 7= — o, eny =0

max

Soit T, =T %su o
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Figure 14 : phase 1 — décomposition de la contrainte de cisaillement et du déplacement

v" Dans la zone de glissement, pour y € g;f U 5;%]
'LL 071 2 hl
T, = |y ——
R L
max 4
avec
3T 37 3T
72}1/ + max + 2h max 6h . max
b’LLO—VI b'LLO-VL buo—”
EH]B.X - 8
_ EZ_ T 2 /1/-0'” [yQ hQ] 3 T T 2
0 - T o7
25 2I, e 2 4) |25 21,
max 4
Soit
Une contrainte de cisaillement :
.0 T 3T 0 h?
re |l 2 N
e 2k, 25, ,_ W4 14
max 4 max 4
Aucun déplacement n’est ajouté a la phase précédente :
u =0
Y
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v" Dans la zone d’adhérence, pour y € [5; —5]

Pour la zone centrale de Pinterface, la contrainte de cisaillement est

T , 3T| T , (3T
T:M071+ _y Lol T 5 - ___’U/Un
21 28 21, 2.9
15

Aucun déplacement n’est ajouté a la phase précédente :

4
—=Spo S_Tmax
max 3 u n ]

Phase 2 : Pour Te (T, =
Le glissement partiel apparait de nouveau dans l'interface jusqu’a que 'on atteigne la valeur maximum

Tmax'
Y
A YA YA YA
h/2 h/2
. S Emax ‘4 —
& P \~\\ 't"
"I b\\ 'I
H L — ‘b H
\ .-y, = ' + e >
‘\ y I’ ‘\
-é ':‘— "4" \\\~~
-2.p.
-h/2 'h/2 H Gn
Figure 15 : phase 2 — décomposition de la contrainte de cisaillement et du déplacement
v . h h
Dans la zone de glissement, pour y € 5;5 U 75;75
T= T(} - Tgéném'que
Solution générique (cf Annexe 2)
ku.o k2
= |y ——
generique §2 _ E 4
4
avec
T ! T 1 T 1
B YA I (7 VAN 4 | A
bkuo, kuo buo,
£= S
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Dans cette phase, la contrainte est bornée par 210, pour un effort égal a —(T-T ), donc :

2.0 [ h2]
T = |y —
générique h2 4

-
avec
P Gk Y Qhﬁw] WM]
2bpo, 2buo, 2buo,
= 8
Donc

La contrainte de cisaillement est donnée par :

4
2 _
¢ 4
avec
16
B(Tijﬂ’m"() 3(T*1—1n.‘() 3( 7111“‘}()
Y Y R 7 YA | :
2bpo, 2bpo, 2bpo,
=
8
Dans cette zone, le déplacement est nul :
u =0
Y
v" Dans la zone d’adhérence, pour y € [5; —5]
La contrainte de cisaillement est égale a la contrainte de friction
T= 7-0 _QMO-‘VL :_,LLO'”
17

Le déplacement relatif est donné par :

u =u, _%(yQ _52)

Les phases 3 et 4 sont déduites a partir des phases 1 et 2 en utilisant la symétrie centrale du cycle de
chargement.
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4. Cycle des contraintes dans Pinterface

Dans cette partie, 'objectif est de reconstruire les cycles de contraintes, déplacements relatifs dans les
interfaces. Tout d'abord, il est couramment pratiqué de ne calculer que le chargement initial de la
structure pour déterminer tout un cycle d'amplitude donnée. Cette pratique fréquemment utilisée en
¢lasto-plasticité est parfois appelée "Regle de Masing" (2). Cette regle permet de déterminer, a partir de
la courbe "contrainte-déplacement relatif de la premicre charge, le comportement de la liaison lors du
cycle de chargement complet. Cette regle repose sur deux hypotheses :

- La pente lors de I'inversion est égale a la pente initiale.

- La forme de la courbe de chargement / déchargement est identique a celle de la courbe vierge
transformée de maniere homothétique de rapport 2 et dont l'origine a été déplacée au point
d'inversion.

f (x)=1(=x)

Figure 16 : régle de Masing expliquée graphiquement, d'aprés (3).

La Figure 17 expose les résultats obtenus sur l'interface en terme de déplacements et de contraintes :

- Contraintes de cisaillement pour la poutre monolithique et pour la poutre coupée en fonction
de la hauteur du point dans la section (courbe du haut).

- Cycle contrainte-déplacement local en un point atteignant le glissement.

- Cycle déplacement local / Chargement global en un point atteignant le glissement.

L'application de la régle de Masing permet, a I'échelle locale et a I'échelle globale, de déterminer le cycle
complet a partir de la premicre charge.

Dans les résultats de la Figure 17, la simulation a été effectuée sur le cycle complet afin de valider la
regle de Masing pour notre cas d’étude. Les cycles tracés permettent de conclure que cette regle est
applicable, ce qui nous permettra lors de la détermination de I’énergie dissipée de se contenter du calcul
lors de la premicre charge que 'on multipliera par quatre pour le cycle complet.
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Figure 17 - En haut : répartition des contraintes de cisaillement dans P’interface en fin de phase 4 (en vert dans la
poutre monolithique, en bleu dans la poutre coupée).
En bas a gauche : cycle des contraintes de cisaillement calculées au centre de la poutre dans ’interface.
En bas a droite : cycle de chargement dans P’interface (déplacement local en fonction de la charge globale).

IV. Amortissement de la structure

Cette partie définit 1'énergie dissipée dans le but de calculer l'amortissement de la structure da aux
glissements partiels dans les interfaces et d'utiliser ce dernier pour effectuer des simulations
dynamiques.

L'énergie dissipée sur la boucle d'hystérésis complete est égale a quatre fois celle sur un quart de la
boucle.

1. Energie dissipée dans l'interface

Les contraintes de cisaillement entre les deux parties de la poutre P; et P, le long de I'interface (voir
Figure 18) sont définies par :

Contrainte(P,/P,) = T, donc Contrainte(P,/P,) = -T
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Figure 18 : description de Pinterface.

Le déplacement de P, par rapport a la coordonnée y est défini par :

u(P,/0) = u,® — uP,/0) = -u®

Le déplacement relatif de P, par rapport P, est défini par:
u(P,/P,) = u(P,/0) + u(0/P,) = 2u,(§)

L'expression du travail des contraintes de cisaillement dans le champ de déplacement relatif est donné
par :
dw,, = —27du (¢ 18

diss

L’intégrale double sur 'aire de contact et sur le déplacement dans I'interface donne I’énergie dissipée
pour un quart du cycle :

W, ==2f [ rduds 19

Cette équation peut ¢tre décomposée en prenant en compte les différentes zones de I'interface (zones
d’adhérences et de glissement, voir Figure 18) :

W, =—2 f; fO " rdu dy + f i fo " rdu dy + f£ : fo " rdu, dy 20
2
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Dans les zones 1 et 17 (voir Figure 18), il n’y a pas de déplacement relatif entre les deux parties, donc
dans ces zones u, =0.

§ LUy ma
W, ==2 [ [ rdudy 21
188 _5 0 y
Dans la zone 2, 1a contrainte de cisaillement T est constante, donc :
£ Uy
W, = —2b7f f du dy 22
liss _¢Jo Y
La premiere loi de Coulomb-Amontons permet d’écrire :

W, = 2o fi [,y 23

En utilisant P'expression de u donnée par I'équation 10, et pour un quart du cycle (voir Figure 13),
I’énergie dissipée s’exprime :
8 2 24
W,..=—buo C§

diss 3

En prenant en compte que la structure présente deux interfaces (a x = 1/4 et x = 31/4) :

diss

W, = %bua”CEZ 25

En remplacant & dans ’équation précédente par son expression fonction de T (équation 7), on obtient :
2h + 5T +
buo,

L’énergie dissipée est tracée (Figure 19) en fonction de effort T pour différentes valeurs de Ieffort
normal N.

3T
buo,

3T
buo,

3T
buo,

“oh 4 % — —6h — 26

1
= —buo C
6”71

diss
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Figure 19 : énergie dissipée par la structure en fonction de T et de N.

Pour une valeur de N, en dessous d’une valeur de T (correspondant a un niveau de contrainte de
cisaillement maximal ne dépassant pas la contrainte de limite de glissement), il n’y a pas de glissement
dans les interfaces, donc pas d’énergie dissipée.

Cette forme de courbe a été trouvée expérimentalement par Harles et al (4).

2. Energie de déformation de la structure

Le travail de la force transversale appliquée a la structure est estimé afin de calculer le facteur de perte.
Le champ de déplacement V(x) de la poutre bi-encastrée est donné par :

3

Pourx € 0;1 — v(:v) T x—fixz 27

2 EI_ |6 8

3
Poum:zl — vzvlz Tl— 28

2 2] EI, 96

On peut donc déduire la valeur de T en fonction de v :

o 6B, 2

13
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Le travail de la force 2T, appliqué au centre de la poutre, dans le déplacement V pour une moitié¢ du
cycle de chargement s’exprime :

273
! 48F1 .
Iénergie de déformation élastique de la poutre est définie par :
E — Wz:z:t 31
T2

3. Facteur de perte de la structure

Le facteur de perte est défini par le rapport entre I'énergie dissipée par le frottement et 1'énergie de
déformation de la structure (voir chapitre 1). Pour le cycle de chargement, on obtient l'expression
suivante pour le facteur de perte :

n = VI/diss _ Wiiss — 16 bMUvLCEIG:
2rE W aT*l°

3T
bua,

3T
buo,

3T
buo,

—2h + 57
buo

2h +

+ [|2h — —6h — 32

n

La Figure 20 montre le tracé de M en fonction de T pour différentes valeurs de N. L’évolution de 1 est
en accord avec les résultats expérimentaux trouvés par (4).

0.16 : :
& N=350N
—<— N=400N
014F o NoasON il

—+— N=500N
0.12+| —*— N=550N

01 g b

Loss Factor (%)

SllalallaP AR Rl E R A o 5
Transverse load (N)

Figure 20 : Facteur de perte de la structure en fonction de T et de N
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Le facteur de perte peut étre exprimé comme une fonction de ¥ :

buo CI° 288F1 288FI . 288F1, 288F1
n=———|"2h+——>v||2h+ —Fv+ ||2h ———=v||-6h ——=
5767TU2EIGZ buanl3 buo I buo I buo I

n

v 33

V. Conclusion

Dans ce chapitre, un exemple de structures assemblées est proposé, il s'agit globalement d'une poutre
bi-encastrée dont le positionnement original des interfaces permet d'assurer sur le premier mode de
flexion, une contrainte normale constante et une contrainte de cisaillement alternée. Ces contraintes ont
été définies analytiquement, de méme que le glissement relatif entre les interfaces afin de déterminer
I'énergie dissipée comme une fonction de 'amplitude vibratoire.

En comparant cette expression au travail des efforts extérieurs générant le déplacement, un facteur de
perte caractérisant I'amortissement par méso-glissement de la structure est déterminé.
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Chapitre 3

Etude dynamique de la poutre

Résumié :

Le modcle d’étude est dans un premier temps modélisé par un systeme a un degré de liberté afin
d’étudier le comportement fréquentiel de la poutre.

Dans un second temps, une correction modale est prise en compte et les résultats précédents sont
recalculés et comparés en prenant en compte cette nouvelle hypothése.

Finalement, le comportement dissipatif de I'interface est modélisé par une fonction de dissipation a
seuil qui est integrée a une étude temporelle du comportement dynamique de la poutre, afin de tester
différentes méthodes de post traitement de 'amortissement en prévision du traitement des essais
expérimentaux.
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l. Introduction

L’objectif de ce chapitre est de construire une fonction de dissipation utilisable dans des études de
vibrations non stationnaires. Cette fonction de dissipation est issue de Iénergie dissipée définie par les
modeles rhéologiques présentés au chapitre 2.

A
|

i Global
: Banc d’essai
M
N
K
X Equation du |
% | mouvement | f(t) |
- y'y i Dispositifs
Modele i P
i de mesure
poutre i
|
| Dispositifs
| d’excitation
|
|
Vi
IModélisation Expérimental
< - - fd \Ndiss n ....................... J S S It AT R R AT LR —i>
|
r_JT i
|
| Géomeétrie
Parameétres | poutre
f |
- !
T |
| i
|
| Géométrie
MMC i )
| i interface
|
|
i
Locali
Figure 1: schéma fonctionnel
Avec:
M : masse modale de la structure K : raideur modale de la structure
X : déplacement du modele a un ddl f(t) : force d’excitation
fq : force de dissipation non linéaire Waiss 1 énergie dissipée par glissement partiel dans les

interfaces d’assemblage.
1M : facteur de perte
Mode¢le poutre : définition du modele poutre de la structure  MMC: mécanique des milieux continus (contraintes,
déformations et déplacements)
N : effort normal appliqué sur les interfaces Géométrie interface : position, dimension et forme
Géométrie poutre : dimension et fixation poutre
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IIl. Comportement dynamique de la structure

Cette partie traite de I’étude du comportement dynamique de la poutre bi-encastrée sollicitée par une
charge dynamique 27T (t) sur son premier mode de flexion.

Un amortissement structural équivalent est utilisé et nous considérons une dépendance unique a
Pamplitude du déplacement et une indépendance a la fréquence.

L'écriture de ce type d'amortissement est simple dans le domaine fréquentiel mais se complique dans le
domaine temporel puisque il est nécessaire d'écrire une fonction hystérétique. Compte tenu de la nature
de 'amortissement structural, sa prise en compte se fait par la définition d’une raideur complexe K
dépendante de l'amplitude dans le domaine fréquentiel et par une force hystérétique dans le domaine
temporel.

En fréquentiel : F=K"§ = K(l + 'én(vo))ﬁ
En temporel : F = Kv + f(v,sign(v))

L’objectif de ce travail n’est pas de chercher une équation définissant le passage de la formulation
fréquentielle a la formulation temporelle (et inversement) par une transformée de Fourier ou Laplace,
mais de fournir deux représentations permettant d’illustrer le phénomene de glissement partiel dans ces
deux domaines. Par ailleurs, une équivalence énergétique (sur I’énergie dissipée) est mise en place pour
lier le facteur de perte utilis¢ dans le domaine fréquentiel et la force hystérétique (de dissipation) utilisée
dans le domaine temporel.

Un systeme a un degré de liberté avec une fréquence naturelle ®, égale a fréquence du premier mode de
flexion de la poutre bi-encastrée est défini.
I’amortissement structural est pris en compte dans le modele.

LT T(t)
K — K —

o m ] P

f

Figure 2 : systéme a 1ddl modélisé, a gauche en fréquentiel, a droite en temporel.

Modélisation du systeme a 1ddl (degré de liberté) :

nlY 4 F =21 () 2
dt?

avec I : force élastique + force de dissipation.

En intégrant la définition de 'amortissement (équation 1), on obtient :

2

mi—f + Kv + f(v,sign(v)) = 2T (t) 3
t
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On peut passer I'équation 3 dans le domaine fréquentiel, on se ramene alors a une écriture complexe
dans lequel on utilise la définition fréquentielle de I'amortissement, valable uniquement pour une
excitation et une réponse mono-harmonique, de pulsation @, telles que :

v(t) =™ et T(t) = Jz)em 4
Lécriture de I’équation du mouvement devient donc :

(—52 + w? (1+ in (’UO)))’UO _ avec w, = £ 5
m m

ou v, et T sont les amplitudes de I'excitation et de la réponse vibratoire. Un dernier changement de

variable permet d’obtenir :
2T
[—DQ —|—w§ (l—l—in(vo))}vo —t, =0 avec {; :70 6

L’équation algébrique obtenue est non linéaire, les solutions sont déterminées a l'aide du logiciel
Matlab®, en utilisant la fonction fwinsearch (routine d’optimisation). L'amplitude v, du déplacement v

est déterminée pour différentes pulsations ® et forces d’excitations T,

Iévolution de v est tracée sur la Figure 3. Loin de la fréquence naturelle, les déplacements sont trop
petits pour générer du glissement partiel dans les interfaces. Le systeme se comporte comme un
systeme non amorti. Lorsqu’on se rapproche de la fréquence naturelle de la structure, le déplacement
croit jusqu'a une valeur critique pour laquelle le glissement partiel se produit dans les interfaces et
génere de 'amortissement. La réponse devient alors « plus plate » que pour un systeme non amorti. Par
ailleurs, plus la force d'excitation est grande, plus le déplacement et donc l'amortissement induits sont
importants.

x 10
1.2 T T T T T T T
—B8—{=0.1N
A
with Damping
1 -
Partial
- sliding
limit
0.8 7

w/o Damping

Natural
Frequency

0 1 1 1 1
952 953 954 955 956 957 958 959 960
Frequency (Hz)

Figure 3 : amplitude du déplacement au centre de la poutre en fonction de la fréquence pour différentes valeurs
d’excitation.
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La rigidité dynamique par unité de masse K (N kg m) de la poutre est complexe et peut alors étre

exprimée comme suit :

t , 5
K:U—Z:—EZ_ng(l—FH](UO)) 7

La souplesse dynamique par unité de masse 1/ K est tracée pour différentes valeurs de déplacements v

(Figure 4). Plus le déplacement au centre de la poutre est important, plus le glissement partiel dans les
interfaces augmente. Les courbes de réponse (proches de celle d’'un systéme non amorti pour un petit
déplacement) deviennent de plus en plus plates ce qui correspond a une importante augmentation de
Pamortissement.

Le méme type de conclusion a déja été trouvé par Berthillier et al. (1) lors de ses essais expérimentaux
pour des macro-déplacements de faible amplitude.

-1

10 T T T T T T T

Tpm
Spum
=0%um
v=10pm
v=11lpm

v
v
il

<%+ x0O

10 ¢ 3

1/K  (m.Kg/N)

= i | T
952 953 954 955 956 957 958 959 960

Frequency (Hz)

Figure 4 : Fonction de Réponse en Fréquence (FRF) du systéme a 1ddl pour différents niveaux de déplacement

La souplesse dynamique par unité de masse 1/ K est également tracée pour différentes valeurs

d’excitations ¢ (Figure 5). En dessous de la limite de glissement partiel, tous les résultats sont les
mémes, du fait quiil n’y a pas d’amortissement, ce qui conditionne un comportement linéaire de la
structure.

Lorsque le glissement partiel se produit, le facteur de perte devient non nul et dépend largement de la
valeur de v et donc de ¢. Plus la valeur de ¢ augmente, plus la FRF devient « plate ». Ainsi, l'amplitude

maximale de 1/ K ala fréquence naturelle décroit quand ¢ augmente.

Cela est di au fait qu’au passage de la fréquence naturelle, le déplacement augmente et donc
I'amortissement.
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Figure 5 : Fonction de Réponse en Fréquence (FRF) du systéme a 1ddl pour différents niveaux d’excitation.

Pour les deux courbes (a déplacement imposé et a excitation imposée), quand le niveau d’excitation
augmente ou que la fréquence d'excitation se rapproche de la fréquence naturelle, le facteur de perte
augmente simultanément.

On peut conclure, grace a ces observations, que les modeles linéaires d'amortissement ne sont pas
valides pour estimer le facteur de perte par glissement partiel.

Les effets non-linéaires du glissement partiel sont visibles sur la Figure 5, en effet lorsque le niveau de
déplacement augmente, la flexibilité dynamique est affectée alors que cela ne se produit pas pour un
systeme linéaire. L'amortissement est fortement dépendant de l'amplitude du déplacement. Lorsque le
micro-glissement se produit, le modele non-linéaire d'amortissement montre un brusque changement
de la réponse en fréquence.

lll. Correction modale

1. Evaluation de la prise en compte du comportement modal de la poutre

L’étude précédente a été réalisée en quasi-statique sur hypothése que la déformée statique est proche
de la déformée du premier mode de flexion (Rayleigh- Hypothese de Ritz).

I’objet de cette partie est de comparer les résultats obtenus avec cette hypothése de modélisation quasi-
statique (QSA) aux résultats dans ’hypothese d’une modélisation modale (MA).

La dynamique libre d’une poutre bi-encastrée d'Euler-Bernoulli est étudiée (voir Annexe 3). Comme les
déplacements restent petits, les équations sont supposées étre linéaires et le couplage
membrane/flexion n'est pas considéré.
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Cela conduit a I'équation suivante

o'v | pS v 0
doz'  EI, ot

L’équation 8 admet des solutions de la forme 9 (voir Annexe 3). Ces solutions sont les modes propres
de la poutre. Pour le premier mode de flexion, on exprime une solution sous la forme suivante :

V(z)= 5[005 [Q%

+ Asin [Q ﬂ — cosh [Q ﬂ — Asinh [Q ﬂ} 9

Le premier mode de flexion de la poutre conduit a la définition d’'une masse modale et d’une raideur
modale équivalente pour un systeme a 1ddl.

Pour le premier mode de flexion de la poutre (définie annexe 1) on obtient : = 4,73 et A = -0,983.

 est une constante qui peut ¢tre normalisée. Ici, le choix de normalisation permet d'obtenir I'amplitude
de mode sur le milieu de la poutre égale a l'unité : V(1/2)=1. La valeur numérique de & est alors égale a

0,63. Cela conduit a la définition suivante du déplacement, en utilisant v, = V(x =1/2) :
v (a:, t) =V (:1:) v (t) 10

L’hypothese modale (MA) repose sur une formulation d’Euler-Bernoulli, pour valider ce choix pour la
géométrie de notre poutre une étude EF 3D a été menée Figure 6.

ODB: Job-1.0db  Abaqus/Standard 6.10-1 Thu Sep 27 15:03:00 GMT+02:00 2012
z Step: Step-1
v Mode  1:Value = 3.67146E+07 Freq= 964.36  (cyclesttime)
Deformed Var: U Deformation Scale Factor: +4.000e-02
X

Figure 6 : déformée du premier mode de flexion de la poutre bi-encastrée en EF 3D.

On peut comparer les résultats donnés par ’hypothese modale (MA) et ceux pour les EF en ce qui
concerne la déformée (Figure 7), la répartition du moment fléchissant (Figure 8) et de I'effort tranchant
(Figure 9) le long de I'abscisse de la poutre. 1l est remarquable que les déformées sont identiques, les
moments de flexion dans la zone de coupure également, seul I’évolution de Peffort tranchant differe
légerement ceci est da a la triple dérivation numérique par rapport a la coordonnée x.

56



Afin de comparer les résultats sous l'hypothese modale (MA) aux résultats sous hypothese quasi-
statique (QSA), dans les deux hypotheses sont donnés :

- les déplacements sur la Figure 7 ;

M4
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E(U/ 0.05 01 0.15 0z 0.25 03 0.35 04 0.45
¥-coordinate (m)

Figure 7 : déformée du premier mode de flexion de la poutre bi-encastrée avec amplitude au centre
normalisée.

- les répartitions des moments de flexion (proportionnelles a la courbure, c'est a dire a la dérivée
seconde du déplacement par rapport a la coordonnée x) sur la Figure 8.
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Figure 8 : répartition du moment de flexion le long de la poutre.
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Les déplacements sont tres proches (apres normalisation du déplacement du point situé a 1/2 pour les
deux hypotheses, les déplacements sur ’ensemble de ’abscisse de la poutre sont tres proches), alors que
les moments de flexion sont dissemblables. Les différences entre QSA et MA pour le moment de
flexion sont dues aux forces d'inertie distribuées pour la MA, alors que le chargement est local dans
I'hypothese QSA. Cette différence est a prendre en compte pour définir le plan de coupe ou les
contraintes normales dues 2 la flexion sont nulles (c'est a dire ou le moment fléchissant est nul). En

effet les interfaces de la structure doivent se trouver dans les plans ou le moment fléchissant est nul,
2

TR TN dv .y o
c'est a dire 1a ou la courbure i 0. Considérant la QSA, ces plans de coupe sont définis aux
T

abscisses x = 100mm et x = 300mm, alors que ces plans sont situés a x; = 89,6 mm et X, = 310,4 mm
en utilisant la MA.

L’effort tranchant T est tres important pour la définition de la force tangentielle dans I'interface et donc
de I'énergie dissipative. Sous l'hypotheése d'Euler-Bernoulli, elle peut étre calculée avec la troisieme
dérivée du déplacement par rapport a l'abscisse x. On peut donc définir la dépendance de T (voir

Figure 9), aux déplacements v, du point milieu de la poutre :

3 3
T =EI 8—?:31 oV . 1

.U
Gz 3 Gz 3 m meis m
oz oz

La raideur K, permet de définir les valeurs de déplacement au centre de la poutre a partir desquelles
se produisent le glissement partiel et le glissement total.

En raison de la normalisation du premier mode (équation 10) et en utilisant la définition de 1'énergie
cinétique, la masse M modale est donnée par :

L L
E = lf P8z = = psf V2da| o 12
c 2 0 2 0 m

M

La raideur K modale est obtenue avec l'aide de la définition de I'énergie de déformation :

2 2
1 pL 0™ 1 L[ 9*V
Ed = 5]:) EIGz [%] de = — EIGZL[;J [ ] dx Ufn 13

Les paramétres M = 0,42 kg et K = 1,66.10'N/m permettent d’obtenir la fréquence naturelle du
modele: f, = 991 Hz.
En utilisant les équations ci-dessus, on peut obtenir un systeme a 1ddl dans lequel le déplacement

modal est égale au déplacement réel v, = V(x=1/2).

M§, +Kv, =0 14
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Figure 9 : effort tranchant le long de la poutre, pour les deux hypothéses le déplacement VD, du centre de la poutre
est identique.

Si les résultats obtenus sous QSA et MA sont tres proches pour décrire le champ de déplacement,
cependant le moment de flexion et la distribution de I'effort tranchant sont tres différents et conduisent
a des erreurs sur :

- La masse modale et la raideur modale (18%) ;

- Lavaleur de charge transverse a1/2 (16%) ;

- La position axiale des plans de coupe pour la localisation des interfaces x.; et x, (10%).

Toutes ces erreurs vont engendrer un comportement plus dissipatif du modele pour MA que pour QSA

2. Prise en compte de ’hypothése modale sur le comportement vibratoire de la structure

Le champ de la contrainte de cisaillement dans l'interface est défini par la relation d'équilibre entre
Peffort tranchant T et la somme des contraintes sur la section :

h/2 —¢ h/2

T(z,) =b f Tdy = f Tdy +]/wndy+ dey 15
“h/2 “h/2 “e 3

ou T est défini pour les deux sections des interfaces d’abscisse x et x., sur la Figure 9 ; le champ de

contrainte de cisaillement est supposé ¢tre constant et égal a po, dans la zone de glissement partiel, et
parabolique dans les zones d’adhérence.
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Cela conduit a calculer € comme la limite de la zone de glissement :

1
== — —6h — 16
5_8[ 2h+hg+\/(2h h,)(~6h hg)]
\ 37 (z,,) . . . .
ou h = ; — est proportionnel au rapport entre la contrainte de cisaillement et la contrainte
Ho

n

normale dans l'interface. Dans I'équation ci-dessus € dépend de la charge transversale T. Afin d’avoir
une relation entre le comportement local de l'interface et une grandeur globale de la structure, il est

intéressant de faire dépendre € de v, le déplacement au milieu de la poutre :

3EL, 9? v
h(]i_Gzav — —_mcis g, 17

b‘[LO— m

- 3 m
b'LLU7L 8$ T, n

Le déplacement relatif et la contrainte de cisaillement lors de chacune des phases du cycle de

chargement, ont été déja définis (voir chapitre 2). Les résultats précédents conduisent a la définition de
I'énergie dissipée pout chaque plan de coupe au cours des deux phases dissipatives 2 et 4.

max

_ _ 16 oe 18
W,..= 72f5‘l; Tdu dS = ?;LUC'{

ou C est la constante définie numériquement, qui caractérise le déplacement maximum dans la section.
Le facteur de perte 7 est alors défini en fonction de la charge transversale dans la section. Il est défini
comme le ratio de I'énergie dissipative induite par la contrainte de cisaillement sur la structure entiere
(prise en compte des deux plans de coupe) et I'énergie de déformation :

Wi _ 64 poC&
27E, 3 Ku?

d

- 19

Cela implique une dépendance non linéaire du facteur de perte au déplacement, illustrée sur la Figure
10.

0.35; )
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0.3
0.25
< 02t
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0.1}
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Transverse displacement (m) X107

Figure 10 : facteur de perte calculé pour les deux hypothéses QSA and MA en fonction du déplacement au centre
de la poutre Vm
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Les résultats obtenus avec 'hypothese QSA et les nouveaux résultats montrent que le facteur de perte
est nul pour les petits déplacements. Il y a une valeur particulicre du déplacement pour laquelle le
facteur de perte devient positif non nul. Pour les deux hypothéses (MA et QSA), cette valeur est
différente.

Par ailleurs, on observe également que le facteur de perte n’augmente pas de la méme maniere pour les
deux hypotheses. Ces différences sont dues au fait que I'effort tranchant dans l'interface est plus grand
dans la MA, donc 1'énergie dissipée est supérieure aussi, et que le glissement partiel apparait plus tot.
Par ailleurs, comme la rigidité statique est plus grande que la rigidité modale, I'énergie de déformation
est plus faible dans la MA que dans la QSA. Pour ces deux raisons, le facteur de perte est plus grand
pour MA que pour QSA pour un déplacement yy,, identique.

Il est a nouveau possible de construire 1'équation du systeme 1ddl dans le domaine fréquentiel, en
utilisant les définitions modales, voir les équations (12, 13, 14) et la définition du facteur de perte non-
linéaire :

[waz + K (1 —+in (vm))} v o=f 20

n

Comme précédemment I'équation algébrique obtenue est non linéaire et donc a été résolue en utilisant
le programme fminsearch optimisation fourni par Matlab®. Les déplacements sont calculés pour
différentes fréquences et les forces d'excitation f; et sont tracées dans la Figure 11. Les deux hypotheses
(QSA et MA) sont comparées ainsi que les deux niveaux d'excitation.

107 e
QSA Sticking limit o AU "B
MA Sticking limit Lo r 1 R
,.". ‘.\
E "u" .
< :
>
=
g 107"
o
m +
g1
K]
a ‘
o MA=T=0.1N
o MA - IO=O.2N
QSA - ,=0.1N
QSA - 10=0.2N
107

985 986 987 988 9289 990 991 992 993 994 995
Frequency (Hz)

Figure 11 : dynamique de la poutre pour les deux hypotheses MA et QSA — amplitude du déplacement pour deux
niveaux d’excitation en fonction de la fréquence.
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Comme cela est montré sur la Figure 10, la limite d’apparition du glissement partiel est obtenue pour un
plus petit déplacement dans la MA. Loin de la fréquence naturelle, les déplacements sont trop petits
pour générer le glissement partiel dans les interfaces; le systeme se comporte comme un systeme
linéaire: les FRF sont invariantes selon le niveau d'excitation (Figure 5 et Figure 12). Pres de la
fréquence naturelle, le déplacement croit jusqu'a une valeur critique pour laquelle le glissement partiel se
produit et génere de l'amortissement. Par conséquent, la réponse devient plus « plate » que pour un
systeme linéaire, voir la Figure 12. Par ailleurs, le glissement partiel rend la FRF dépendante du niveau
d'excitation : plus les forces d'excitation sont élevées, plus I'amortissement induit est grand.

m

Frequency response :lv_/ Fl (m/N)

v,
| V"'v"'
MA Stiffness 9
QSA Stiffness
o MA - f°=0. 1N
o MA - f°=0.2N
QSA - 1o=0.1N
QSA - 10=0.2N
-6

985 986 987 988 989 990 991 992 993 994 995
Frequency (Hz)

Figure 12 : dynamique de la poutre pour les deux hypothéses MA et QSA — fonction de réponse en fréquence pour
deux niveaux d’excitation en fonction de la fréquence.
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IV. Oscillations libres

Dans cette section, le comportement libre de la poutre est étudié. Cela signifie que la force d'excitation
n'est pas prise en compte :

M§, +Kv, = f(v,) 21

Avec f, est une force de dissipation.

1. Définition de la force de dissipation

La force de dissipation f; peut étre définie en utilisant la définition de 1'énergie dissipative (voir équation
18). Afin d'obtenir une force équivalente dissipative qui peut étre utilisée dans le modele 1ddl, I'énergie
dissipative est dérivée par le déplacement V...

f :%dW /dv, 22

diss

Iévolution de cette fonction est décrite par la Figure 13, on retrouve les 4 phases mises en évidence
dans le chapitre 2. Ces phases correspondent aux phases d’adhérence (1 et 3) et de meso-glissement (2
et 4) dans les interfaces. La fonction existe lorsque qu’il y a glissement partiel dans les interfaces et donc
dissipation d’énergie.

Ja

/ dmax

&

N
N
N

l f dmin
T @ Ve Vinax Vi
Vinax 'vg @

Figure 13 : définition de f4 en fonction de V. Les fléches indique le comportement hystérétique de la fonction de
dissipation définie par VD, et Umax. La fonction est définie par la courbe pleine, une version simplifiée (linéarisée)
est représentée en pointillé.
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Pour la suite de Iétude, la force de dissipation simplifiée est utilisée et est définie par les équations
suivantes pour chacune des phases (voir les lignes en pointillés et les numéros de phases de la Figure
13).

Phases N° Description Deﬁmté?;;i:;g)tce de Conditions d’existence
C, <0
J=0
1 Pas de dissipation +
C,>0&C;<0
2 Force de dissipation positive de -2,2 -2,,,. [ =avr+p C,>0& C,>0 & C5>0
C, <0
3 Pas de dissipation 1=0 +
C,<0&C;>0
4 Force de dissipation positive de 2,2 ,,,., 1 =av-p C>0& C,<0& C;<0
Ou:

-« et § peuvent dépendre de v, pour améliorer de précision du modele régissant £, . Dans
ce cas, a et # sont mis a jour a la fin des phases 1 et 3 et restent constants pendant les

phases 2 et 4.
- Trois conditions Booléennes élémentaires ont été créées pour définir différentes phases de la

fonction de dissipation en fonction de la valeur de C,=sign(|v,|-v,), C,=sign(v,,),
C,=sign(dv,,/dt).

2. Comportement libre de la poutre

Afin de résoudre I’équation 3, quatre cas sont considérés comme correspondant aux quatre phases d'un
cycle de chargement, voir la Figure 13. Ces quatre cas sont activés tour a tour par la valeur des
conditions booléennes Ci. Deux phases consécutives sont liées par 1'introduction des conditions
finales de la phase I-1 dans les conditions initiales de la phase I. Le calcul est analytique par
trongons, correspondant aux phases. La réponse recherchée est mono-harmonique.

Phases 1 ou 3 : Pas de dissipation
M/l.}."L + KUTIL = 0 23

La solution pour cette équation différentielle est de la forme :

v="V, sin(w[)t) +V, cos (w[)t) 24

Ou w, = JK/M

Les constantes V; et V,, sont fixées par les conditions finales de la phase précédente.
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L'instant t; de la transition entre phases doit étre déterminé avec précision pour ne pas engendrer de
sauts dans la solution.

sinw,t cos.wot vV, _ z.)<tz) 25
w, cosw it —w, sinwt||V, 0 (t,)
Phases 2 ou 4:
Mo +Kv =av £ 26
Iéquation peut étre mise sous la forme :
M, +(K —a)v, =+8 27
La solution pour cette équation différentielle est de la forme :
v =1V, sin (wlt) +V,, cos (wlt) + Kﬂ— - 28
Ou w, = (K—a)/M
Les constantes V,, et V,, sont fixées par les conditions finales de la phase précédente.
sinwt coswt |V, | |v (ti) + b 29
. = K-«
w,cosw it —w sinwt||V,, g (t )

Les équations ci-dessus sont programmées dans un script Matlab® en tenant compte des trois cas et les
changements au cours de la simulation. Les conditions initiales sont choisies pres de la limite de macro-
glissement afin d'observer le décrément d'amplitude lors de la période la plus grande. Cela permet
d'obtenir une réponse amorties au cours de 0.00s et qui est stable apres (Figure 14).

é;il’li!“!!ll!ﬁ“'nlsﬂ'kmﬁﬁi ] W

s

0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08 0.09
time (s)

Figure 14 : mise en évidence des phases d’adhérence (phases 1 et 3), et de méso-glissement (phases 2 et 4) en
fonction du temps
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Afin de visualiser l'effet de la force dissipative non linéaire sur la dynamique de la poutre. Les
manifestations des quatre phases sont illustrées sur la Figure 15. Les phases 2 et 4 apparaissent lorsque
V,,.-V,> (2/3)uN. Il est intéressant de constater que le passage de I'adhésion au glissement partiel de

collage dépend fortement de v, (voir Figure 15).

max

[ Sticking Solution Partial Sliding Solution

-6

x 10

o

max

0

L (m)

©

Displacement v

-2t
-4+

AU U U U U

0.026 0.0265 0.027 0.0275 0.028 0.0285 0.029 0.0295 0.03 0.0305
time (s)

Figure 15 : mise en évidence des phases d’adhérence (phases 1 et 3), et de meso-glissement (phases 2 et 4) en
fonction du temps, zoom sur quelques périodes.

La représentation dans un diagramme de phase, voir la Figure 16, la trajectoire est quasi-elliptique pour
le systeme linéaire amorti en raison du faible niveau des forces dissipatives. En outre, il est possible de
mettre en évidence les phases dissipatives correspondant au glissement partiel, qui apparaissent pour
une valeur de la variable de la v, et qui ne dépend que de v,,,,-V,.

0.06+

0.04+

0.02}

m

Velocity dv_ /dt
o

-0.02}

-0.04}

-0.06

-1 -08 -06 -04 -02 0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
Displacement v (m) x 10~

Figure 16 : diagramme de phase. Mise en évidence des phases d’adhérence (trait pointill¢) et des phases de
glissement partiel (trait épais)
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3. Post traitement du taux d’amortissement équivalent instantané

Le taux d'amortissement instantané est numériquement difficile a calculer : en effet ses valeurs changent
dans une fourchette étroite de l'amplitude des signaux étudiés. Afin de vérifier les capacités d'outils de
traitement de signal, soit pour vérifier la définition du facteur de perte, ou pour des mesures
expérimentales, plusieurs techniques ont été utilisées sur ces signaux synthétiques.

Pour l'identification du taux d'amortissement de vibrations libres, deux méthodes ont été testées :

- le décrément logarithmique ;
- la transformée de Hilbert.

Pour la vibration libre avec un amortisseur linéaire, le rapport entre deux oscillations consécutives avec
une période T, est définie par :

vlt) _ 1 J_i:» 30

o[t +1) e ‘

Ou 0 est le décrément logarithmique défini par :

6:

T

Ji—¢ v, (t + 1)

Afin de réduire les erreurs relatives, le décrément logarithmique est déterminé sur n oscillations :

§==In I <t1) 32

La seconde méthode de test est basée sur la transformée d’Hilbert. Le signal analytique v, '(t) est

composé du signal original (L, (t): la partie réel du signal) et de la transformée d’Hilbert du signal
(partie imaginaire)

v (1) =v, (1) +iH{v, (1)} 33

La détection de la courbe enveloppe e(t) pour les oscillations libre est définie par le module du signal
analytique L, (t). C’est un cas particulier de la démodulation d’amplitude.

= v (t)‘ 34
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Dans ce cas le taux d’amortissement :

d
=9 =92—
n=2C 7

~Liog (e (t))] 35

“o

Cette technique de démodulation d’amplitude est connue pour étre inexacte a proximité des deux
extrémités de la fenétre d’analyse. Apres plusieurs tests numériques et en raison de la présence d’un
maximum d’information au début du signal (grande amplitude de glissement partiel), cette technique a
été jugée plus pertinente que le décrément logarithmique pour cette analyse. Le facteur de perte a été
utilisé dans les parties précédentes plutot que le taux d'amortissement car il conduit a un amortissement
indépendant de la fréquence. Pour la fréquence naturelle de la poutre, le taux d'amortissement { et le
facteur de perte 7 sont proportionnels ainsi n = 2¢.

Sur la figure 12, le facteur de perte instantané, obtenu par décrément logarithmique, est tracé en gras
pour les oscillations libres. En trait fin, le facteur de perte obtenu précédemment par la correction
modale est tracé, les évolutions de ces deux amortissements sont équivalentes (méme seuil de
déclenchement). Les valeurs obtenues pour les amplitudes les plus élevées different légerement, cela est
dd aux imprécisions liées a I'identification du facteur de perte pour les hautes amplitudes qui sont
situées sur le bord de la fenétre temporelle.
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Energetic Approach
= Free Dynamics
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Figure 17 : comparaison de I’évolution du facteur de perte calculé avec une approche énergétique et post-traité a
partir des oscillations libres de la poutre sous MA.
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V. Conclusion

Le comportement dynamique d’une structure assemblée composée de trois poutres maintenues entre
elles par deux interfaces en contact plan avec friction est présenté.

La structure est modélisée par un systeme a un degré de liberté dans lequel ’énergie dissipée par le
glissement partiel dans les interfaces est prise en compte sous forme d'un amortissement structural
dépendant de l'amplitude vibratoire.

Iétude dynamique de ce modele met en évidence qu’a partir d’un certain rapport entre Peffort appliqué
a la structure pour la faire fléchir et effort normal présent dans les interfaces, un glissement partiel
apparait dans les interfaces. Ce rapport est fonction du coefficient de frottement présent entre les
parties de la structure assemblée.

L’apparition de ce glissement partiel engendre de I'énergie dissipée par frottement dans les interfaces et
donc un amortissement non linéaire de la structure. Il est démontré que I'amortissement est dépendant
de I'amplitude du déplacement. Ces résultats sont discutés dans ce chapitre sous une hypothése modale.
Le seuil de glissement partiel dans I'interface se déclenche plus tot et Pamortissement est plus important
en hypothése modale qu’en hypothése quasi-statique. La deuxiecme partie du chapitre traite des
vibrations libres de la poutre. Une formulation analytique, "phase par phase", de la fonction de
dissipation est proposée. Cette formulation donne des résultats numériques qui mettent en évidence
deux phases particulieres : adhérence totale (stabilité du signal) et glissement partiel (diminution de
Iamplitude du signal) dans I'interface. L'amortissement est post-traité pendant les deux phases en
utilisant la méthode du décrément logarithmique.

La définition temporelle de la force de dissipation et la définition fréquentielle du facteur de perte
produisent des résultats équivalents en termes d’amortissement.
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Chapitre 4

Etude expérimentale

Résumé :

Ce chapitre présente la partie expérimentale de I'étude. Dans un premier temps, les dimensions des
interfaces ont été optimisées afin d'obtenir le taux d'amortissement le plus élevé possible, voir Peyret et
al. (1). De plus, la forme a été congue de manicre a assurer le découplage entre les contraintes normales
présentes dans linterface et le mouvement de vibration et ce, quels que soient les défauts de
positionnement des interfaces lors de la fabrication et aux conditions aux limites au niveau des
encastrements. Le dispositif d'essai est ensuite présenté : des patchs piézoélectriques ont été collés sur la
structure afin d'exciter le premier mode de vibration, des capteurs permettent d'obtenir la charge
normale dans les interfaces et de mesurer le mouvement transversal. Une analyse critique sur la nature
des excitations est conduite dans le but de caractériser fidéelement les comportements dissipatifs. Les
excitations par choc, par fonction d'Heaviside, par balayage sinus et en « appropriation interrompue »
sont testées. Enfin, la présence d'amortissement par glissement partiel est mise en évidence
expérimentalement, en comparant le comportement vibratoire d'une structure monolithique et d’une
structure assemblée.
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l. Igtroduction

L’objectif de ce chapitre est double. Dans un premier temps la conception du banc d’essai est présentée
et ’étude dynamique du chapitre 3 est reprise avec les parametres de la structure réelle (Figure 1). La
géométrie réelle de la structure permet de définir la fonction de dissipation a prendre en compte dans
les simulations.

N
i Global
: Banc d’essai
M
N
K
X Equation du |
% | mouvement | f(t) |
: y'y i Dispositifs
Modeéle i P
i de mesure
poutre i
|
| Dispositifs
| d’excitation
|
|
A\ A
Modélisation Expérimental
R et YN, fd Wdiss n ....................... e EALIIIIE I —i>
|__JT i
|
2 Géométrie
Parametres : poutre
fd : A
y i
i
| i 4
! Géométrie
— MMC |e i .
f ! interface
!
|
Local |
%
Figure 1: schéma fonctionnel de la conception du banc d’essai
Avec:
M : masse modale de la structure K : raideur modale de la structure
X : déplacement du modele a un ddl f(t) : force d’excitation
fq : force de dissipation non linéaire Waiss 1 énergie dissipée par glissement partiel dans les

interfaces d’assemblage.
1M : facteur de perte
Mode¢le poutre : définition du modele poutre de la structure  MMC: mécanique des milieux continus (contraintes,
déformations et déplacements)
N : effort normal appliqué sur les interfaces Géométrie interface : position, dimension et forme
Géométrie poutre : dimension et fixation poutre
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Dans un second temps, I'étude expérimentale de la structure ainsi que les résultats associés sont
présentés.

A
i Global
: Banc d’essai
M
N
—K
X 3 | Equation du |
mouvement | f(t) :
: i Dispositifs
Modeéle i P
i de mesure
poutre i
|
| Dispositifs
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| S
|
Vi
Modélisation Expérimental
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Figure 2 : schéma fonctionnel des essais expérimentaux
Avec:
M : masse modale de la structure K : raideur modale de la structure
X : déplacement du modeéle a un ddl f(t) : force d’excitation
fq : force de dissipation non linéaire Waiss 1 énergie dissipée par glissement partiel dans les

interfaces d’assemblage.
1M : facteur de perte
Mode¢le poutre : définition du modele poutre de la structure  MMC: mécanique des milieux continus (contraintes,
déformations et déplacements)
N : effort normal appliqué sur les interfaces Géométrie interface : position, dimension et forme
Géométrie poutre : dimension et fixation poutre
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Il. Justification du choix du modéle d’étude du point de vue expérimental

1. Etat de Part expérimental

Cette partie propose d'analyser les différents bancs d’essais permettant 'étude des glissements partiels
dans les assemblages en fonction de leur conception et du processus expérimental.

Une attention particuliere a été portée a 'analyse du couplage entre les charges tangentielle et normale
présentes dans les interfaces de liaison. En pratique ce couplage rend les expérimentations assez difficile
a réaliser, car la limite de glissement devient fonction de la dynamique de la charge normale.

Ahmadian et al. (2), Figure 3, ont travaillé sur une structure composée de deux poutres longitudinales
avec une interface réalisée par une surface commune aux deux poutres et un boulon. Leur structure est
¢tudiée dans des conditions libres sur son premier mode de flexion. Une telle configuration conduit a
un couplage important entre la contrainte tangentielle et la contrainte normale due aux effets de
frontiere dans la région de l'interface.

Figure 3 : montage composé de deux poutres assemblées longitudinalement pas un boulon proposé par
Ahmadian et al. (2)

Afin de limiter le couplage, Metherell et al (3) et Esteban et al. (4) (Figure 4), suggerent une
configuration tres similaire a (2), avec une longueur d’interface de liaison supérieure et deux boulons
pour réaliser 'assemblage.
| = T
| 5 5 |
i T

Figure 4 : montage composé de deux poutres assemblées longitudinalement pas deux boulons

Song (5), Figure 5, introduit une symétrie dans la structure pour éviter le couplage entre la contrainte
normale et la contrainte tangentielle, les deux poutres sont donc prises en « sandwich », la structure
présente quatre interfaces.

Figure 5 : montage composé de deux poutres avec assemblage symétrique par deux boulons.

Goodman et al. (6) et Nanda et al. (7) (8), ont travaillé sur une structure constituée de deux poutres
longitudinales avec une interface « longue » avec serrage réparti par x boulons, Figure 6. Leur structure
est étudiée dans des conditions encastré-libre sur son premier mode de flexion. Une telle configuration
permet de limiter le couplage entre la contrainte normale et la contrainte tangentielle due a la
distribution du serrage le long de I'éprouvette.
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Figure 6 : montage composé de deux poutres assemblées longitudinalement pas x boulons uniformément répartis
sur la longueur d’assemblage

Heller et al (9) (10), Figure 7, ont proposé une amélioration de I'assemblage précédent, en réduisant
I'épaisseur de la poutre supérieure afin d'obtenir une meilleure répartition des contraintes normales. De
plus, les essais ont été effectués dans des conditions libres, afin d'éliminer les difficultés expérimentales
dues aux conditions d’encastrement, en particulier sur la rigidité finie de la liaison et sur le potentiel
dissipatif des surfaces réalisant encastrement.

[ 1
I I
Figure 7 : montage composé d’une poutre « fine » avec une poutre « massive » assemblées longitudinalement pas
x boulons uniformément répartis sur la longueur d’assemblage

Nouira et al (11) ont proposé une poutre sandwich, Figure 8, dédiée a I’étude des micro-glissements
entre deux blocs encastrés et une poutre mince. En raison de I'épaisseur de I'encastrement dans un tel
dispositif, la répartition des pressions est directement liée a la rugosité et la planéité des picces.

! L

i i

Figure 8 : poutre sandwich destiné a ’analyse des micro-glissements dans ’encastrement

Goyder et al (12), Figure 9 ont proposé I’étude d’une structure composée de deux blocs et de poutres
assemblés par deux boulons dans des conditions libres. L’inertie des blocs permettent la sollicitation des
poutres, un « anneau » central permettant d’éviter la torsion de la structure.

= &

Figure 9 : structures composées de deux blocs et de poutres assemblées par deux boulons.
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Beards et al (13) et Gaul et al. (14), Figure 10, ont travaillé sur des structures avec des interfaces
dissipatives dans les articulations, le micro-glissement apparait lors des quasi-rotations entre les parties
assemblées. Ce type de solution technologique permet d'éviter completement le couplage entre la
contrainte normale et la contrainte tangentielle et permet de controler précisément la charge normale.

@

Active joint

\‘\’ Slip joint ) (i@) (;

Figure 10 : structure poly articulée avec liaison articulée dissipative de Beards et al. (13) a gauche, Poutre
assemblée par une liaison articulée dissipative avec serrage modulable de Gaul et al (14) a droite.

L’énergie perdue par glissement partiel dans les assemblages est étroitement liée a leur conception.
Considérant les exemples présentés ci-dessus, lorsque les interfaces sont assez ¢étendues et que les
pieces sont épaisses, la répartition des contraintes normales dans l'interface est fonction des défauts de
surface (planéité et rugosité). La surface de contact réelle et la distribution des contraintes normales
pourraient étre trouvées en utilisant les théories de Greenwood (15). Si les pieces sont minces ou que la
zone de contact est assez restreinte, la répartition des contraintes normales est fonction des contraintes
volumétriques dans les picces de I'assemblage, la zone de contact autour des assemblages boulonnés est
classiquement défini par le cone de pression de Rétchar (16).

Pour les géométries Figure 3 a Figure 9, les modes de flexion de la structure induisent des contraintes
de cisaillement dans les interfaces de liaison qui peuvent conduire a du glissement partiel. Dans le cas de
la Figure 10, les mouvements de vibration induisent des rotations des deux parties constituantes de
I’assemblage, ce qui conduit aussi a des contraintes de cisaillement dans les articulations.

Les mouvements de vibration peuvent également faire varier l'effort normal autour de la charge initiale
d’assemblage. Certaines configurations (Figure 5, Figure 10) permettent d'éviter le couplage entre le
mouvement de vibration et les tensions normales. D’autres configurations (Figure 7, Figure 9) limitent
ce couplage alors que les configurations les plus simples (Figure 3, Figure 4, Figure 6) peuvent générer
un couplage important.

Ce couplage rend Pexpérimentation difficile a réaliser en raison du mauvais controle de la charge
normale. De plus, lorsqu’il y a une fixation a un bati ou a un systéme d’excitation, il est impossible de
dissocier ’énergie dissipée par glissement partiel dans les assemblages de la structure de celle qui est
dissipée dans les fixations

2. Justification expérimentale du nouveau modele d’étude

Les travaux théoriques présentés dans la partie 2 visent a justifier la conception d'une structute pour
laquelle les tensions normales ne dépendent pas du temps et du mouvement de vibration (Figure 3).
I’étude a permis de proposer une poutre bi-encastrée chargée normalement ou les interfaces sont
normales a l'axe neutre et situés 1a ou les contraintes normales induite par la flexion sont nulles. Cette
¢tude a également permis de démontrer que le facteur de perte obtenu est non linéaire en fonction de
lI'amplitude de la charge.
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7 .

Figure 11 : nouvelle structure proposée

Dans cette conception, nous avons une structure « épaisse » avec un choix original du positionnement
des interfaces ce qui permet d’avoir un découplage complet entre la contrainte normale statique et la
contrainte tangentielle dynamique. Cette configuration permet de maitriser la contrainte normale, le
choix de la structure implique par contre que les surfaces composant les interfaces sont difficilement
conformables.

De plus afin d’isoler spécifiquement I’énergie dissipée dans les interfaces et donc 'amortissement que
cela implique, le parti a été pris de réaliser et tester deux poutres identiques, I'une monolithique et
'autre coupée et réassemblée. La comparaison des résultats permet de s’affranchir de la contribution
des encastrements quant a Pénergie dissipée par glissement partiel.

3. Méthode expérimentale

Toutes les configurations expérimentales ont été testées avec des dispositifs d'excitation et des sighaux
d'excitation spécifiques. Il y a plusieurs facons de mettre en évidence expérimentalement les effets non
linéaires tels que la dépendance des fréquences naturelles et de I'amortissement a l'amplitude vibratoire,
qui sont assez classiques pour 'amortissement par frottement.

De nombreux travaux sont basés sur I'analyse en régime forcé du systeme afin de construire des
Fonctions de Réponse en Fréquence (FRF) (6), (17), (18) L'énergie dissipée est alors estimée, a travers
un taux d'amortissement modal. L’énergie dissipée peut également étre estimée grace a une analyse
quasi-statique (7), (9), (17). L’analyse transitoire est également treés courante : l'approche classique
consiste a exciter la structure avec un marteau de choc (10), (19); une approche plus originale est
d'obtenir une réponse libre mono-modale de la structure en interrompant une excitation sinusoidale,
dont la fréquence est celle du premier mode propre de la structure. L'excitation est donc basée sur
l'appropriation modale mais la partie du signal étudiée se situe apres l'interruption de l'excitation lorsque
la structure vibre en état libre sur son premier mode (11), (20). Nous appellerons cette procédure
« Appropriation interrompue ».

Afin de post-traiter les résultats des essais et d'identifier les parametres de la structure assemblée,
plusieurs méthodes sont utilisées. Lors d’essais avec excitation par balayages sinus, les FRE et les
diagrammes force-déplacement permettent d'identifier I'amortissement en utilisant la bande de
fréquences autour de la fréquence de résonance. Au cours des essais transitoires, le décrément
logarithmique est utilisé sur le signal temporel. Pour caractériser les dépendances entre amplitude,
fréquence et amortissement, des représentations temps-fréquence basées sur la Transformée de Fourier
a Court Terme ou les transformées en ondelettes (9), (10), (11), (21), sont couramment utilisées.
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lll. Conception du moyen d’essai expérimental

1. Optimisation de ’énergie dissipée dans les interfaces

Sur la structure proposée, on peut faire varier la charge normale N indépendamment de la charge
transversale T' présente dans les interfaces. Ainsi, il est possible de se placer a la limite du glissement
total des interfaces de la structure :

T ~ uN 1
Au niveau de I'interface, le glissement total correspond a une zone glissement qui serait pratiquement
égale a la surface soit :
gt 2
2

ou / caractérise la hauteur de l'interface et &la limite géométrique de la zone de glissement partiel.

L'expression de I'énergie dissipée pour un cycle de chargement est donnée par :

16 ,

Wdiss - _b'uo-ncg 3
3

ou b caractérise la largeur de l'interface, C le coefficient définissant le glissement dans linterface, 0, la

contrainte normale dans linterface et &la limite géométrique de la zone de glissement partiel.

Soit dans notre configuration :

2
ihzﬁwﬁcizéﬂm 4
o378 403

L'expression du facteur de perte dans cette configuration pour un cycle de chargement est donnée par :

w

diss diss

_ - _EbCE}f
K 27FE W 3r TP

d ext

ou b caractérise la largeur de l'interface, C le coefficient définissant le glissement dans I'interface, E le
module de Young du matériau, /1a longueur de la poutre et 4 la hauteur de l'interface.

Cette expression nous permet de trouver le pourcentage maximum du facteur de perte que nous
pouvons espérer. Au-dela de ce résultat, cette expression souligne les principaux parametres du facteur
de perte. Le terme / est le parametre le plus influent. Donc afin de maximiser 'amortissement dans
notre structure, la hauteur de l'interface devra étre la plus grande possible.

2. Géométrie du banc d’essai

Le banc d’essai a été congu en partant du principe de la poutre définie pas le modele analytique, il est
constitué de (voir Figure 12) :

- un plan de symétrie ;
- deux blocs massifs permettant de réaliser encastrement (Figure 12 - 1) ;

- deux zones d’interface. La géométrie autour des deux zones d'interface a été concue afin de
maximiser la hauteur de la zone (Figure 12 - 2).
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Figure 12 : géométrie du banc d’essai

Ces contraintes géométriques posées, il faut s’assurer de la conformité du chargement des interfaces, a
savoir : contraintes normales uniformes et indépendantes de la dynamique de flexion de la poutre. Cela
revient a vérifier que :

e le moment de flexion est nul dans I'interface
e la contrainte normale due a l'effort N (voir Figure 11) est uniforme dans l'interface.

Le respect de ces contraintes de conception conduit a la géométrie définie Figure 12 et Annexe 4. La
rigidité finie des encastrements peut conduire a un décalage axial des zones théoriques ou le moment
fléchissant s’annule, de plus les défauts d’usinage ne permettent pas d’assurer précisément une découpe
dans la section désirée. Ces défauts conduisant a un couplage entre la charge normale et la charge
tangentielle inhérente au mouvement de vibration. Afin d’anticiper les conséquences de ces erreurs, la
géométrie du modele proposé, a savoir les blocs autour des deux zones d'interface (Figure 12 - 2),
permet d’obtenir un moment de flexion quasi nul dans les zones ou vont se situer les interfaces. La
Figure 13 montre I’évolution du moment fléchissant le long de la poutre, cette courbe a été obtenue par
post traitement de la déformée de la fibre neutre pour le premier mode de flexion obtenu par un calcul
¢léments finis. On observe que le moment de flexion est quasi nul sur une longueur importante de la
fibre neutre permettant ainsi de limiter les risques de couplage dans le contact entre la contrainte
tangentielle et la contrainte normale.
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Figure 13 : moment de flexion tracé le long de la poutre. Une attention particuli¢re peut étre accordée a la largeur
de la zone de moment nul.
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Afin d'obtenir une contrainte normale uniformément répartie dans I'interface de coupe (Figure 14), une
variation progressive de I'épaisseur de la poutre a été définie (Figure 12 - 3) et permet ainsi de répartir la
pré-charge normale N dans I'interface. Les défauts de surface intervenant également dans la répartition
de la contrainte dans l'interface, une attention particuliere a été accordée dans l'usinage de la poutre. Le
découpage en trois parties a été obtenu par électroérosion a fil.

8, 511
(Avg: 75%)
+8.183e+11
+8.183e+10
+6.880e+10
+5.577e+10
+4.275e+10
+2.972e+10
+1.670e+10
- +3.670e+09
-9.357e+08
-2.238e+10
-3.541e+10
- -4.B44e+10
-6.146e+10
-7.449e+10
—=7.44%e+11

u, u2
+1.000e+00
+9.150e-01
+8.300e-01
+7.450e-01
+6.599e-01
+5.74%9e-01
+4.899¢e-01
+4.049e-01
+3.199e-01
+2.34%e-01
+1.499%9a-01
+6.486a-02
-2.016e-02

Figure 14 : premier mode de flexion : distribution de la contrainte normale dans la poutre S11, distribution du

déplacement vertical dans la poutre U2,

Enfin, la géométrie a été optimisée pour obtenir le plus grand écart de fréquence entre le premier et le
second mode de flexion (écart de 1677Hz pour un premier mode a 1099Hz) afin d’éviter le couplage
entre ces deux premiers modes, comme le montre la simulation EF de la Figure 15 de la poutre bi-
encastrée (encastrements placés sur les faces du dessous des blocs en contact avec le marbre).

[HI=|UA|

Mode 1 de flexion XY

1099 Hz
1,E-03
! 4500
- Mode de flexion XZ
1236 Hz
1,E-05
Mode de torsion
2728 Hz
1LEO8
1,E07 -
Mode 2 de flexion XY
2776 Hz
1,E-08

Figure 15 : caractérisation Elément Finis (EF) de la structure.
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3. Instrumentation du banc d’essai

Au montage de la poutre, une pré-charge normale est appliquée a 1'aide d’un serre-joint, voir Figure 16-
4, la poutre est ensuite fixée sur un marbre par quatre vis (Figure 16- 1). Le diameétre des vis, le diametre
des trous de passage ainsi que le couple de serrage appliqué permettent de maintenir la charge normale
durant la mesure. Le niveau de la charge normale est mesuré par des jauges de déformation placées sur
les deux cotés de la poutre (Figure 16- 2).

} Laptop with Matlab ® Analyzer
Agilent 33220

B&K 8206
B&K 2718

HGL VibroMeter 500V

NI 9234

Figure 16 : vue de la poutre « vissée » sur un marbre. 1: blocs massifs liant la poutre sur le marbre (encastrement).
2 : jauges collées sur les deux cotés de la poutre pour mesurer la charge normale et contréler le moment
fléchissant. 3 : patchs piézoélectriques collés sur les deux c6tés de la poutre pour exciter la poutre. 4 : serre-joint
utilisé pour appliquer la charge normale avant les essais et le serrage des encastrements. 5 : accélérométre
miniature

Lors de la mesure, la charge normale est supposée rester statique. Cette charge est mesurée par des
jauges de déformation collées sur les deux cotés de la poutre (Figure 16-2), ces jauges ont été étalonnées
lors de la mise en place de la charge normale par le serre joint a I’aide d’un capteur annulaire. Une fois
ces jauges calibrées, la charge normale présente dans la poutre est évaluable par la mesure de la
variation de tension aux bornes du pont de jauge.

Figure 17 : étalonnage des jauges de déformation mesurant la charge normale appliquée par un capteur annulaire
placé entre la poutre et le serre-joint.

ILa mesure dynamique de cette charge montre un couplage dynamique avec la charge transversale qui

dont I'amplitude ne dépasse pas = 1% de la charge nominale (Figure 18), on peut donc considérer que
notre charge reste statique durant I'essai.
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Figure 18 : évolution de la charge normale supposée étre statique a environ 200N : le couplage avec la charge
tangentielle dynamique induit une variation de la charge statique d’environ 1%

L'excitation de la structure se fait en utilisant, soit un marteau de choc, soit les patchs piézoélectriques
installés sur la poutre, voir la Figure 16-3. Les patchs piézoélectriques sont collés sur la face supérieure
et la face inferieure de la poutre en polarisation inverse afin d'obtenir des effets opposés sur les deux
cotés (Figure 19). Alors qu'ils sont en extension sur un coté, ils sont en compression de l'autre coté. Les
patchs génerent donc un moment de flexion centré au milieu de la poutre (Figure 19). Le moment
engendré est approprié¢ a l'excitation du premier mode de flexion de la poutre. Par ailleurs, il est tres
facile d'arréter l'excitation afin d'effectuer les tests en appropriation interrompue. Un commutateur
placé dans le circuit électrique assure l'interruption de l'excitation.

_‘/

' Patchs collés sur la face inférieure de la poutte /

\ l | / \
‘ L—
$====m

Figure 19 : position des patchs piézoélectriques sur la partie centrale de la poutre - Illustration de la déformation
de la poutre obtenue par déformation électrique des patchs.
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Parmi toutes les méthodes testées, la méthode d’appropriation interrompue avec des patchs
piézoélectriques reste la méthode d’excitation la plus précise mise en ceuvre pour mesurer
I'amortissement. Ceci est un élément important de ce travail.

Afin de mesurer le déplacement transversal, un accélérometre et un laser-vélocimetre ont été utilisés. Le
premier est plus précis mais son fil et sa masse modifient le comportement vibratoire de la structure. Le
second est moins précis et sensible au bruit environnant, mais ne modifie pas le comportement de la
structure (aucun contact entre le capteur et la structure).

Afin de quantifier I'influence de la masse de l'accélérometre et de son cable sur le comportement
dynamique de la poutre, des tests ont été effectués en faisant varier la masse de l'accélérometre, avec et
sans cable. Ces tests ont montré que la masse supplémentaire de l'accélérometre et la présence de son
cable ne modifient pas le comportement dynamique moyen de la poutre.

IV. Ideqtification des parametres modaux et recalage du modele
analytique

1. Méthode d'identification de la masse modale et de la raideur modale du banc d’essai.

A partir de la simulation éléments finis (EF) du modéle expérimental (voir Figure 14), les paramétres
modaux de la poutre sont recherchés.

L’analyse modale par EF cherche a résoudre le probléeme aux valeurs et vecteurs propres (w,qﬁ )
suivant :

(~w'M+ K)o =0 6

ou M caractérise la matrice de masse, K la matrice de raideur, w’ =\ pulsation propre et ¢ le champ

des déplacements propres associé.
Soit a vérifier :

det(K —w’M)=0 7
Les modes propres (vecteurs propres) sont de ce fait définis a une constante pres. Une constante pour
les modes propres peut étre déterminée par les conditions d’orthonormalisation :

Orthonormalisation de ¢ par rapport a M
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Donc pour un mode propre, on a un champ de déplacement et une pulsation, ¢, et w, t

Tels que :

¢ Mg =1=m, ’
ce qui implique que :
Dans notre simulation, on a :

m!i + kv = f,(v) 1

Ou metk’ sont les valeurs de masse modale et de raideur modale avec normalisation de ¢" a 1 au

centre de la poutre. Soit

Gle="L/2)=1 12
Ce qui pour notre cas devient :
¢
L 13
T e=1/2)
Donc
m 1
m:, = ] 2 = 2 14
(¢(x:L/ﬂ) (q(x:L/@)
ct
@:___ﬁi__? 15
@Jx:L/ﬂ)

La simulation EF de la structure donne pour le premier mode de flexion :

- f,=1099.9 Hz
- ¢t?€nlrrz — 4 7 78

Donc on obtient :

une masse modale de 5.9"-04 Kg
- une raidenr modale de 2,81 10° N/ m
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2. Recalage du mod¢le analytique

La simulation EF de la structure permet d’obtenir les valeurs des contraintes de cisaillement aux points
de gauss des éléments encadrant la section de coupe. Un post-traitement de ces derniéres permet de
tracer la répartition de ces contraintes avant et apres la zone ou vont se situer les interfaces (voir Figure

20). On retrouve la répartition postulée dans le chapitre 2, avec la mise en évidence d’une légere
variation dans la largeur de la section due a des effets de bord.

Contrainte de cisaillement au point de gauss des
éléments a gauche de I'interface

3,00E+01
2,50E+01
2,00E+01
1,50E+01
1,00E+01
5,00E+00
0,00E+00

Contrainte de cisaillement au point de gauss des
éléments a droite de I'interface

3,00E+01
2,50E+01
2,00E+01
1,50E+01
1,00E+01
5,00E+00
40 0,00€+00

Largeur de
Pinterface

Hauteur de intetface

Hauteur de intetface

Figure 20 : contrainte de cisaillement au point de Gauss des éléments situés de part et d’autre d’une interface

L’intégration sur la surface de linterface des contraintes et leur moyenne permet d’obtenir un effort
tranchant de 32,3 N pour 1 Wwm de déflexion au centre.

T = Krrz,(:isvm, 16
Avec :
- une raidenr K, = 3,23.10" N/ m

Cette raideur permet de définir les valeurs de déplacements au centre de la poutre a partir desquelles se

produisent le glissement partiel et le glissement total et donc les conditions initiales de simulation dans
I'étude des oscillations libres.

3. Résultats du modele analytique recalé

On reprend les équations définies dans de la partie 3, et en y intégrant les nouvelles caractéristiques
matériaux de la poutre, module de Young, coefficient de Poisson (cf Annexe 4) et les parametres de
raideur et de masse de la nouvelle géométrie obtenues précédemment.
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Phases 1 ou 3 : Pas de dissipation
MUm + KUW = 0

v=V, sin(wut) + VI2 Cos(wut) Avec w, = K/M

v(ti)
8(t)

Forme de la solution : 17

v

11

Vi

sin w,t cos w,l

w, €cos wot —w, sin wot

Phases 2 ou4:
Mi, +(K —a)v, =+3
B

K — o avec 18

= U(tl?)i K[ja

ot

Forme de la solution : © V, sin (wlt> +V,, cos (w1t> =

vV

21

V.

22

sin w,t cosw,t

w,coswit —w sinwt

On obtient ainsi la réponse amortie de la poutre (Figure 21) :

x10*
4 T

3 . —

Displacement magnitude (m)
o
|

Time (s) w10°

Figure 21 : réponse temporelle du modé¢le expérimental.
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On définit également I’évolution du facteur de perte en reprenant la définition du chapitre 3 (Figure
22).

n=2¢= 2%[—%1%(6(15))] 19

0

035 T T T T T
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=
b o
m [
1 1

o
—_
T

1

0058 .

_DDS 1 1 1 1 1 1
o 0s 1 1.4 2 245 3 3.4

Displacement (m) R

Figure 22 : évolution du facteur de perte post-traité a partir des oscillations libres
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V. Techqiques de mesures et résultats expérimentaux

1. Excitation et technique de mesure

Pendant les essais menés, les réponses dynamiques libres de la poutre bi-encastrée ont été recherchées.
Le premier mode de flexion de la poutre est étudié avec plusieurs niveaux de charges normales et
plusieurs niveaux d'excitation.

Pour l'expérimentation dynamique en régime forcé, la poutre est excitée par les patchs pié¢zoélectriques
localisés au centre et des deux cotés de la poutre (Figure 16). Les signaux d'excitation sont des
fonctions sinusoidales dont les fréquences sont situées dans la bande spectrale d'étude.

Pour I'expérimentation dynamique libre, quatre techniques d'excitation sont utilisés :

- Excitation par un marteau de choc ;

- Excitation par balayage sinus autour du premier mode de flexion obtenue avec les patchs
piézoélectriques ;

- Excitation réalisée avec une corde de pré-charge accrochée au centre de la poutre, qui permet
d'effectuer une excitation de type "Heaviside" lorsque la corde est coupée ;

- Excitation sinusoidale interrompue a la fréquence du premier mode de flexion, méthode
d’appropriation interrompue.

Ces quatre types d'excitation sont comparés dans le domaine temps-fréquence dans la Figure 23.

AFrequency Afrequency
--- Natural mode --- Natural mode
& Dynamic Response B Dynamic Response
(] shock (] Sweep Sine
Time Time
> >
AFrequency AFrequency
- —— - T
--- Natural mode --- Natural mode
B Dynamic Response B Dynamic Response
() Heavyside (7 Stopped Sine
Time Time
> >

Figure 23 : représentation Temps-Fréquence de 1'excitation et de la réponse dynamique des structures linéaires
pour différents types d'excitation : chocs, balayage sinus (Sweep-sine), heaviside, appropriation interrompue
(Stopped-Sine)
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La premiere excitation est un choc au marteau, la réponse est un signal transitoire, il se distingue d'une
excitation sinusoidale, qui est stationnaire. Lors de I'excitation par choc, toute I'énergie est fournie dans
un temps trés court et sur l'ensemble des fréquences de la bande spectrale étudié¢e. Le choc excite tous
les modes naturels au méme instant. Cette excitation est classiquement retenue pour les structures
linéaires. Toutefois, pour des systemes non linéaires, la réponse dynamique dépend fortement du niveau
des chocs et des modes de la structure, elle ne peut pas étre considérée comme la superposition de la
réponse dynamique de chaque mode naturel.

Le second type d'excitation est le balayage sinus. Lors de Iessai, la fréquence d'excitation augmente en
fonction du temps. La réponse dynamique est supposée étre une solution en régime permanent pour
chaque fréquence. Pour les modes naturels faiblement amortis, la principale difficulté du balayage sinus
réside dans le choix d'une évolution suffisamment lente de la fréquence, afin d'éviter des modulations
entre fréquences naturelles et fréquence d'excitation. L'intérét du sinus balayé, par rapport aux autres
types d'essais, est qu'il permet d'obtenir une excitation controlée sur l'ensemble de la bande de
fréquence étudiée. Les variations d'amplitude ne sont plus alors dues qu'aux réponses de la structure
(résonances et antirésonances). Cependant la vitesse de balayage doit étre maitrisée, car on observe
classiquement apres la résonance, une "interférence" entre la réponse libre du systeme mécanique et
l'excitation sinusoidale. Il y a alors apparition d'un phénomene de battements.

Le troisieme type d'excitation est une fonction de Heaviside. Cette fonction a un apport plus important
en énergie sur les basses fréquences que sur les fréquences plus élevées. Pour obtenir Iexcitation
Heaviside, une corde est attachée au milieu de la structure, et la tension de cette corde permet d’obtenir
une déformée statique de la poutre proche de la forme de celle du premier mode de flexion. La
condition initiale obtenue avec la déformée statique et la nature de I'excitation conduit a une réponse
dynamique composée principalement de la premicre fréquence propre. Cependant, plusieurs résultats
expérimentaux montrent tout de méme la contribution de modes de fréquence plus élevée dans la
réponse dynamique

Figure 24 : excitation par fonction Heaviside

L'excitation la plus précise dans le contexte de notre étude est une approptiation interrompue, accordée
pres de la fréquence naturelle étudiée. Cette fréquence est préalablement détectée par des essais aux
chocs ou des balayages sinus. Lorsque lexcitation est arrétée, la structure continue sa réponse
dynamique, composée uniquement du mode naturel étudié. Cette propriété est importante et permet
d'étudier les non-linéarités dynamiques avec précision. L’étude de l'amortissement non-linéaire
(considéré dépendant de 'amplitude) se fera par analyse de la diminution de I'amplitude du signal au
cours du temps.
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2. Les mesures de référence sur la poutre monolithique

Afin de valider la conception de la structure étudié¢e, une analyse modale expérimentale de la poutre
monolithique est menée. L’objectif de cette étude, est de s’assurer de la corrélation entre le modele
théorique et la poutre réelle, en ce qui concerne notamment : la forme du premier mode de flexion et la
position des sections ou le moment fléchissant s’annule. Cela afin de valider les coordonnées axiales ou
la poutre doit étre coupée avant usinage de celle-ci.

Pour obtenir la forme du premier mode de la poutre, une FRF est construite entre le signal du capteur
de force du marteau de choc et le signal du laser. Les chocs ont été appliqués au centre de la poutre. Les
mesures laser ont été effectuées le long de la poutre en douze points différents.

Apres traitement des données et la construction des fonctions de transfert, on obtient la Figure 25 qui
montre une fréquence naturelle de la poutre a 950 Hz pour son premier mode de flexion.
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Figure 25 : FRF obtenues pour un choc appliqué au centre de la poutre et les mesures laser en douze points
différents

Les amplitudes de la déformée du premier mode de flexion sont alors reconstruites et comparées aux
données obtenues par la simulation EF, voir la Figure 26. La déformée du mode numérique et la
déformée mesurée expérimentalement sont trés proches, permettant d’étre confiant sur le
positionnement axial des plans de coupe.
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Figure 26 : comparaison des formes obtenues pour le premier mode de flexion par calculs éléments finis et par
calcul a partir des données expérimentales. Les deux résultats sont superposés sur la fibre neutre.
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3. Les mesures de référence sur la poutre coupée

Seuls les résultats des tests effectués avec des chocs et des appropriations interrompues sont présentés.
Les autres résultats obtenus avec balayage sinusoidal et Heaviside ont produit des résultats moins
« intéressants ».

Analyse aux chocs de Ia poutre coupée

Pour I'analyse des chocs, des FRF sont calculées entre le capteur du marteau de choc et l'accélérometre.
Le choc se fait pres du milieu de la poutre et l'accélérometre est localisé au centre de la poutre.

Les mémes tests sont effectués pour la poutre de référence (monolithique) et pour la poutre coupée. La
Figure 27 montre les FRF pour la poutre monolithique et pour la poutre coupée. Comme la charge
normale ne modifie pas la réponse dynamique de la poutre de référence, elle n'est pas présentée comme
un parameétre pour celle-ci, par contre la réponse dynamique de la poutre coupée est étudiée avec des
charges normales de 100N, 200N, 500N et 1000N

T T T T T T

. ~Ref. beam |
_ , e — Cut. beam, N=1000
' Darmping Efect Pres i Effit —Cut. beam, N=300 |-

Cut. beam, N=200
= [ut. beam, N=100

KO (msZh

| | | | |
Tal 800 8a0 300 8a0 1000
frequency (Hz)

Figure 27 : FRF entre I'accélérométre et le capteur de marteau de choc. Les deux poutres, monolithique et
coupée, sont testées. La poutre coupée est testée pour quatre niveaux de chargement normal dans la gamme [100-
1000 NJ.

La Figure 27 met en évidence trois effets notoires dans I’évolution des FRI:

- L'effet « assouplissant » des interfaces : 1a premiere fréquence naturelle de la poutre de référence est proche
de 940 Hz. Celle de la poutre coupée va diminuer de 875 Hz jusqu'a 837 Hz en fonction de la charge
normale appliquée avant I’essai et donc de la contrainte normale présente dans les interfaces. En faisant
I’hypothése que la forme du mode ne dépend pas de la charge normale, cette diminution de 10% de la
fréquence correspond a 20% de baisse de la raideur modale. Donc plus la contrainte normale dans les
interfaces diminue, plus la raideur modale de la structure diminue.

- Lleffet non-linéaire des interfaces : on observe sur la courbe de la fonction de transfert que le premier mode
naturel de flexion de la poutre de référence présente une symétrie dans le domaine des fréquences. Pour
la poutre coupée, on observe que le mode n'est pas symétrique quel que soit la charge normale, ce qui
met en évidence le caractére non-linéaire du comportement de la structure.
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- Ll'effet d'amortissement de l'interface et de la charge normale : les mesures effectuées sur la poutre coupée
mettent en évidence une évolution significative de I'amortissement en fonction de la charge normale :
l'amortissement augmente avec la diminution de la charge normale. Ceci est cohérent avec le fait que
pour une méme charge tangentielle le glissement partiel dans I'interface sera plus important pour une
charge normale plus basse, on aura ainsi plus d’énergie dissipée donc plus d’amortissement.

Analyse en appropriation interrompue

L'amortissement de la poutre étant faible, sa mesure est effectuée dans le domaine temporel pour des
raisons de précision et afin d'étudier 1'évolution de I'amortissement en fonction de I'amplitude. Par
ailleurs, afin de simplifier les techniques de post-traitement et a nouveau pour des raisons de précision,
l'excitation sera réalisée par la technique d’appropriation interrompue en utilisant des patchs

piézoélectriques.

La premicre étape consiste a détecter la courbe enveloppe, voir la Figure 28.
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Figure 28 : signal temporel mesuré a 1'accélérométre et intégrées au cours du temps deux fois pour obtenir un
déplacement sous une charge normale 200N, et la courbe enveloppe.

Cette courbe a été calculée avec la transformée de Hilbert. On peut associer a tout signal réel x(t) le
signal analytique (complexe) correspondant :

2, (1) = o () + it {= (1)} 20

ou H désigne la transformée de Hilbert.

Par analogie avec le cas d’'un signal monochromatique, on peut définir une amplitude instantanée
(enveloppe) :

T (t) = |z, (t)‘ 21
et une fréquence instantanée :
1 d(arg zz) 2
L)=5——— M)
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La deuxieme étape consiste a calculer la pente logarithmique de la courbe enveloppe. Cet objectif peut
étre atteint :

- a partir du signal réel par le calcul du décrément logarithmique avec une moyenne mobile sur
plusieurs amplitudes max :
6=~ 23
n T

n

ou x, est la plus grande des deux amplitudes et x, I'amplitude d'un pic a n périodes plus loin ;

- a partir de la transformée de Hilbert par le calcul de la moyenne mobile de I'amplitude
logarithmique.

Contrairement a la premiere technique, la deuxieme méthode ne dépend pas d’un nombre entier
d'oscillations.

Ces techniques montrent un amortissement non-linéaire : la pente diminue avec la diminution de
l'amplitude de déplacement (Figure 29). Cet effet est évident pour la poutre coupée, mais il a pu étre
observé sur la poutre de référence dans une infime proportion. Cela provient probablement du fait que
les surfaces de mise en position des encastrements de la poutre sur le marbre produisent le méme effet
que les interfaces étudiés mais dans une moindre importance, a savoir un comportement dissipatif
inhérent au glissement partiel. D’ou I'intérét évoqué précédemment de comparer les résultats de la
poutre coupée a ceux de la poutre de référence afin d’isoler les effets amortissants dis uniquement aux
interfaces étudiées.

f I
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Figure 29 : 1'évolution logarithmique de la courbe enveloppe: 1'évolution devrait étre linéaire pour un
amortissement constant.

Le calcul de la pente de la courbe enveloppe mene a I'amortissement instantané :

24

94



La Figure 30 représente 1'évolution de 'amortissement modal du premier mode de flexion par rapport a
l'amplitude de déplacement pour la poutre de référence et pour la poutre coupée chargée avec quatre
niveaux de charges normales.

Ces courbes mettent en évidence :

Ll'effet non linéaire des interfaces sur l'amortissement : 1'amortissement dépend du déplacement
d'amplitude et de la charge normale ;

L'angmentation de I'amortissement avec la diminution de la charge normale. Cet effet a déja été montré
avec les excitations par choc ;

L'augmentation de I'amortissement avec I'angmentation de I'amplitude de déplacement. Les interfaces de la
poutre coupée dissipent de plus en plus d’énergie lorsque le déplacement augmente.

=~ Ref. beam

= [ut heam, N=1000N

~—[ut beam, N=500N
Cut beam, N=200N

=== Cut beam, N=100N

Damping & [%]

1 | | | | | |
0 0.2 0.4 0B 08 | 1 1.4
Amplitude (um)

Figure 30 : évolutions de I'amortissement en fonction de 'amplitude de déplacement pour différentes charges
normales

VI. Conclusion

Contrairement a d'autres types d’études expérimentales trouvés dans la bibliographie, le moyen
expérimental proposé vise a déterminer 'amortissement dans les interfaces avec des charges normale et
transversale connues et controlées.

Cependant, méme si la charge est controlée, la distribution des contraintes normales dans l'interface
dépend des surfaces de contact réelles et surtout de leur planéité.

Le montage proposé s'attache a étudier I'amortissement non-linéaire di aux micro-glissements dans les
interfaces. La conception originale du dispositif expérimental est basée sur le découplage des charges
normales statiques et des charges tangentielles dynamiques dans les interfaces.

Afin d’évaluer 'amortissement de la structure, plusieurs types d'excitation ont été testés et comparés.
I’excitation par appropriation interrompue aprés calage de Pexcitation sur le premier mode de la
structure se révele étre la plus intéressante pour une telle étude. Elle permet d'obtenir une réponse en
fréquence unique, et d'étudier le mode non-linéaire sans interférences avec des autres modes.

L'excitation est obtenue grace aux patchs piézoélectriques collés sur deux faces opposées de la
structure. Ce dispositif permet de déconnecter instantanément l'excitation sans variation d'impédance
mécanique comme c’est le cas avec des excitateurs électrodynamiques. Quel que soit l'instant de la
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coupure de courant, les conditions cinématiques initiales sont colinéaires au premier mode de flexion
étudié. Ainsi, la poutre vibre dans des conditions libres uniquement sur la fréquence du premier mode
de flexion avec une lente diminution de l'amplitude. L'utilisation de patchs piézoélectriques est
fondamentale pour le succes de la méthode d’excitation par appropriation interrompue. La principale
amélioration de ce dispositif serait de mettre en place des patchs piézoélectriques en mesure de fournir
une amplitude de déplacement plus importante.

Malgré sa forme académique, assez ¢loignée d'un assemblage boulonné, ce banc reproduit les
conditions de chargement d'un assemblage sous charge normale constante et charge tangentielle
dynamique. De plus la comparaison de la poutre de référence avec la poutre coupée permet d’isoler
'amortissement induit par les interfaces, de l'amortissement induit par d'autres sources (en particulier
de I'amortissement pour les surfaces de contact des encastrements).

Expérimentalement, la fréquence et les évolutions du facteur de perte entre la poutre monolithique et la
poutre coupée, sont conformes aux tendances issues de la bibliographie. Cependant, on remarque que
les amplitudes atteintes ne permettent pas de comparer directement ces résultats avec ceux issus des
modélisations analytiques, en effets ces derniers ne prédisent pas d’amortissement avant 'apparition du
méso-glissement alors que 'expérimentation met en évidence un amortissement a tres faible amplitude.
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Chapitre 5

Influence de la géométrie reelle des
interfaces : Prise en compte des défauts
de formes.

Résume :

Les résultats expérimentaux sur le banc d'essai académique montrent que 'amortissement di aux
interfaces est présent des les petites amplitudes de déplacement contrairement au modele. 11 est postulé
dans ce chapitre que cet amortissement provient des défauts géométriques de surfaces en contact, et un
nouveau modele prenant en compte ces défauts est développé. Un facteur de perte est ainsi recalculé
permettant la modélisation de I'amortissement de notre structure. Pour finir une identification des
parametres d’un modele global, (modele de Dahl) est menée.

Facteur de perte
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l. Introduction

L’objectif de ce chapitre est de prendre en compte les défauts de formes des interfaces et de quantifier
leur contribution dans 'amortissement de la structure (Figure 1). A partir d'une modélisation locale des
défauts de surfaces des interfaces, 'énergie dissipée et la fonction de dissipation sont déterminées.
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Figure 1: schéma fonctionnel de la prise en compte des défauts de formes

Avec:

M : masse modale de la structure K : raideur modale de la structure

X : déplacement du modele a un ddl f(t) : force d’excitation

fq : force de dissipation non linéaire Waiss 1 énergie dissipée par glissement partiel dans les

interfaces d’assemblage.
1M : facteur de perte
Modele poutre : définition du modele poutre de la structure  MMC: mécanique des milieux continus (contraintes,
déformations et déplacements)
N : effort normal appliqué sur les interfaces Géométrie interface : position, dimension et forme
Géométrie poutre : dimension et fixation poutre

101



Description réelle des interfaces

1. Défauts de surface des interfaces

Lors de la réalisation des surfaces fonctionnelles spécifiées (surface géométrique) par le bureau d’études
sur les plans de définition, il apparait lors de la fabrication un certain nombre de défauts géométriques.
Ces défauts remettent en cause ’hypothése d’un contact plan dans les interfaces avec une répartition de

contrainte normale uniforme.

En effet, les surfaces fonctionnelles réelles sont affectées par des irrégularités inhérentes aux procédés
de fabrication et de réalisation. Les normes NF EN ISO 4787-4288 et NF EN ISO 12085 divisent les
écarts ou défauts de ces surfaces en six classes principales en fonction de leur nature et de leur

dimension (Figure 2-a).

5 llustration
o Désignation (profils d'écarts
; géométriques de surface)
1 Ecart de forme D;’::‘:"e‘
Exemple : écart de 'Ecan de gu profil
- rectitude ome
- circularité
- etc, L
Profil anamorphosé
2 Ondulation Direction
générale
Ondulation du profil
Profil anamorphosé
3 Strie, St Direction
Sillon saue: générale
(périodique ons du profil
ou
pseudo-
périodique)

p Marque d'out!
4 Arrachement, |Arachement
marque d'outil Profl anamorphosé
o et fente,
piqre
etc,

(aptriodiave) | B &P &P
2E o Profil total Direction générale du profil
$38
T 3
EL% t_

o33
@ -0 Profil anamorphosé
5 Structure
cristalline
6 Réseau
cristallin
a)

0 (en général linéaire ou circulaire)

Ligne de référence extérieure

L

1

Ecart de forme (1*'ordre) !
|
]
'M
I L}
! Diagramme de forme H

Ondulation :
écant du 2%ordre

Ligne moyenne
(ou centrale)

/-\de I'ondulation
l \_/ |

Diagramme d’endulation

Rugosité : écarts

Ligne moyenne
dos 3" et 4° ordres

(ou centrale)
de la rugosité

' Diagramme de rugosité

Ligne de référence exténeure

Profil total : somme des écarts
du 1% au 4° ordre

Diagramme du profil total

b)

Figure 2 : classes de défauts de surface d’aprés (1)

a) d'aprés Norme NF 05-015 b) Superposition des 4 premiéres classes de défauts de surface.
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Les défauts de forme ou erreurs macro-géométriques, dites de 77 ordre, proviennent des déformations
de la piece et de la machine-outil lors de l'usinage, telles que les défauts de planéité, cylindricité,
parallélisme, perpendicularité... Les irrégularités du 2 ordre consistent en des ondulations réguliéres
engendrées par des vibrations de la piece et/ou de la machine-outil lors de I'usinage. A plus petite
échelle, visible seulement a la loupe ou au microscope, on rencontre la « rugosité ou micro géométrie de
surface » qui regroupe les défauts de 3 et 4 ordre. Les défauts du 3 ordre, sont des stries ou sillons
dont la répartition peut étre périodique ou pseudo-périodique. Ces stries peuvent résulter de vibrations
haute fréquence de Toutil ou de la picce, de la qualité de laffitage de l'outil, de I'hétérogénéité du
matériau. ..

La somme des écarts des défauts du 1 au 4™ constitue le « profil total » qui correspond a la ligne
enveloppe de la surface accessible physiquement a la mesure dimensionnelle (Figure 2-b).

2. Modélisation d’une surface de contact réelle

La surface de contact (surface géométrique) entre deux pieces est géométriquement définie par laire de
contact nominale, c’est a dire par la surface ou les deux solides paraissent en contact. En réalité, du fait
des défauts géométriques, le contact réel se fait uniquement sur le sommet des aspérités (Figure 3).

Contalctarcas
[ .
I~y & '
9
s ° o . °
L+
-9 8 N
&
o . . 8
6

®)

Figure 3 : deux surfaces réelles nominalement planes en contact (a) et aires de contact réelles correspondantes (b)
d’apres (2)

I’aire de la surface effective de contact des aspérités est appelée surface de contact réelle A.. Elle est
naturellement plus petite que la surface géométrique, ainsi la pression de contact réelle p, est beaucoup
plus forte que la pression nominale p.

La modélisation des défauts micro géométriques d’état de surface permet d’établir des lois de
comportement de phénomenes physiques ou interviennent les effets des défauts de surface. Pour
établir ces relations, on effectue des hypotheses sur la distribution horizontale et verticale des aspérités.

Un des modeles les plus couramment utilisés est celui de Greenwood-Williamson (3), (4).
Ce modgcle caractérise :

- La distribution des hauteurs des aspérités ;
- La forme des aspérités.
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Les aspérités sont supposées réparties uniformément dans le plan horizontal (sans interaction entre
elles) et la distribution des hauteurs de celles-ci est définie par une loi gaussienne d’écart type G. Cette
loi est celle qui semble le mieux correspondre aux relevés expérimentaux (5) et a fait I'objet de
nombreux développements mathématiques. Les écarts de la loi gaussienne par rapport a d’autres types
de distribution ne sont pas tres importants (6).

Pour une loi normale, 'expression de la distribution des hauteurs d’aspérités¢(y) , lorsque la ligne de

référence est prise sur la ligne moyenne de hauteur d’aspérités (Figure 4), s’écrit :

2

1 o7 1

cb(y) =

oN2m

Avec olécart type et y la variable de hauteur d’aspérité

Les aspérités sont supposées avoir des extrémités sphériques (permettant de traiter chaque contact
d’aspérité comme un contact hertzien) et une deuxiéme surface rugueuse est mise en contact. Cette
modélisation s’intéresse a des surfaces réelles de contact ne comportant que des défauts géométriques
du 3™ ordre. Dans un premier temps, le probléme du contact de deux surfaces réelles (dites surfaces
rugueuses), est ramené au contact d’une surface rugueuse et d’un plan géométriquement parfait, la
rugosité de la surface réelle étant définie par une distribution gaussienne d’écart type O (racine carrée de
la somme des écarts type des répartitions de chacune des surfaces réelles en contact).

Lorsque les deux surfaces sont mises en contact et en charge, il est considéré qu’il n’y a que des
déformations locales élastiques et que la déformation globale des surfaces en contact est nulle. La
surface plane parfaite se trouve a une distance 4 du plan moyen de référence de la surface de rugosité
¢quivalente et y définit la variable de hauteur d’aspérité (Figure 4), la probabilité de contact entre la
surface rugueuse et la surface plane est définie par :

zp(d):Prob(y>d):f;¢<y)dy 2
Avec :
O(y) la densité de probabilité d’une aspérité de se situer entre y et y+dy
Y(d) le nombre de points dont l'altitude dépasse d
w

%i
=
=

Surface plane parfaite Ligne moyenne o(y)

Figure 4 : modélisation du contact entre surface rugueuse et distribution gaussienne de la hauteur des aspérités

Cette théorie permet de définir: le nombre total d’aspérités en contact, l'aire réelle de contact et la
charge totale supportée par les aspérités.

Ce modecle élémentaire a été souvent amélioré. Greenwood et Tripp (7) ont pris en compte des
aspérités de formes différentes et d’autres types de distribution. Les interactions entre aspérités ont été
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prises en compte entre autre par Goryacheva et al. (8), la répartition uniformément distribuée sur la
surface a été améliorée par Sukizoe et al. (9) et Mc Cool (10). La plasticité du contact est également
prise en compte dans certains modeles (voir par exemple (11)).

9. Caractérisation des surfaces d’assemblage du banc d’essai

Afin d’obtenir les surfaces réelles de contact des interfaces des mesures tridimensionnelles de ces
surfaces ont été effectuées. Ces mesures ont été réalisées sur une machine ZEISS (Figure 5) de la
société JPB Systeme (partenaire du projet MAIAS - Pole de Compétitivité aérospatial ASTECH).

—

Figure 5 : mesure tridimensionnelle des interfaces du banc d’essai

Sur chaque surface, un million de points ont été mesurés. Apres filtrage et ré-échantillonnage, on
obtient un maillage de points sur la surface de 1200x800 points.

Le contact se faisant sur les bombés de la surface les plus « extérieurs » a la maticére, et de facon a
pouvoir définir un nuage de points définissant les zones possibles de contact, il a été pris le parti de
retenir uniquement les points les plus « hauts » (10% de I'ensemble des points). On remarque sur la
Figure 6 que les surfaces sont composées de plusieurs zones de forme bombée sur lesquelles le contact
va s’établir.
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h (mm)

Surfaces en contact

25

-20

5 5

-
b (mm)

b (mm)

Cartographie des hauteurs et emplacements des bombés des deux surfaces en contact

Figure 6 : relevés tridimensionnels des surfaces d’une interface du banc d’essai (mesures en mm)
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lIl. Modélisation du contact plan réel

Contrairement aux modeles dérivés de celui de Greenwood-Williamson (3), (4), prenant en compte les
défauts de 3™ ordre, nous allons nous intéresser a la contribution des défauts géométriques de 1" et
2" ordre des interfaces sur lamplitude des oscillations de la structure. Afin de modéliser cette
contribution, nous allons nous intéresser dans un premier temps au contact d’un bombé sphérique, puis
a un contact multi-bombé sphérique.

1. Modélisation du contact bombé sphérique
Contact sphére /plan soumis a une charge normale statique

Considérons un contact statique sphere/plan chargé sous Ueffet d’une force normale N, (Figure 7). La
taille de la zone de contact (disque de diametre 24) ainsi que le champ des contraintes (pression de
Hertz, contraintes superficielles, cisaillement profond...) peuvent étre déterminés par la théorie de Hertz
[Hertz, 1882].

Les matériaux composant les corps en contact sont définis par :
E, et E, les modules d’¢lasticité longitudinale ;

G, et G, les modules d’élasticité transversale ;

V, et 'V, les coefficients de poisson ;

On note :
2 2
i — 1- Y + 1- Y 3
E E E,
. 2—w 2—v E.
G = L+ 2 avec G, = ———. 4
G, ¢, 2 (1 + Uj)
Les surfaces de contact sont définies par :
R, et R, les rayons de courbures ;
Rayon de courbure réduit :
1 1 1
i_t,1 5
p R R,

|
8

La forme des surfaces en contact est définie par : sphere de rayon R, et plan avec R, =

N.

Aire de contact

Cercle de rayon a

Figure 7 : contact sphére/plan soumis a une charge normale Ni constante.
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La surface de contact est un cercle de rayon a :

IS
I
o
|

Rapprochement de denx solides :

La contrainte (et donc la déformation) est localisée au voisinage du point de contact. Les solides se
comportent donc globalement comme des corps rigides et on peut caractériser la déformation au
contact par le rapprochement « dans la direction de la charge » de 2 points situés loin de la zone de
contact.

Pression de contact :

La forme de la répartition des pressions le long de l'aire de contact est définie par un ellipsoide, dont la
surface plane du contact est plan de symétrie, la pression maximale p, . aussi appelé pression de Hertz
vaut :

3.N. 8

i

pmax = 1’5p moy: 27'[' az

Contact sphére /plan soumis a une charge normale statique et a une charge tangentielle
alternée : Mod¢le de Mindlin

Drapres la loi de Coulomb, tant que T, < uN,, les deux solides sont en équilibre. En réalité, Cattaneo

(12) puis Mindlin (13) ont démontré que Papplication d’'une force tangentielle T, va dans un premier
temps se traduire par une zone de glissement annulaire en périphérie du contact, alors que laire de
contact centrale reste bloquée (Figure 8). I accroissement de la force tangentielle entraine Pexpansion de
la zone glissante vers le centre de la surface de contact et réduit ainsi la zone d’adhérence. Lorsque la
valeur de la force tangentielle par le coefficient de frottement y atteint celle de la force normale, c’est-a-
dire lorsque N; = uT, la zone d’adhérence disparait et le glissement entre les deux surfaces conduit a un
déplacement relatif entre les deux massifs.

N Aire de contact

Ti \ 4

/ Proy | Prox

- N Zone d’adhérence
2a [1Zone de glissement

Figure 8 : contact sphére/plan soumis a une charge normale N;j constante et une charge tangentielle alternée Ti.
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Le glissement partiel dans la zone de contact provient du fait que la contrainte tangentielle T, présente
une singularité sur les bords du contact qui conduit a une contrainte tangentielle infinie, supérieure au

produit de la contrainte normale par le coefficient de frottement UG, ce qui entraine le glissement
annulaire et une nouvelle distribution de la contrainte tangentielle T (Figure 9).

\

Zone de s Zonede
) Zone d’adhérence X
glissement glissement

Figure 9 : distribution des contraintes normales et tangentielles dans la zone de contact

Les zones de glissement et d’adhérence ont été¢ définies, ainsi que le déplacement rigide tangentiel avec
glissement partiel.

Zone de glissement :

La zone annulaire de glissement est définie par son rayon c (Figure 8) :

1
e 9
c=all———
pN,
Déplacement rigide tangentiel avec glissement partiel (Figure 10) :
2 2
3uN, . \a —c¢ 10
[
16 a’

Déplacement au contact sans (rouge) et avec glissement partiel (bleu)
1 -

oot /
08l /
V.

06} /

05} /

0al Y/

0.3

Ti

0.2

0.1+

0 I I Il Il I I I I I I
0 0.1 02 03 04 05 06 07 08 0.9 1

8

Figure 10 : déplacement tangentiel § (lm) dans un contact sphére/plan avec ou sans glissement partiel en
fonction de la charge tangentielle appliquée T; (IN)
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A partir des équations précédentes, Johnson (14) propose les solutions pour un contact sphérique,
initialement chargé par une charge normale constante N, et soumis a une charge tangentielle T; oscillant
entre ¥T, avec T < puN,.

Ce chargement se décompose en 3 phases :

Phase 0 (courbe OA) : Cette phase correspond a la mise en charge tangentielle, pour 7' € [0 ; me}

3

3uN. . T
P e I | -~ 1
16a pdV,
Phase 1 (courbe ABC): T € [Tmax - me]
2 2
3uN. T —T1 3
61 — ‘[L ? G 2' 1 . max ? o max 71 12
16a 2uN, uN,
Phase 2 (courbe CDA) : T, € [—Tm ;Tmax}
2 2
3uN. T +T) 3
52 — H i G —92.|1 — Zmax ) max _|_ 1 13
16a 2uN, uN,

Cycle de chargement et déplacement :

Les équations 11, 12 et 13 permettent de tracer le cycle de chargement/déplacement pour ce type de
contact. (Figure 11). [Simulation avec Ni= 77 N, Ry= 280 m, E= 200.10° N/mm?, v=0.3, 1=0.33]
Cycle de chargement
30
T

max

20+

'Smax D/
o / B 5max

Ti
=)

-20

30 I I I I I I |
4 R B R

Figure 11 : cycle de chargement, force Ti (N) — déplacement § (m), pour un contact sphére/plan sous charge
normale constante et charge tangentielle alternée
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Energie dissipée dans un contact sphere | plan en glissement partiel
Le glissement partiel dans la zone de contact engendre une perte d’énergie sous forme de chaleur par

frottement sec dans la zone de glissement. L’énergie dissipée (équation 15) pour un cycle de
chargement correspond a laire inscrite dans la boucle d’hystérésis définie par le cycle de chargement

(Figure 11).
o] [ b 14
W, JU% 52d5—f% 61d6]
5 2
9u*N? 3 5T 3
W[ — M 7 G 1 _ 1 _ max _ max 1 _"_ 1 max 15
" 10a pN, 61N, UN.

On peut donc tracer évolution de I’énergie dissipée sur un cycle par glissement partiel en fonction de

la charge tangentielle T, (Figure 12).
x 107
6
|
!”
5 7 !’ -
’!
’!
/
4+ /
//
2
5 3 7
s
| |
| |
,,/////
O Il o — |
5 10 15 . |
Ti

Figure 12 : énergie dissipée Waiss (J) dans un contact sphére/plan sous charge normale constante et charge
tangentielle alternée T; (IN)

En utilisant I’équation de chargement 10, on peut également exprimer I’énergie dissipée en fonction du

déplacement :
5 3
9’N> 16a, 2 5 16a, 2 16a
=G 1|1 i “2l1-]1- i 9
10a, 3uN,G 6 3uN.G 3uN G
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Cas du contact sphére | plan en macro-glissement
Lorsque on augmente la charge tangentielle, pour T > N, la sphere va passer successivement du

glissement partiel au glissement total, on peut ainsi tracer un nouveau cycle de chargement mettant en
évidence le glissement total de la sphere en contact (Figure 13).

Cycle de chargement
301

20}

10}
F of
10+
20+

_30 L L L L L L L |

8 5 4 2 0 2 4 6 8

8 x 10°

Figure 13 : cycle de chargement, force T; (N) — déplacement § (m), avec macro-glissement

I’énergie dissipée dans la phase de macro-glissement s’exprime :

W 17

diss

= uN .6

On peut donc tracer I’évolution de I’énergie dissipée par cycle en glissement partiel puis en glissement
total (macro-glissement) en fonction de la charge tangentiel T, (Figure 14).

x 10° Energie dissipée
3,
2.5+
2+
2
5 1.5
=
Glissement partiel Macro glissement
1+
0.5
0 1 1 i 1 1 |
0 1 2 3 4 5 6 7

Figure 14 : énergie dissipée Wdiss (J) en fonction du déplacement tangentiel 8 (m) avec macro-glissement
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2. Modélisation du contact multi-bombé sphérique

Afin de prendre en compte les défauts géométriques avec des contacts sur plusieurs bombés, on
modélise le contact dans I'interface comme suit :

le contact se fait sur deux types de bombés (Figure 15) :

- m bombés « G » assurant la rigidité de I'interface, ils sont les premiers a rentrer en contact lors
de la mise en place de la charge normale et ne peuvent pas glisser totalement (macro-
glissement) ;

- nbombés « P » pouvant potentiellement glisser totalement.

/%XX%X>§/

Figure 15 : contact multi-bombé.

Paramétrage de l'interface :

Le chargement de linterface est défini par le rapprochement normal 6, des deux plans constituant
linterface. Avant chargement, la différence de hauteur des deux types de bombé est définie par h. Les

bombés sont définis par leurs rayons de courbure p; et Py.

Position du plan de contact

Pe
‘/ /P Avant chargement normal de I'interface

h y¥

/ \‘ f \ Aprés chargement normal de l'interface

Bombés G et P, avant et apres le
chargement normal de l'interface

snl

Figure 16 : paramétrage du contact multi-bombé.
Répartition des efforts dans interface :

On définit les charges appliquées sur I'interface par : N la charge normale et T la charge tangentielle. Ce
chargement implique des efforts N, et T, répartis sur les différents bombés de type P et G. Les sommes
des forces normales et tangentielles élémentaires étant égales aux forces normales et tangentielles
globales avec hypothéese de répartition que les efforts élémentaires dépendent de écrasement et de la
géométrie du bombé.

N =m.Ng+ n.Np

Répartition des efforts sur les bombés T=m 'TG +n 'TP

Figure 17 : répartition des efforts globalement appliqués sur Pinterface au niveau des bombés.
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Energie dissipée par frottement dans l'interface :

Afin de pouvoir simuler le comportement dynamique de la structure et ainsi évaluer ses amplitudes
dynamiques, on veut déterminer I’énergie dissipée due au glissement dans linterface au travers d’une
fonction de dissipation, la Figure 18 définit la démarche employée.

3,
4
6ni

4

9

=

P

i =y N donnée de controle

5>,

i-lim

0 = = T,= N,

8 <dim ﬂ

(9]

&

=
<

Figure 18 : organigramme de recherche de la fonction de dissipation

Dans un premier temps, linterface est chargée normalement en fixant le rapprochement 9, des deux

surfaces. Ce rapprochement permet de définir, le rapprochement de chacun des bombés §,. En
utilisant ’équation 7, on définit Iaire de contact a; de chaque bombé et finalement en utilisant I’équation
0, la charge normale appliquée sur chaque bombé N,

On détermine ainsi ’effort normal résultant :

N:mNG—I—nNP 18
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N:éE* mangna; 19
3 Pe Py
4 13 1 3 20
N = gE *|mp,20? +np,? ((5n —h)2

Une fois le chargement normal établi, un déplacement tangentiel & est appliqué entre les deux surfaces
de linterface. L’hypothese est faite que ce déplacement est le méme pour chaque bombé et a partir de

Péquation de chargement 10 est calculé un &, ,, définissant pour chaque bombé une valeur limite de
déplacement tangentiel pour laquelle le bombé passe en phase de macro-glissement (glissement total).

_ 3uN,

ilim 160/7

En fonction de cette valeur seuil, pour chaque écrasement § I’état de chacun des bombés est défini :
glissement partiel ou de macro-glissement. En considérant qu’il n’y a pas de macro-glissement total
entre les surfaces de l'interface, c'est-a-dire que les bombés G restent en phase de glissement pattiel, il

est distingué 2 phases lors du déplacement 0 :

- Les bombés G et P sont en glissement partiel : phase dite de “glissement partiel généralisé” ;
- Les bombés G restent en glissement partiel et les bombés P passent en macro-glissement :
phase dite de “glissement pseudo-partiel”

11 est ainsi possible de déterminer effort tangentiel résultant :
p g

T =mT, +nT, 22
En glissement partiel généralisé :
3 3
T:mMNGI—[l—IG—aG*62 +nuNP1—[1— 16a, ]2 23
3uN,G 3uN G
En glissement pseudo-partiel ;
3
T = muN, 1—[1— 104, 62 +nuN, 24
3uN,G

Le cycle de chargement du contact multi-bombé peut ainsi étre tracé (Figure 19). La comparaison de la
forme de ce cycle a celui donné par un seul contact (Figure 13), met en évidence le changement de
comportement lors du chargement qui correspond au basculement du glissement partiel au glissement
total des bombés « P ».
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Cycle de chargement
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Figure 19 : cycle de chargement, force T; (N) — déplacement 8 (m), pour le contact multi-bombé.

Les équations définissant I’énergie dissipée par cycle 16 et 17, permettent de définir ’énergie dissipée
par le contact multi-bombé (Figure 20) :

En glissement partiel généralisé :

= o’ G {m—NGz

3
2

1—(1—AG6)Z—%[1—(1—AG5) }(Q—Agé)

} 25

diss
10 a,

2

N
v n—L

ap

(2-4,6)

1—1(1 A(Sg 51 1 A(Sg
(-t -2[1-f1- 4

16a,

avec A, = ———
3uN G

En glissement pseudo-partiel ;

1-(1- Aoé)g —%[1 ~(1- AG(S);] (2-4,6)

2
m—5—

—%G*

diss 10 -HL[LNPé}

26

X 10-3 Energie dissipée

Wdiss

Figure 20 : énergie dissipée Waiss (J) en fonction de § (m) pour le contact multi-bombé.
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9. Application aux surfaces définissant nos interfaces.
Afin de déterminer I'influence des défauts de formes sur Pamortissement, une interface est modélisée.

On modélise les bombés des surfaces comme suit :

/2
df

df

Figure 21 : modélisation géométrique du bombé (a gauche) — Identification des parametres du bombé sur la
mesure.

Avec R : rayon de courbure du bombé, df : défaut de bombé et & le diamétre de la surface apparente
du bombé.

Afin d’identifier les bombés, & et df sont directement extraits de la Figure 6 :

le diametre & est estimé sur la cartographie de la section comme spécifié sur la Figure 21 ;
- la hauteur df est relevée sur I'échelle adjointe a la cartographie de la section comme spécifié sur
la Figure 21.

Le rayon R est alors calculé en utilisant I'expression suivante (Tableau 1) :

o’ :
7+dz
1 f

2df

27

R =

Deux familles de bombés sont identifiés conformément au modéle :

Bombés Nombre df (m) D (m) R(m)
G n=>5 1,70E-06 1,80E-02 2,38E+01
P m=18 1,20E-06 1,60E-02 2,67E+01
h = 2.4E-07 m

Tableau 1: Paramétres du modéle

Ces deux types de bombés existent sur chacune des surfaces, et lors du chargement normal de
I'interface, il est considéré qu’ils viennent au contact d’une surface considérée comme plane. Les
bombés G sont les premiers et les plus écrasés, ils assurent la rigidité de linterface. Les bombés P
« affleurent » et sont tres peu écrasés.

L’énergie dissipée dans l'interface est donc calculée dans cette configuration (Figure 22).
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x 107 Energie dissipée

2.5+

Wdiss
(4]

0.5+

Figure 22 : énergie dissipée Waiss (J) en fonction de 8 (m) dans une interface.

4. Facteur de perte de la structure

Factenr de perte

Afin de définir le facteur de perte de la structure du aux glissements partiels dans les interfaces, on
utilise la définition du facteur de perte donnée au chapitre 2 :

Wi 28
W

ext

’]’]:

L’énergie dissipée par cycle de chargement W, est définie par trongons (équations 25 et 20) en

diss

fonction de la valeur du déplacement tangentiel d et de §,,,, (équation 21).

ilim

Le travail des forces extérieures W, peut étre exprimé en fonction du déplacement au centre de la

ext

poutre U :
W = lK P’ 2

ext 2 m
ou K, cotrespond 2 la raideur modale de la structure définie chapitre 4 (IK,=2.81 10" N/m).
On relie I'effort tangentiel dans I'interface et le déplacement v :

T = chisv 30
ou K correspond a la raideur liant Peffort tangentiel dans l'interface et le déplacement au centre de la
poutre (K, . =3.23 10’ N/m).

On obtient ainsi le travail des forces extérieures appliquées a la structure :

2
1 T
W),‘f — _K . max 31
ext 2 m K

mceis
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On peut donc tracer Iévolution du facteur de perte de notre structure pour la contribution d’une
interface sous un pré-chargement normal de 460 N (Figure 23). Le changement d’évolution de la courbe

(pour 0.4 pm d’amplitude de déplacement) correspond au glissement total des aspérités P.

Facteur de perte
0.25 T T

0.2r- B

oal / ]

0.05- B

0 I I I I I I
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 1.4

Déplacement au centre de la poutre X 10'5

Figure 23 : facteur de perte 1 (%) en fonction de © (m) du contact multi-bombé pour une interface.

Comparaison modélisation/ expérimentation

Afin de pouvoir comparer les résultats expérimentaux aux résultats fournis par le modele, il nous faut
isoler la contribution des interfaces étudiées des autres sources d’amortissement, pour cela une partie
des résultats ont été linéarisés par trongons (Figure 24).

0,7

0,6

0,5

04 +
¢ I, = Ref. beam
0,3 + Cut beam, N=1000N

Cut beam, N=200N

0 T T T T T 1
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2
Déplacement au centre la poutre (um)

Figure 24 : Taux d’amortissement { (%) expérimental linéarisé
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Les courbes de la Figure 24 montrent I’évolution du taux d’amortissement de la structure monolithique
(ref. beam) et de la structure assemblée dans le cas d’un chargement normal de 1000 N et 200 N. Les
deux structures, assemblée et monolithique, ayant la méme géométrie et les mémes conditions limites, il
est possible de considérer deux sources d’amortissement distinctes. Dans la premiére, se trouvent
toutes les sources autres que celle produite par les interfaces étudiées f;; ; dans la seconde la dissipation
induite par les interfaces f,. :

mi +kx = f, (z,2) + f,(z,%) 32

L’énergie dissipée peut s’écrire :
' ; 33
W, = § (f@d) + £, (0)) do

Les deux énergies sont donc dissociables par soustraction. Il est considéré que W, peut étre identifié
par un essai sur la poutre monolithique tandis que W, peut étre calculé en soustrayant le taux
d’amortissement de la poutre monolithique a ceux de la poutre assemblée, on isole ainsi la contribution
des deux interfaces dans 'amortissement de la structure (Figure 25)

0,9
0,8
0,7
0,6
0,5 +—

0,4 + e CUt beam, N=1000N
0,3 “i—_—" Cut beam, N=200N
0,2 -[
0,1 1
0+ : : : : : ‘
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2

Déplacement au centre la poutre (um)

Figure 25 : facteur de perte M (%) expérimental linéarisé dii aux interfaces.

On peut donc comparer ces résultats expérimentaux a ceux donnés par le modele (Figure 23). On
remarque qu’on atteint les mémes niveaux d’amortissement, bien que ce niveau soit atteint
expérimentalement pour de plus petits déplacements. Cette différence provient probablement de la
modélisation binaire des bombés (deux hauteurs de bombés référencées dans le modele) qui ne prend
pas en compte la progressivité de hauteur des bombés. 11 est donc important d’analyser I'influence des
différents parametres du modele dans Iévolution de 'amortissement.

5. Analyse de influence des différents paramétres du modéle

11 est intéressant d’analyser I’évolution de 'amortissement au travers du facteur de perte en fonction des
variations des différents parametres (voir Tableau 2), en effet le modeéle gere uniquement deux types de
bombés, sur Phypothése qu’un des types assure la rigidité (bombé G) et reste en glissement partiel et
que lautre affleurant la surface va trés rapidement, face a la charge tangentielle variable, passer en
glissement total (bombé P). De plus, I'identification du nombre et de la géométrie des bombés peut étre
délicate et discutable. Si 'on fait varier le nombre de bombés P, on observe une variation du niveau
d’amortissement sans grande variation de Peffort normal résultant, cela correspond a un nombre plus
important de bombés qui vont glisser totalement et donc dissiper plus d’énergie (Figure 26).
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Facteur de perte

0.45
n=18
— o n=4
0.4 g H
- n=9
n=36
0.351- n=72H
0.3 / TTT— i
a —
/o
/
0.251 / / 4
=
0.2 -
0.15 B
0.1F i
0.05 i
0 = | |
0 0.5 1 1.5

Déplacement au centre de la poutre X 1076

Figure 26 : évolution du facteur de perte 1 (%) en fonction de v (m) pour différents nombres de bombé P.

Une variation du nombre de bombés G pour un méme écrasement normal, influence directement la
charge normale résultante et la raideur tangentielle de Iinterface. Ainsi, pour une méme amplitude de
vibration de la structure, plus on est en présence de bombés G, plus les déplacements tangentiels et

donc I’énergie dissipée diminuent (Figure 27).

Facteur de perte

2.5

— m=5
— m=1
— m=3
—— m=8
—— m=11]]

|
0.5 1 1.5 2
Déplacement au centre de la poutre

2.5 3
X 10-6

Figure 27 : évolution du facteur de perte 1 (%) en fonction de v (m) pour différents nombres de bombés G.
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Si 'on augmente uniquement ’écrasement normal J, (sans faire varier h : différence de hauteur entre les
deux types de bombés), on observe tres vite un écrasement des bombés P ne permettant plus leur
macro glissement et un amortissement qui change radicalement d’évolution (Figure 28). En réalité, les
parametres ne sont pas indépendants, en effet lors d’un écrasement normal plus important, des bombés
P se retrouvent plus écrasés et donc ont un comportement plus proche des bombés G, mais d’autres

bombés se retrouvent affleurant et dissipent de ’énergie par frottement.

Facteur de perte

0.35
——— 8,725
/ — 8727
0.31 J / ol
‘// / - Sn_z'9
=3.1
0.25 B
0.2- | B
= |
0.15- | s
|
|
|
01F | i
i
c//
0.05- ’/“ B
/
0 z/;/jf 1 I I I | |
0 0.5 1 1.5 2 25 3 3.5
Déplacement au centre de la poutre N 10-6

Figure 28 : évolution du facteur de perte 1| (%) en fonction de v (m) pour différents « écrasements » normaux.

La Figure 29 propose I'évolution du facteur de perte en faisant varier conjointement ’écrasement

normal J, et le nombre de bombés G, en considérant que, quel que soit I’écrasement, la géométrie
fournit un nombre constant de bombés affleurants (Tableau 3). On observe ainsi, une évolution
similaire de amortissement fonction de I’écrasement normal et 1égerement dépendant de 'amplitude

(Figure 29).
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Facteur de perte

0.7
3,725 n=5
8,723, n=3
0.6r
8,727, =7
3,729, n=9
0.5F /\ 8,=3.1, n=11 ||
|
04r | e
"1
03F | 1

= | | |
0 0.5 1 1.5 2 25 3 3.5 4

Déplacement au centre de la poutre x 10

Figure 29 : évolution du facteur de perte 1 (%) en fonction de v (m) pour différents « écrasements » normaux avec
variation du nombre de bombés G.

Pour finir cette analyse, il est intéressant de considérer une variation du coefficient de frottement
présent dans I'interface (Tableau 2), une telle variation va jouer sur le seuil de déclenchement du macro-
glissement dans les bombés de type P qui se déclenchera pour des amplitudes plus ou moins

importantes (Figure 30)

Facteur de perte

0.25 T T T T
0.2
0.15 i
=
0.1 g
0.05 B
0 | | | | | |
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 1.4 1.6 1.8 2
Déplacement au centre de la poutre X 10-6

Figure 30 : évolution du facteur de perte 1 (%) en fonction de v (m) pour différentes valeurs du coefficient de
frottement.
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m n N (N) On 107 m) h (107 m) u Figure
5 18 460.4 2.5 24 0.2 Figure 23
5 4 449.7 2.5 2.4 0.2 Figure 26
5 9 453.5 2.5 24 0.2 Figure 26
5 36 474 2.5 2.4 0.2 Figure 26
5 72 501 2.5 2.4 0.2 Figure 26
1 18 102.9 2.5 24 0.2 Figure 27
3 18 281.7 2.5 2.4 0.2 Figure 27
8 18 7284 2.5 24 0.2 Figure 27
11 18 996.5 2.5 2.4 0.2 Figure 27
5 18 572.2 2.7 2.4 0.2 Figure 28
5 18 710.5 2.9 2.4 0.2 Figure 28
5 18 869.2 3.1 2.4 0.2 Figure 28
5 18 460.4 2.5 24 0.15 Figure 30
5 18 460.4 2.5 2.4 0.18 Figure 30
5 18 460.4 2.5 24 0.25 Figure 30
5 18 460.4 2.5 2.4 0.3 Figure 30
Tableau 2 : tableau de valeurs des différents parametres du modele.
m n N (N) On (107 m) h (107 m) U Figure
3 18 250 2.3 2.2 0.2 Figure 29
5 18 460.4 2.5 24 0.2 Figure 29
7 18 715.5 2.7 2.6 0.2 Figure 29
9 18 1618.3 2.9 2.8 0.2 Figure 29
11 18 1370 3.1 3 0.2 Figure 29

Tableau 3 : tableau de valeurs pour une variation multiple des paramétres du modéle.

124




IV. Modele global du contact - Identification du modéle de Dahl

Afin de pouvoir simuler le comportement dynamique de la structure, la fonction de dissipation dae aux
glissements partiels dans les interfaces est recherchée.

1. Fonction de dissipation F,

On définit la fonction de dissipation comme la dérivée de I'énergie dissipée W,

diss

par le déplacement au
centre de la poutre U :

aw .
F;l — diss 34
dv
En posant :
_ dVI/diss ﬁ
! ds dv 35
i _dr i
dv dé dv
On définit la fonction de dissipation comme :
F — dWiiss — dw/dtss d_T d_T B 36
d dv dé dv | db
On obtient ainsi la fonction de dissipation définie par trongon :
En glissement partiel généralisé :
3 3 1 3 3 1
mN [1+2(1—A,6) — 5(2 — A,8)(1— A8)| + N, |1+2(1— 4,6)2 — 5(2 — A,8)(1—4,6)
F:l = chis'u‘G* 1 1
2|ma,, (1— A,8)2 +na, (1— A,6) 37
avec
B 16a,, B 16a,
¢ 3uNGG* r 3uNPG*
En glissement pseudo-partiel ;
33 L
AmN, |1 +2(1— A 6) — 5(2 — A,8)(1—4,6)? |+ nN,
'F:] = Krrz,r:is'uG 1
8may, (1— 4,06)? 38
avec
16a 16
Ao 2, 165
3uN,G 3uN,G

La fonction de définition est ainsi définie pour le contact multi-bombés.
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2. Modéle de Dahl

En 1968, P. R. Dahl propose un mode¢le de frottement de comportement unidimensionnel afin de
modéliser le frottement sec intervenant dans des roulements a billes, il appliquera également son
mode¢le a la modélisation du frottement dans un pendule de torsion (15), (16), (17). De nombreuses
études utilisent ce modéle en particulier pour I'identification de paramétres de friction (voir par exemple

(18), (19), (20)).

Le modele de Dahl exprime la dérivée de l'effort de frottement par rapport au déplacement en
traduisant le phénomene dissipatif d’hystérésis lors des mouvements périodiques (Figure 31). En posant
x, le déplacement relatif entre les deux solides en contact, F(x), la force d’interaction tangentielle entre
les solides, le modé¢le est le suivant :

dr o 39
— =o0|l——signz
dx F

ou I_est la force de glissement tangentiel, O représente la rigidité tangentielle initiale et O représente la
forme de la courbe force-déplacement.

1500

1000 - B

500 - B

-500 - B

-1000 - B

-1500 I Il I I Il I I I I
-1 -0.8 -0.6 -0.4 -0.2 0.2 0.4 0.6 0.8 1
Figure 31: cycle de chargement, force F(IN) —déplacement x (m), par le mode¢le de Dahl.

G. Chevallier (21) montre I'intérét de ce modele de frottement dynamique, facilitant la résolution
transitoire numérique des équations du mouvement sans dénaturer le résultat par rapport au modele de
Coulomb.

3. Identification des parameétres du Modele de Dahl pour un contact bombé

Contact circulaire :

Pour un contact sphérique, a partir de I’équation 11 qui donne le déplacement rigide tangentiel 8 en
fonction de effort tangentiel T, on exprime T; en fonction de J :

16a,
T =pN1-|1-—-=6
3uN.G

40
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On exprime le modéle de Dahl avec le paramétrage utilisé pour modéliser le contact sphérique, ou la
force de frottement F =UN.,.

dT,
— =0

dé

T |
1———signéd 4
1N,

On dérive équation 40 par rapport au déplacement tangentiel  :

dT B 8a, 2 42

s o

16a.

i

BN G

En intégrant I'expression du déplacement tangentiel 8 en fonction de T; donné par ’équation 11 dans
I’équation précédente, on obtient une équation de la forme du modele proposé par Dahl :

T | 43

i

_ "

dTi B 8ai
s

Cette équation permet d’identifier les parametres du modele de Dahl pour un contact circulaire qui
s’expriment :

44

La (Figure 32) montre, en phase de chargement, la corrélation en phase de chargement du cycle entre le
modele de Mindlin et le modele de Dahl.

1500
dahl ——
1000 - mindlin , i
500 |- =
= o .
-500 |- =
-1000 |- =
| | | | | | | | |
-1 -0.8 -0.6 -0.4 -0.2 0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

0 x 10°

Figure 32 : comparaison des coutbes force T; (N) — déplacement 8 (m) proposées par Mindlin et celle par le
modéle de Dahl en phase de chargement.
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Cependant, sur un cycle de chargement (Figure 33), on observe une différence qui peut provenir de
deux facteurs :

- dérive du modele de Dahl qui atteint des valeurs supérieures dans le cycle a celle atteinte en fin
de phase de chargement, et donc pour ce qui est la fin de phase de micro-glissement pour
Mindlin atteint le macro-glissement ;

- une sous-estimation des contraintes résiduelles dans le cycle de Mindlin.

1500 -
1500

10001 1000 -

500 500

Ti
=)

500 500~

1000 1000

-1500 L L L L L L L L L | -1500 L L L L L L L |
-1 -0.8 -0.6 -0.4 -0.2 0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 -2 - - -

Figure 33 : Comparaison des courbes force T; (IN) — déplacement § (m) proposées par Mindlin (courbe bleu) et
celle par le modéle de Dahl (courbe rouge). A la limite du micro-glissement (a gauche), en glissement total (a
droite).

Cas général du contact elliptique :

Afin de généraliser cette identification, en phase de chargement, a n’importe quel type de contact, on
définit un contact entre deux corps élastiques ellipsoidaux.

Aire de contact

Ni
T; . 23 S
% 231 .

2b|2b,

Zone d’adhérence
[ ]zone de glissement

Figure 34 : Contact elliptique

Iétude de ce type de contact a été menée par Deresiewicz (22), il exprime les rapports des dimensions
des deux ellipses d’adhérence et de glissement :
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1
a b 3 45

T
1——i
pN,

a b

Le déplacement rigide tangentiel 8 des corps en contact est également donné par (22). A pattir de cette
équation, Olofsson (23) définit un cycle de chargement et I’énergie dissipée dans un multi-contact
elliptique.

Hale (24) propose une expression simplifiée du déplacement rigide tangentiel d a partir de 'expression
du déplacement défini pour un contact circulaire (Equation 11) :

3uN. . B
s=Ng - —| o 46
16a pi,
ou @ est un facteur correctif défini par :
a
1+ (1.4 - 0.81/) log [z pourT / /b
P ~11 poura =1b 47
a
1+ (1.4 + 0.81/) log [Z]] pourT / /a

De la méme maniere que pour un contact circulaire, on identifie les parametres du modele de Dahl
pour un contact elliptique :

8a,
a" 48

W | =

V. Conclusion

Un modecle prenant en compte les défauts de surfaces a été développé afin de modéliser plus
précisément I’évolution de 'amortissement en fonction de Pamplitude des déformations. Ce nouveau
modele est une modélisation multi-bombés des plans composants 'interface basée sur le comportement
du contact sphérique développé par Hertz et Mindlin. La prise en compte des défauts de surface des
plans de contact permet de prévoir le facteur de perte obtenu expérimentalement avec un
amortissement présent des les plus petites amplitudes. Ce modeéle reposant sur des parametres issus
directement de la géométrie réelle des surfaces, pouvant étre sujet a interprétation, une analyse de
sensibilité des différents parametres du modele a été menée permettant de s’assurer de la validité du
modele. De plus afin de pouvoir utiliser ce modéle dans des simulations dynamiques, une fonction de
dissipation est déterminée. Devant la difficulté d’utilisation de cette fonction (fonction définie par
trongons), une identification des parametres d’'un modeéle dynamique global a été menée sur la base du
modele de Dahl. II est montré qu’il existe pour la phase de chargement d’un contact sphérique définie
par Mindlin, une identification exacte des parametres de Dahl.
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Conclusion générale

Les travaux de recherche de ce mémoire portent sur la quantification de amortissement induit par
glissements partiels dans les interfaces constituant les assemblages de structure. Ils comportent des
développements analytiques, des simulations numériques ainsi qu’une étude expérimentale.

Dans un premier temps, la problématique de cette étude est posée puis située dans les travaux
bibliographiques. Un schéma fonctionnel est proposé et permet, tout au long de Iétude, de placer les
différentes étapes de cette these dans une démarche générale.

Ensuite, un modéle d’étude académique constitué d’une poutre bi-encastrée est proposé ; la distribution
du moment de flexion le long de la poutre est exploitée afin de mettre en place deux interfaces
soumises lors de la flexion de la poutre, a un cisaillement pur. La configuration de la structure
(conditions aux limites et emplacement des interfaces) permet I’étude d’interfaces planes soumises a une
charge normale constante (statique) et a une charge tangentielle dépendant de 'amplitude de flexion
(dynamique). L’étude quasi-statique définit la distribution des contraintes et des déplacements dans les
interfaces lors de la flexion de la poutre, et permet de tracer les cycles charge/déplacement dans ces
derniers. Le comportement interne de l'interface est mis en évidence : en dessous d’une certaine charge
tangentielle, 'interface se comporte comme si la poutre était monolithique, lorsque le maximum de la
contrainte de cisaillement parabolique dans linterface dépasse la valeur de la contrainte normale
multipliée par la valeur du coefficient de frottement, un glissement partiel apparait. Le facteur de perte
est ensuite déterminé afin d'étudier I’évolution de I'amortissement lors de la flexion de la poutre. Nous
avons ainsi pu montrer que 'amortissement a bien une évolution non linéaire dépendant de 'amplitude
de flexion.

Une fonction de dissipation est déterminée, afin de simuler le comportement dynamique de la structure.
Une analyse dynamique de la poutre bi-encastrée permet d’affiner le positionnement axial des
interfaces, les répartitions des charges et des contraintes sur le premier mode de flexion de la poutre. Le
facteur de perte est a nouveau calculé sous une hypothése de déformation modale. Cette hypothese
montre que le glissement partiel et 'amortissement inhérent apparaissent pour des amplitudes de
déplacement plus faibles que dans I'hypothese statique. Cette fonction de dissipation issue de I’analyse
des contraintes illustre le comportement défini dans I'interface. Lors de 'augmentation des amplitudes
vibratoires, une phase d’adhérence totale apparait pour les basses amplitudes, suivie d’'une phase de
glissement partiel évoluant jusqu’au macro-glissement (glissement total relatif des deux parties
assemblées). La structure est modélisée par un systeme a un degré de liberté. I.’énergie dissipée par le
glissement partiel dans les interfaces est pris en compte sous forme d'un amortissement structural
dépendant de I'amplitude vibratoire. Cette modélisation dynamique permet de mettre en place les deux
phases de comportement dans les interfaces et leur contribution tout au long de I’évolution des
oscillations de la structure.

ILa partie expérimentale présente la conception de la poutre et les essais réalisés. A partir des
caractéristiques du modele précédemment défini, une poutre bi-encastrée coupée dans les zones ou
sannule le moment fléchissant, la forme de la poutre est optimisée en cherchant a maximiser
I’amortissement et a garantir les conditions de chargement définies par ce modeéle. Une attention
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particuliere a été portée au découplage des deux premiers modes de flexion et a la prise en compte de la
contribution des potentiels défauts de fabrication. Afin de se focaliser sur la contribution des interfaces
dans 'amortissement, deux poutres ont été réalisées. Ces deux configurations permettent de comparer,
pour deux géométries identiques et conditions limites équivalentes, I’évolution de 'amortissement pour
une structure monolithique et une structure avec interfaces. Un protocole d’excitation est mis en place
afin de solliciter le premier mode de flexion de la structure (appropriation interrompue). Cette analyse
met en évidence que l'évolution du niveau de chargement normal induit conjointement une variation du
taux amortissement et une perte de rigidité. Ainsi, plus la contrainte normale est basse, plus le
glissement partiel est présent, ce qui entraine une augmentation de I'amortissement et une perte de
rigidité de la structure. Il existe également une dépendance de cet amortissement a amplitude de
déplacement. Cependant, dés les plus basses amplitudes de vibrations, les essais montrent que la
structure est amortie alors que le modele prévoyait un amortissement nul. De plus, le dispositif
d’excitation par patchs piézo-électriques, optimisant I'excitation sur le premier mode, ne permet pas
d’atteindre les niveaux de déplacement attendus.

Une des raisons a la présence d’amortissement pour de faibles amplitudes de déplacement, vient du
contact entre les plans des interfaces qui est réalisé sur des défauts de forme bombés de différentes
tailles. Certains de ces bombés passent trés vite en phase de glissement total. Un modéle est donc
proposé prenant en compte les défauts de surfaces des interfaces.

L’objectif principal de cette these était d'étudier la contribution des interfaces assemblées sur
l'amortissement apparent des structures. L'étude a été conduite dans le cas d’un chargement normal
constant et d’'un chargement tangentiel fonction des amplitudes vibratoires de la structure. Les travaux
réalisés se sont concentrés sur le premier mode de flexion d’une structure de type « poutre ». Un des
apports de cette étude est de quantifier et d’isoler les effets « amortissant » des glissements partiels dans
les assemblages, en procédant a la comparaison d’une structure monolithique et d’une structure
assemblée. Cette comparaison permet de soustraire toutes les autres sources d’amortissement. Cet
amortissement apparait comme une fonction non-linéaire dépendante de 'amplitude des sollicitations.
Pour la modélisation de ces phénomenes, il ressort de cette analyse la nécessité d’une approche
« glocale » afin de pouvoir « nourrir » le modele global de vibration (ici un systéeme a 1ddl) par des
caractéristiques locales de I'interface. Ces caractéristiques issues de I’analyse topologique des surfaces en
contact permettent la définition des contraintes et déplacements, menant a la définition d’une fonction
de dissipation.

Au-dela du type de chargement et donc des sollicitations, il semble impossible, si nous voulons évaluer
analytiquement I’évolution instantanée de I'amortissement, de ne pas prendre en compte les défauts de
formes des surfaces participant aux assemblages. Cependant une telle modélisation fait intervenir un
nombre important de parametres difficilement quantifiables lors des phases de conception ou toutes les
surfaces sont définies aux cotes nominales. Méme avec l'intégration de modéles généraux de vibrations
(du type Dahl) permettant de minimiser le nombre de parametres, il sera nécessaire de procéder a une
identification locale.

De plus, technologiquement, 'amortissement et la raideur de la structure dépendent du niveau de
serrage normal des assemblages. Devant ces difficultés de prédiction, une des pistes de recherche est la
conception de liaisons spécifiques ayant un caractere fortement amortissant ou bien de dispositifs
amortissants a placer entre les surfaces assemblées. La maitrise des formes et états de surface de ces
solutions pourraient permettre de définir pour la force de serrage de fonctionnement, une plage
d’amortissement attendue.

Pour finir, les travaux présentés dans cette these ont servi de point de départ et de réflexion a la mise en
place du projet MAIAS (Maitrise des Amortissements Induits dans les ASsemblages) du Pole de
Compétitivité aérospatial ASTech Paris Région ayant pour objectif de « Développer des technologies de
transmission des efforts permettant un controle de 'amortissement ».
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ANNEXE 1

Caractéristiques de la poutre coupée

/ 1 !
4 2 4
M ) N EV, -. _.ll.-$ h
<>
2T b
Symbole Description Unité Valeur
b Largeur de la section de la poutre mm 40
E Module de Young MPa 74000
h Hauteur de la section de la poutre mm 30
1, Moment quadratique mm”* 90000
1 Longueur de la poutre mm 400
S Aire de la section de la poutre mm’ 1200
n Coefficient de frottement 0.33
v Coefficient de Poisson 0.3
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ANNEXE 2

Répartition de contrainte — Solution générique

Afin de déterminer les équations de répartition de contrainte dans les différentes phases de chargement,
une solution générique a ce type de répartition de contrainte est déterminée pout :

e une borne de contrainte a k[O, ;

e un effort tranchant de T". Y
h/2
Egquation de T et conditions limites : 3 -
7=A.y*+B
h & N—
i y=— — 7,=A—+B > "
y 2 0 4 ,I - -
2 /! Yy
- B——Ah— -
4 ”,’/
ay=¢( - t=kuoc, S
-h/2
k.u.
— A= ,uo;;
gt
4

Effort tranchant correspond a la somme de la contrainte de cisaillement sur la surface :

h

-¢ ¢ 2
T'=b[(A.y*+B).dy+b| kp.0, dy+b[(A.y*+B) .dy

~h ¢ ¢

2

T 2bkﬂ0‘[ 53
2_7
3 4
16 3 T 2
4 2+ h*| ———kuo,h |=0
o -4l i T 2huop)

1) (16 2 T 2 T
2 kuo & +4| Zkuo h—— |E+2h| Zkuo h—— | |=0
(5 2](3 uo,& (3ﬂn b}f (3!!,7 bD
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Cherchons maintenant les solutions du polynome :

2

n

bkuo,

4§2+£2h— 3T J§+ﬁ(2h— 3T j:O
bku

On pose
37’
bkuo,

oa=2h-—

Le polynome devient

4§2+a§+a§:0

h
Avec comme discriminant A=a?—4.4.—.a= 0((0(— 8h)

On aura des solutions réelles que si ;
A=a(ax—8h)=0
or
37"
bkuo,

o—8h=—6h- <0

doncA >0 seulementsi <0
c'estadiresi:
2h < 3T
bkuo,
T
bkuo,

é::_ai\/gz—ai,/a(a—Sh)

8 8

h<3.
4

—2h+ 3T * .|| 2h— 37 —6h - 3T
£ bkuo, bkuo, bkuo,

8
Donc
ku.o h?
= 'Ll h”2 [yZ__]
g v
4
avec
Y r + | 2ne r 3T
uo, bkuo, buo,
6= 8
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ANNEXE 3

Etude des vibrations de flexion de la poutre bi-encastrée

Hypotheses :

- les vibrations ont lieu dans un des plans principaux de la poutre ;

- les dimensions de la section transversale sont faibles devant la longueur ;

- on néglige 'amortissement ;

- on néglige les effets de I'inertie rotatoire (étant du second ordre par rapport au facteur de forme
D/1de la poutre) ;

- on néglige les effets du cisaillement transversal ;

- on néglige 'action de la pesanteur.

+ d. -
oX X M + dx

ox
vV A
, : Ligne neutre de la poutre
] ] . .
X ! ds S en vibration
1 1
F~— =~~~ -~~~ - - - -- - Tk as e — — .
.- | | T~
- | | .y
~ 1 1 ~.
\Y | |
1 1
1 1
1 1 E
On définit par :

- U : Amplitude de la vibration a ’abscisse x

- T': Effort tranchant au point d’abscisse x

- Mf: Moment fléchissant au point d’abscisse x
- p : Masse volumique du matériau

ETUDE DE I’EQUILIBRE DU TRONCON
En projection sur y, on a pour les efforts tranchants :

2
TH(T +%—de):p8dxa v
X

- Loi de Newton

ot?
Donc
oT 0%
—=p.S.
x oo
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TL.a somme des moments a ’abscisse x+dx donne :

—Tdx — Mf + (Mf +de) =0
ox
Donc
oM
ox

Les résultats de la RDM nous permettent de lier le Moment de flexion et la fleche de la lignhe moyenne
de la poutre.

%
% ox2

Avec E : module d’Young du matériau, I, : moment quadratique de la section droite

M =-El

Ainsi
2
a—T -p.S. d*v =0
ox ot?
et
2 2
o*Mf _p.S.B v g
o0x? ot?

On obtient donc I'équation générale du mouvement des poutres en flexion, en vibration libre :

4 2
o)) p.Sav

Z_4+ . 2=O
0X ot

El,

En oscillations libres, U(X,t ) prend la forme :

v(x,t)=V(x).sinat

I’équation générale du mouvement devient :

: o'V 2 cinet = 0
Els,.sinat. " -pSV.o .sinwt =
Soit
4 2
0 \4/_,0.8.(0 V=0
ox El

Gz
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Equation dont la solution générale peut étre mise sous la forme :

V(x)= A.sinAx + B.cos Ax + C.sinh Ax + D.cosh Ax
avec A=4 pSe”
El,,

Dans le cas d’'une excitation forcée 2T de type harmonique concentrée en un point, on écrira

o*v 02V .
El. —+ p.S. =2T.sin(wt + ¢
oz oxt PO o ( )

Conditions aux limites d’une poutre bi-encastrée
Pour :
x=0et x=/-V=0

x=0 etx:l—>ﬂ—0

ax

Les conditions limites en x=I permettent d’obtenir le systeme d’équation suivant :

A.sin Al +B.cos Al + C.sinh A/ + D.cosh Al =0
A.cos Al —B.sin Al + C.cosh Al + D.sinh Al =0

Pour obtenir la solution vibratoire du probleme il faut que le déterminant du systeme soit nul :

0 1 0 1
sinAL cosAL sinhAL coshAL 0
1 0 1 0o |

cosAL —-sinAL coshAL sinhAL
Soit

cos AL —

=0
cosh AL

On trace ci-dessous I’évolution de F(x)

1
cosh AL

F(x)=cos AL —

On remarque que la fonction T tend rapidement vers 0 ce qui implique, a part la premicre
cosn(x

racine de ’équation, des racines trés proche de celle de la fonction COS(X).
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—F(x)
——Cos(X)

———1/cosh(x)

Ce qui implique que le déterminant est nul pour une infinité de racines :

AL =15056.7

Cette infinité de racine correspond a une infinité de pulsations propres ®i et de modes propres associés

AL=2i+1).%
L=@i2

Vi(x)
pS
Valeurs des pulsations et fréquences

Mode 1 Mode 2 Mode 3 Mode 4 Mode 5

AL 4,729 7,853 10,995 14,137 17,278

. 11,824 19,634 27,488 35,342 43,196
, 0632,698 | 18287,361 | 35843,227 | 59251,049 | 88510,827
£ 1055,626 | 2910,523 5704,626 9430,097 | 14086,935

Les conditions limites en x=0 permettent d’obtenir 'équation suivante :
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V(x)=A][(sinAx —sinh Ax) +%.(cos Ax —cosh Ax)]




Donc

V.(x)=A.[(sin4,x —sinh ﬂ,.x)+i.(cos A:x —cosh A4,x)]
.

1

—WV1
—V2
V3
—V4
—V5

L’expression précédente peut également s’écrire sous la forme :

V.(x)=9 (COS(QI. %) + 4 sin (Qi %)—cosh(ﬂi %) — A, sinh (Qi ;D

142




ANNEXE 4

Définition de la structure expérimentale

300
420 40

Mesure par
vélocimétrie Laser

Liaisons amortissantes

Encastrements

Excitateurs piezo
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Résumé

Dissipation de ’énergie mécanique dans les assemblages : effets du frottement en
sollicitation dynamique

Cette these porte sur I'étude de 1'amortissement des structures assemblées, et plus précisément de
la contribution des assemblages sous sollicitations vibratoires. Le mémoire est composé de cinq
chapitres traitant la problématique tant du point de vue analytique qu'expérimental.

Un banc d'étude académique est proposé afin d'étudier des assemblages sous sollicitation normale
constante (statique) et sous sollicitations tangentielles liées aux vibrations de la structure
(dynamique). Le facteur de perte caractérisant I'amortissement de la structure est obtenu, dans un
premier temps par une étude locale quasi-statique. Puis une fonction de dissipation est définie,
permettant d'affiner la modélisation de 'amortissement par une ¢tude dynamique globale.

Au regard des résultats obtenus par la modélisation, une analyse expérimentale est menée. Cela
afin d'isoler la contribution, a l'amortissement de la structure, des glissements partiels dans les
assemblages. Pour cela, deux structures géométriquement identiques, l'une monolithique et l'autre
assemblée sont étudiées. Les effets des interfaces sont analysés puis comparés aux résultats
analytiques.

Afin de simuler plus précisément ces effets, une modélisation prenant en compte les défauts de
forme des sutrfaces en contact est menée.

Mots clés: Structure assemblée, dynamique des structures, frottement, micro-glissement,
amortissement non-linéaire.

Abstract

Dissipation of mechanical energy in assemblies: frictional effects in dynamic strains

This thesis presents a study of damping in assembled structures, or, more precisely, a study of the
vibrations of assemblies under external excitations. The paper contains five chapters examining
this problem from both analytical and experimental viewpoints.

An academic investigation is presented as a foundation in order to study assemblies both under
constant normal stresses (static), and under tangential stresses linked to the structural vibrations
(dynamic). The loss factor that characterizes the damping of the structure is obtained through a
quasi-static local study. Then, a dissipation function is given, which allows the refinement of the
damping model through a global dynamic study.

An experimental analysis is undertaken to examine the results obtained by the modeling. The
objective of this analysis is to isolate the effects, at the structural damping, of partial sliding in the
assemblies. To isolate these effects, two structures identical in shape and material, one assembled
and one uniform, are studied. The data collected from the interfaces are analyzed, and then
compared to the analytical results.

In order to simulate these effects with greater precision, a modeling is undertaken that takes into
account the defects of form for the surfaces in contact.

Keywords: Structural assembly, dynamics of structures, friction, micro-slip, non-linear damping.
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