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Avant propos 
 

 

Ce mémoire est le fruit d’un travail de thèse réalisé dans le cadre d’une convention CIFRE 

entre l’entreprise TENSYL et le laboratoire I2M1. 

 

L’objectif de cette étude est de proposer un modèle de calcul de l’endommagement et de la 

durée de vie en fatigue pour les matériaux composites stratifiés, à l’échelle du pli ou de la 

couche composite élémentaire. Ce modèle doit décrire l'évolution des performances 

mécaniques au cours du chargement et permettre ainsi d’obtenir les performances résiduelles 

après un nombre de cycles donné. De plus, le modèle doit être implémenté et intégré à la 

chaîne de calcul utilisée dans l’entreprise, à l’échelle de la structure. 

 

Le domaine d’application choisi est celui de l’éolien et plus particulièrement celui des pales 

d’éoliennes pour lesquelles la fatigue à grand nombre de cycles représente un chargement 

dimensionnant. Ces travaux ont été effectués parallèlement au projet EFFIWIND financé par 

la Région Nouvelle Aquitaine et l’ADEME, dans lequel TENSYL intervient, entre autres, 

pour le dimensionnement de trois générations de pales innovantes baptisées : G1, G2 et G3. 

La pale EFFIWIND-G1 en matériau composite à matrice époxy renforcée par des fibres de 

verre et de carbone sera souvent utilisée comme support à ce travail de thèse. Cette pale a 

été certifiée par l’organisme de certification DNV-GL en mars 2015.  

 

Précisons que l’objectif du projet EFFIWIND est de permettre la mise en œuvre de 

matériaux composites à matrice acrylique pour la fabrication de pales d’éoliennes recyclables. 

Le dimensionnement des pales G2 et G3, qui intègrent le matériau composite à matrice 

acrylique, s’appuiera sur les méthodes développées dans le cadre de la présente étude et sur 

les résultats de la thèse d’Eileen Boissin, commencée en septembre 2015 à l’I2M. 

 

 

 

 

I2M 

Université de Bordeaux, Bat A4,  

351 Cours de la Libération, 

33400 TALENCE 

http://i2m.u-bordeaux.fr 

TENSYL 

48 rue de Vaucanson 

Pôle Arts et Métiers 

17180 PERIGNY 

info@tensyl.com / www.tensyl.com 

                                        
1 Institut de Mécanique et d’Ingénierie – Bordeaux, UMR CNRS 5295 

TENSYL 



Avant propos 

6 

 

 

 

 

 

 



7 

 

 

Table des matières 
 

 

Remerciements .......................................................................................................................3 

 

Avant propos..........................................................................................................................5 

 

Table des matières..................................................................................................................7 

 

Nomenclature ....................................................................................................................... 11 

 

Introduction ......................................................................................................................... 21 

 

Chapitre I. Fatigue des structures composites dans le contexte de l’éolien............................ 23 

 

I.1. Etat de l’art sur la fatigue des pales en matériaux composites ..............................24 

I.1.1. Le contexte éolien et ses enjeux.........................................................................24 

I.1.2. Conception des pales d’éoliennes ....................................................................... 32 

I.1.3. Défaillances, modes d’endommagements et zones critiques des pales ................. 43 

I.1.4. Conclusion sur la fatigue des pales en matériaux composites .............................48 

I.2. Analyse de l’état de contraintes cycliques dans une pale d’éolienne.......................49 

I.2.1. Quelques définitions à propos des matériaux composites stratifiés.....................49 

I.2.2. Description classique d’une sollicitation cyclique uniaxiale ................................50 

I.2.3. Proposition de description d’une sollicitation multiaxiale ..................................50 

I.2.4. Identification des sollicitations critiques à l’aide du critère de Puck ..................54 

I.2.5. Application à une pale d’éolienne ......................................................................56 

I.2.6. Conclusion sur l’analyse de l’état de contraintes cycliques.................................67 

I.3. Reproduire la sollicitation à l’échelle du matériau en laboratoire ..........................69 

I.3.1. Mise en œuvre du matériau composite...............................................................69 

I.3.2. Du matériau aux essais de fatigue « classiques » ...............................................80 

I.3.3. Conclusion sur la mise en œuvre et la sollicitation du matériau composite en 

laboratoire .....................................................................................................................86 

I.4. Conclusion du chapitre..........................................................................................87 

 

Chapitre II. Fatigue des matériaux composites stratifiés : des mécanismes d’endommagement 

à l’estimation de la durée de vie ...........................................................................................89 

 

II.1. Endommagement des matériaux composites stratifiés unidirectionnels..................90 



Table des matières 

8 

II.1.1. Mécanismes et cinétique d’endommagement ..................................................90 

II.1.2. Effets de l’endommagement sur le comportement mécanique......................... 93 

II.1.3. Validation de la cinétique d’endommagement en traction sur le matériau de 

l’étude ......................................................................................................................96 

II.2. Phénomènes influents sur l’endommagement et la durée de vie en fatigue ............99 

II.2.1. Influence du chargement................................................................................99 

II.2.2. Influence des conditions extérieures ............................................................. 105 

II.2.3. Influence du matériau.................................................................................. 106 

II.3. Dimensionnement des matériaux composites stratifiés en fatigue ........................ 114 

II.3.1. Approches « limite d’endurance » ............................................................... 114 

II.3.2. Approches basées sur l’utilisation des courbes S-N ...................................... 116 

II.3.3. Approches phénoménologiques basées sur la description de la rigidité et de la 

résistance résiduelle ..................................................................................................... 121 

II.3.4. Approches basées sur les mécanismes d’endommagement ............................ 124 

II.4. Discussion ........................................................................................................... 128 

 

Chapitre III. Le modèle d’endommagement unifié statique-fatigue à l’échelle du pli ........... 131 

 

III.1. Description du modèle à l’échelle du pli .............................................................. 133 

III.1.1. Un modèle basé sur la mécanique de l’endommagement .............................. 133 

III.1.2. Lois d’évolution de la rigidité en quasi-statique ........................................... 136 

III.1.3. Couplage entre l’endommagement matriciel et la résistance dans la direction 

des fibres .................................................................................................................... 137 

III.1.4. Lois d’évolution de la rigidité en fatigue...................................................... 138 

III.1.5. Lois d’évolution de la déformation résiduelle ............................................... 139 

III.2. Résolution numérique à l’échelle du pli ou du stratifié ........................................ 140 

III.2.1. Chargement quasi-statique .......................................................................... 140 

III.2.2. Chargement de fatigue d’amplitude constante ............................................. 142 

III.3. Identification des paramètres du modèle à l’échelle du pli ................................... 147 

III.3.1. Démarche générale....................................................................................... 147 

III.3.2. Effet du taux volumique de fibres sur les propriétés mécaniques initiales .... 151 

III.3.3. Loi d’évolution de l’endommagement matriciel en quasi-statique................. 157 

III.3.4. Couplage entre l’endommagement matriciel et la résistance dans la direction 

des fibres .................................................................................................................... 163 

III.3.5. Loi d’évolution de l’endommagement en fatigue .......................................... 174 

III.3.6. Synthèse des paramètres du modèle............................................................. 182 

III.4. Comparaison modèle – essais............................................................................... 183 

III.4.1. Chargements quasi-statiques........................................................................ 183 

III.4.2. Chargements en fatigue ............................................................................... 190 

III.5. Discussion sur le modèle...................................................................................... 196 

III.5.1. Synthèse des hypothèses .............................................................................. 196 



Table des matières 

9 

III.5.2. Points forts du modèle................................................................................. 197 

III.5.3. Limites et perspectives ................................................................................ 198 

III.6. Conclusion du chapitre........................................................................................ 200 

 

Chapitre IV. Application au calcul de la durée de vie d’une pale d’éolienne ....................... 203 

 

IV.1. Calcul des contraintes dans une section droite de poutre..................................... 204 

IV.1.1. Hypothèses générales ................................................................................... 204 

IV.1.2. Comportement élastique linéaire.................................................................. 205 

IV.1.3. Validation de la méthode pour un comportement élastique linéaire ............. 210 

IV.1.4. Comportement élastoplastique endommageable ........................................... 215 

IV.2. Méthodologie de calcul de l’endommagement à l’échelle de la structure .............. 216 

IV.2.1. Calcul de charges......................................................................................... 216 

IV.2.2. Endommagement sous chargement quasi-statique........................................ 217 

IV.2.3. Endommagement sous chargement de fatigue.............................................. 218 

IV.3. Application à une pale d’éolienne ........................................................................ 223 

IV.3.1. Hypothèses .................................................................................................. 223 

IV.3.2. Application au dimensionnement sous charge extrême................................. 230 

IV.3.3. Application au calcul en fatigue sous chargement d’amplitude constante : tour 

de turbine sous profil de vent normal .......................................................................... 232 

IV.3.4. Application au calcul en fatigue sous chargement d’amplitude variable : 

chargement réprésentatif simplifié d’une turbine de classe I ........................................ 237 

IV.4. Conclusion du chapitre........................................................................................ 243 

 

Conclusion générale et perspectives .................................................................................... 245 

 

Références........................................................................................................................... 249 

 

Annexes.............................................................................................................................. 259 

 



Table des matières 

10 

 

 

 



11 

 

 

Nomenclature 
 

 

Conventions 
x  Scalaire 

x  Vecteur 

x  Tenseur d’ordre 2 

[ ]x  Matrice 

+
x  Partie positive de x 

−
x  Partie négative de x 

x  Valeur absolue de x 

x∆  Variation de x 

x∇
r

 Gradient de x 

x&  Dérivée temporelle de la variable x 

x~  Valeur effective de la variable x 
0x  Valeur initiale de la variable x (avant endommagement) 
ex  L’exposant e désigne la part élastique de la variable x 
px  L’exposant p désigne la part résiduelle non réversible de la variable x 

ex  L’indice e désigne l’indice de l’élément de stratifié de la section droite de 

poutre auquel est associé la variable x 

cx  L’indice c désigne l’indice de la cellule de la section droite de poutre de 

stratifié de la section à laquelle est associée la variable x 
ix  L’exposant i désigne l’indice du cycle auquel est associé la variable x 
seqx  L’exposant seq désigne l’indice de la séquence à laquelle est associée la 

variable x 
ax , iax ,  Amplitude de la variable x sur le cycle d’indice i 
mx , imx ,  Valeur moyenne de la variable x sur le cycle d’indice i 
maxx , ixmax,  Valeur maximale de la variable x sur le cycle d’indice i 
minx , ixmin,  Valeur minimale de la variable x sur le cycle d’indice i 
ultx , )(+ultx  Valeur de la variable x à rupture en traction 

)(−ultx  Valeur de la variable x à rupture en compression 

kx , )3,2,1(,kx  Valeur de la variable x du pli d’indice k exprimée dans le repère du pli 

( )kx , ),,(, zyxkx  Valeur de la variable x du pli d’indice k exprimée dans le repère du stratifié 

stratx  Valeur de la variable x à l’échelle du stratifié 
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Repères 

( )BzYYXX
r

,,  : repère principal de la section. 

( )BBB zyx
rrr

,,  : repère attaché à la pale (B = « Blade ») où Bz
r

 est dans l’axe de la pale, Bx
r

 

est dans l’axe de rotation du rotor (pour une pale « stall ») et By
r

 est la direction 

complémentaire de manière à former un repère direct. 

( )zyx
rrr

,,  : repère attaché au stratifié où x
r

 est dans la direction du chargement ou dans 

la direction de l’axe de la pale, z
r
 est dans la direction de l’épaisseur du stratifié, et y

r
 est la 

direction  complémentaire de manière à former un repère direct. 

( )321 ,, xxx
rrr

 : repère attaché au pli d’UD où 1x
r

 est dans la direction des fibres, 2x
r

 est dans 

la direction transverse aux fibres, et 3x
r

 est dans la direction de l’épaisseur du pli. 

 

 
Figure 1 : Définition des repères considérés 

 

Vocabulaire éolien 

Azimuth Angle formé entre la verticale et l’axe de la pale. L’origine de l’azimut est définie 

lorsque la pale est en verticale en position haute. 

Edgewise : la flexion « edgewise » désigne la flexion autour de Bx
r

 

Flapwise : la flexion « flapwise » désigne la flexion autour de By
r

 

Pitch : angle d’incidence des pales. Par extension, le mot « pitch » désigne aussi le 

mode de contrôle (actif) de la turbine 

Stall : de l’anglais décrochage aérodynamique. Une turbine « stall » a un contrôle de 

puissance passif et ne possède pas de système de « pitch » 

Yaw : angle de lacet de la nacelle. Par extension, le mot « yaw » désigne aussi le 

contrôle en lacet de la turbine 

 

y 

x 

( )tyσ

( )txσ

( )txyτ

x2 
x1 

y 

x 

zB 

Échelle de la pale Échelle du stratifié Échelle du pli unidirectionnel 

( )t1σ( )t2σ

x 

θ

( )t12τ( ) ( ) ( )tePteatg aero ,,,,
rr
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Sigles et acronymes 

ADEME : Agence De l’Environnement et de la Maîtrise de l’Énergie 

ANRT Association Nationale de la Recherche et de la Technologie 

CENER : Centro Nacional De Energías Renovables (Espagne) 

Courbe S-N : S = « Stress » ou « Strain » et N = « Number of cycles » 

Diagramme CFL :  CFL = « Constant Fatigue Life » 

DOE/MSU : U.S. Department of Energy / Montana State University 

EDF : Électricité de France 

FAST : logiciel de calcul de charge développé par le NREL. FAST signifie : 

Fatigue, Aerodynamics, Structures and Turbulence 

GE General Electric 

GUM : Guide for the expression of Uncertainty in Measurements 

GWEC : Global Wind Energy Council 

I2M Institut de Mécanique et d’Ingénierie (Bordeaux) 

IEC : International Electrotechnical Commission 

IEA : International Energy Agency 

NCF : propriété d’un renfort d’unidirectionnels à ne pas être tissé (NCF = 

« Non Crimp Fabric ») 

NREL : National Renewable Energy Laboratory (Etats-Unis) 

NWP : Normal Wind Profile 

PET : polytéréphtalate d'éthylène 

RTM : Resin Transfert Molding (Procédé de moulage du composite par 

injection) 

T-T / T-C / C-C Traction-Traction / Traction-Compression / Compression-Compression 

UD : unidirectionnel 

 

Notations 

a
r

 Accélération dans le repère de la pale [m.s-2] 
a  Paramètre du modèle d’endommagement : couplage entre les forces 

thermodynamiques pilotant l’endommagement matriciel en statique 

[MPa-m] 

a  Déformation axiale de la section droite de poutre [mm/mm] 

1a  Paramètre du modèle d’endommagement : pilotage de 

l’endommagement en fatigue dans la direction des fibres 

[MPa-l1-l2] 

2a  Paramètre du modèle d’endommagement : influence de la 

sollicitation transverse sur l’endommagement matriciel en 

fatigue 

[MPa-m1-m2] 

A  Aire de la section droite de la pale ou d’un élément de stratifié [mm2] 

[ ]A  Matrice de raideur en membrane du stratifié [MPa.mm] 

jia

b

,









 

Indicateur de multiaxialité du chargement : ouverture de l’ellipse [-] 

b  Paramètre du modèle d’endommagement : couplage entre les forces [MPa-n] 
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thermodynamiques pilotant l’endommagement matriciel en statique 
b  Déformation de flexion de la section droite de poutre [mm-1] 

2b  Paramètre du modèle d’endommagement : influence de la 

sollicitation de cisaillement sur l’endommagement matriciel en 

fatigue 

[MPa-n1-n2] 

c  Paramètre du modèle d’endommagement : couplage entre 

l’endommagement transverse et l’endommagement en cisaillement 

[-] 

c  Déformation de flexion de la section droite de poutre [mm-1] 
d Diamètre moyen des fibres d’un pli [mm] 
dx Perte de raideur longitudinale du stratifié [-] 

















=

=

12

2

1

d

d

d

dd k

 Vecteur endommagement total du pli d’indice k 
[-] 

 

















=

=

f

f

f

f
k

f

d

d

d

dd

12

2

1  Vecteur endommagement en fatigue du pli d’indice k 
[-] 

 









=

=

s

s

s
k

s

d

d

dd

12

2
 Vecteur endommagement en statique du pli d’indice k [-] 

d1 Perte de raideur du pli d’UD dans la direction des fibres [-] 
d2 Perte de raideur du pli d’UD dans la direction transverse [-] 
d12 Perte de raideur du pli d’UD en cisaillement  [-] 

md  Paramètre du modèle d’endommagement : couplage entre l’endom-

magement matriciel et la résistance dans la direction des fibres 

[-] 

λd  Paramètre du modèle d’endommagement : couplage entre l’endom-

magement matriciel et la résistance dans la direction des fibres 

[-] 

id  Endommagement associé au bloc de chargement d’indice i, 

représentant une période de fonctionnement 

[an-1] 

D  Endommagement total en fatigue sur une période de 

fonctionnement 

[an-1] 

jiD ,  Indicateur de multiaxialité du chargement : hauteur de l’ellipse en 

son milieu 

[-] 

ke  Epaisseur du pli d’indice k [mm] 

Fe  Seuil de convergence de la fonctionnelle [-] 

σe  Seuil de convergence en contraintes [MPa] 

E Module d’élasticité du stratifié dans la direction du chargement [MPa] 
ED Energie de déformation élastique [MPa] 
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Ef
0 Module d’élasticité initial des fibres [MPa] 

Em
0 Module d’élasticité initial de la matrice [MPa] 

E1 Module d’élasticité du pli d’UD dans la direction des fibres [MPa] 
E2 Module d’élasticité du pli d’UD dans la direction transverse [MPa] 
<E.S> Rigidité en traction de la section [kN] 
<E.IXX> Rigidité en flexion de la section selon l’axe principal XX [kN.m2] 
<E.IYY> Rigidité en flexion de la section selon l’axe principal YY [kN.m2] 

f  Fonction de charge pilotant l’écrouissage [-] 

f  Fréquence de la sollicitation de fatigue [Hz] 

Ef  Indice de rupture du critère du Puck [-] 
max

Ef  Indicateur de multiaxialité du chargement : valeur maximale de 

l’indice de rupture du critère du Puck sur le cycle 

[-] 

F  Fonctionnelle [-] 
Fi Effort selon la direction d’indice i [kN] 

g  Gravité [m.s-2] 

Gm
0 Module d’élasticité initial de cisaillement matriciel  [MPa] 

G12 Module d’élasticité du pli d’UD en cisaillement  [MPa] 
h Epaisseur du stratifié [mm] 
Iref Valeur attendue de l’intensité des turbulences à la hauteur du 

moyeu sous une vitesse de vent moyennée sur 10 min de 15 m/s 

[-] 

[ ]I  Matrice identité  

K  Paramètre du modèle d’endommagement : coefficient linéaire de la 

loi d’écrouissage cinématique 

[MPa] 

[ ]K , ijK  Matrice de raideur et terme de la matrice de raideur du pli dans le 

repère du pli 

[MPa] 

[ ]kK , ( )
kijK  Matrice de raideur et terme de la matrice de raideur du pli d’indice 

k dans le repère du stratifié 

[MPa] 

1l  Paramètre du modèle d’endommagement : influence de la 

sollicitation maximale sur l’endommagement en fatigue dans la 

direction des fibres 

[-] 

2l  Paramètre du modèle d’endommagement : influence de l’amplitude 

de la sollicitation sur l’endommagement en fatigue dans la direction 

des fibres 

[-] 

L Longueur moyenne du grand axe des ellipses formées par les fibres 

d’un pli et un plan de coupe 

[mm] 

m Opposé de l’inverse de la pente de la courbe S-N dans un repère 

log-log 

[-] 

m Paramètre du modèle d’endommagement : couplage entre les forces 

thermodynamiques pilotant l’endommagement matriciel en statique 

[-] 

mof Grammage d’un renfort [g/m2] 
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1m  Paramètre du modèle d’endommagement : influence de la 

sollicitation maximale transverse sur l’endommagement matriciel en 

fatigue 

[-] 

2m  Paramètre du modèle d’endommagement : influence de l’amplitude 

de la sollicitation transverse sur l’endommagement matriciel en 

fatigue 

[-] 

Mi Moment selon la direction d’indice i [kN.m] 
n Paramètre du modèle d’endommagement : couplage entre les forces 

thermodynamiques pilotant l’endommagement matriciel en statique 

[-] 

ni Occurrence d’un cycle i d’amplitude constante appliqué au 

stratifié sur une période 

[cycles/an] 

1n  Paramètre du modèle d’endommagement : influence de la 

sollicitation maximale de cisaillement sur l’endommagement 

matriciel en fatigue 

[-] 

2n  Paramètre du modèle d’endommagement : influence de l’amplitude 

de la sollicitation de cisaillement sur l’endommagement matriciel en 

fatigue 

[-] 

N Durée de vie du stratifié en fatigue [an-1] 
Ni Durée de vie du stratifié sous un chargement cyclique i d’amplitude 

constante 

[cycles] 

p~ , kp~  Variable d’endommagement modélisant l’écrouissage du pli 

d’indice k 

[mm/mm] 

)(+
⊥p  Paramètre matériau « d’inclinaison » propre à l’utilisation du 

critère de Puck 

[-] 

)(−
⊥p  Paramètre matériau « d’inclinaison » propre à l’utilisation du 

critère de Puck 

[-] 

Paero Pression sur la surface de la pale d’origine aérodynamique [MPa] 
Pnominale Puissance nominale de la turbine [MW] 
PR(Vhub) Probabilité de distribution de Rayleigh (probabilité que V<Vhub) [-] 
q Flux de cisaillement [N/mm] 
R Rapport de charge maxmin σσ=R  [-] 

( )nR  Résistance résiduelle après n cycles [MPa] 

0R  Paramètre du modèle d’endommagement : seuil d’écrouissage [MPa] 
AR⊥⊥  Contrainte de compression transverse lorsque la contrainte de 

cisaillement maximale est atteinte au sens du critère de Puck 

[MPa] 

s Abscisse curviligne [mm] 

[ ]S  Matrice de souplesse sécante  [MPa-1] 
t Temps [s] 

[ ]kTgte  Matrice tangente du pli d’indice k dans le repère du même pli  [MPa] 

[ ]stratTgte  Matrice tangente du stratifié dans le repère du stratifié [MPa] 
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[ ]tionTgtesec  Matrice tangente de la section droite de poutre dans le repère de la 

pale 

 

[ ]εT  Matrice de passage des déformations du repère du pli vers le repère 

du stratifié 

[-] 

[ ]σT  Matrice de passage des contraintes du repère du pli vers le repère 

du stratifié 

[-] 

u(X) Incertitude type sur la variable X  
uC(X) Incertitude type combinée sur la variable X  
uP Position du point P dans la section de pale selon l’axe YY [mm] 
vP Position du point P dans la section de pale selon l’axe XX [mm] 
V Vitesse du vent [m/s] 
Vave Vitesse moyenne du vent réel, sur une année, à la hauteur du 

moyeu 

[m/s] 

Vhub Vitesse instantanée du vent réel à la hauteur du moyeu [m/s] 
Vin Vitesse d’entrée (vitesse de vent réel à partir de laquelle la turbine 

produit de l’énergie) 

[m/s] 

Vnominale Vitesse nominale (vitesse de vent réel de production nominale 

d’énergie) 

[m/s] 

Vout Vitesse de coupure (vitesse de vent réel au-delà de laquelle la 

turbine arrête de produire de l’énergie) 

[m/s] 

Vref Vitesse de vent de référence (paramètre de définition des classes de 

vent) 

[m/s] 

Ve50 Vitesse de vent extrême attendue (moyenne sur 3s) avec une 

période de récurrence de 50 ans 

[m/s] 

Vf Taux volumique de fibres du stratifié [%] 

AY  Paramètre du modèle d’endommagement : couplage entre l’endom-

magement matriciel et la résistance dans la direction des fibres 

[MPa] 

AfY  Paramètre du modèle d’endommagement : couplage entre l’endom-

magement matriciel et la résistance dans la direction des fibres 

[MPa] 

BY  Paramètre du modèle d’endommagement : couplage entre l’endom-

magement matriciel et la résistance dans la direction des fibres 

[MPa] 

BfY  Paramètre du modèle d’endommagement : couplage entre l’endom-

magement matriciel et la résistance dans la direction des fibres 

[MPa] 

1dY  Force thermodynamique associée à l’endommagement en statique 

dans la direction des fibres 

[MPa] 

ult
dY 1  Force thermodynamique à rupture dans la direction des fibres [MPa] 

2dY  Force thermodynamique associée à l’endommagement statique dans 

la direction transverse aux fibres 

[MPa] 

12dY  Force thermodynamique associée à l’endommagement statique en 

cisaillement plan 

[MPa] 

f
id

Y  Force thermodynamique maximale en fatigue associée à [MPa] 
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l’endommagement dans la direction i dans le repère du pli 

eqY  Fonction de couplage des forces thermodynamiques associées à 

l’endommagement matriciel en statique 

[-] 

0Y  Paramètre du modèle d’endommagement : seuil d’endommagement 

matriciel statique 

[-] 

α  Paramètre du modèle d’endommagement : couplage entre la 

sollicitation transverse et de cisaillement pour le pilotage de la 

déformation résiduelle 

[-] 

ji ,α  Indicateur de multiaxialité du chargement : tangente du rapport de 

l’amplitude des contraintes entre les directions i et j. 

[°] 

ji ,β  Indicateur de multiaxialité du chargement : tangente du rapport 

des contraintes moyennes entre les directions i et j. 

[°] 

δ  Résolution de la mesure [um] 

f
id

Y∆  Amplitude de la force thermodynamique en fatigue associée à 

l’endommagement dans la direction i dans le repère du pli 

[MPa] 
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[mm/mm] 

ji ,φ  Indicateur de multiaxialité du chargement : déphasage de la 

sollicitation entre les directions i et j  

[rad] 

γ  Paramètre du modèle d’endommagement : exposant de la loi 

d’écrouissage cinématique 

[-] 

1γ  Paramètre du modèle d’endommagement : influence de 

l’endommagement dans la direction des fibres sur le taux de 

croissance de l’endommagement dans la direction des fibres en 

fatigue 

[-] 

2γ  Paramètre du modèle d’endommagement : influence de 

l’endommagement matriciel sur le taux de croissance de 

l’endommagement matriciel en fatigue 

[-] 

ji ,γ  Indicateur de multiaxialité du chargement : rapport des contraintes [-] 
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moyennes entre les directions i et j. 

Maγ  Coefficient de sécurité matériau appliqué aux contraintes moyennes 

pour le calcul de la durée de vie en fatigue 

[-] 

( )bMb C1γ  Coefficient de sécurité matériau appliqué aux amplitudes de 

contraintes pour le calcul de la durée de vie en fatigue 

[-] 

ji ,λ  Indicateur de multiaxialité du chargement : rapport de l’amplitude 

des contraintes entre les directions i et j. 

[-] 

12ν  Coefficient de Poisson entre les directions 1 et 2 du pli d’UD [-] 

21ν  Coefficient de Poisson initial entre les directions 2 et 1 du pli d’UD [-] 

Θ  Indicateur de multiaxialité du chargement : angle de la direction 

principale de sollicitation dans le repère du pli ou du stratifié 

[°] 

θ  Orientation du pli par rapport à la direction du chargement [°] 

θ  Désalignement moyen des fibres d’un pli [°] 

fρ  Masse volumique des fibres de verre [Kg/m3] 

Pσ  Contrainte du stratifié, d’un élément P de la section de la pale, 

dans la direction Bz
r

 

[MPa] 
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ω Vitesse angulaire [rad/s] 

Ω Aire sectorielle d’une section droite de poutre ou d’une cellule de 

section droite de poutre 

[mm2] 

ψ  Angle de rotation d’une section droite de poutre par unité de 

longueur 
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Introduction 
 

 

Motivés par des considérations environnementales, des besoins d’indépendance énergétique et 

de sécurité géopolitique, les pays développés préparent leur transition énergétique en 

investissant dans les énergies renouvelables. L’éolien fait partie de ces énergies alternatives. 

Les progrès réalisés dans ce domaine durant les dernières décennies permettent aujourd'hui 

d’installer des turbines de plusieurs MW dont le diamètre peut atteindre 180 m. Les défis 

maintenant posés à la filière concernent le rendement et la durabilité des machines. L’objectif 

est de les rendre plus compétitives que d’autres systèmes de production d’énergie.  

 

L’introduction de matériaux composites stratifiés dans les pales d’éoliennes a fortement 

contribué à l’essor de la filière et à l'augmentation de la longueur des pales, notamment grâce 

à la tenue de ces matériaux en fatigue qui constitue un mode de chargement critique des 

turbines. Cependant, aujourd’hui encore, aucune méthode de prévision de la durée de vie en 

fatigue des matériaux et structures composites n’est unanimement acceptée par la 

communauté scientifique [Vassilopoulos10]. L’approche normative est donc basée sur 

l’utilisation de lois empiriques qui permettent de décrire de manière globale, mais non 

physique, l’endommagement à l’échelle des stratifiés. Ces approches sont peu coûteuses en 

temps de calcul et relativement simples à mettre en œuvre dans le cadre du dimensionnement 

d’une structure. Cependant, elles permettent difficilement de traiter des sollicitations 

complexes et variées dans la mesure où leur fiabilité repose sur la similitude du chargement 

avec celui qui a permis d’identifier les paramètres des modèles. Notons aussi que ces 

méthodes étant formulées à l’échelle du matériau homogénéisé, des campagnes d’essais 

lourdes sont nécessaires pour obtenir le comportement en fatigue des nombreux stratifiés 

composant une structure comme celle d’une pale d’éolienne. En pratique, ces campagnes de 

caractérisation ne sont pas réalisées et des hypothèses fortement conservatives sont 

employées. Ces hypothèses concervatives nuisent à l’optimisation de la conception des pales. 

 

Dans ce contexte, TENSYL, en tant que bureau d’ingénierie spécialisé dans les matériaux 

composites, souhaite développer des outils prédictifs lui permettant de modéliser leur 

endommagement en fatigue à l’échelle du pli avec pour objectif de calculer la durée de vie des 

stratifiés. La modélisation de l’endommagement à l’échelle du pli permet de se concentrer sur 

l’identification du comportement des couches élémentaires à partir desquelles sont construits 

l’ensemble des stratifiés de la structure. Le modèle peut donc être plus riche et mieux décrire 

la réalité physique de l’endommagement. 
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La démarche proposée dans ce manuscrit pour traiter la problématique présentée est divisée 

en quatre étapes. 

 

Nous nous intéresserons tout d’abord à la fatigue des structures composites dans le contexte 

éolien (Chapitre I). Nous verrons que les pales sont soumises à des sollicitations complexes, 

dont le nombre de cycles est très élevé et que l’optimisation de leur dimensionnement 

constitue un enjeu pour la filière. Une méthode d’analyse de l’état multiaxial des contraintes 

cycliques sera proposée et utilisée pour évaluer le chargement à l’échelle du matériau 

composite. Cette analyse mettra en évidence que des couplages entre les différents 

mécanismes d’endommagement du matériau composite sont activés de par l’état de 

chargement multiaxial et que l’étude de ces couplages est indispensable. Nous nous 

intéresserons donc aussi à la préparation d’échantillons de matériau représentatifs de celui 

des pales et à leur caractérisation mécanique. Le matériau composite choisi pour cette étude 

est à matrice époxy renforcée par des fibres de verre non tissées (NCF). Il est réalisé par 

infusion. 

 

Ensuite, une analyse bibliographique sera proposée sur les mécanismes d’endommagement qui 

gouvernent la fatigue des matériaux composites stratifiés et leurs différents facteurs 

d’influence (Chapitre II). Ceci permettra d’avoir un regard critique sur les méthodes 

d’estimation de la durée de vie en fatigue qui peuvent répondre aux problématiques de 

dimensionnement posées par l’éolien et d’en identifier une comme prometteuse : les approches 

basées sur la mécanique de l’endommagement. 

 

Suite à cette analyse, un modèle d’endommagement unifié statique-fatigue formulé à l’échelle 

du pli sera proposé puis identifié pour le matériau de l’étude (Chapitre III). Ce modèle est 

basé sur la description des pertes de rigidités et des déformations résiduelles à l’échelle du pli. 

Un couplage entre l’endommagement matriciel et la résistance du pli dans la direction des 

fibres permet de modéliser l'évolution de la résistance résiduelle au cours du chargement et 

de calculer la durée de vie en fatigue. 

 

La dernière étape de ce travail consistera à intégrer le modèle dans la chaîne de 

dimensionnement des pales d’éoliennes de l’entreprise TENSYL (Chapitre IV). Une méthode 

d’implémentation à l’échelle de la structure sera donc proposée. Elle se base sur un calcul à 

l’échelle des sections droites de poutres. Une comparaison entre le modèle d’endommagement 

et l’approche normative permettra de mettre en évidence les avantages de l’approche 

proposée et de dégager des perspectives à ce travail. 
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Chapitre I. 

Fatigue des structures composites dans le 

contexte de l’éolien 
 

 
Ce chapitre a pour objectif de donner des éléments de réponse à ce qu’implique l’étude en fatigue de 
structures en matériaux composites dans le contexte de l’éolien. Tout d’abord, un état de l’art sur la 
fatigue des pales en matériaux composites fera apparaître que ces dernières sont soumises à des 
sollicitations complexes, de nombre de cycles très élevés, et que l’optimisation de leur dimensionnement en 
fatigue constitue un enjeu pour la filière éolienne. Ensuite, l’état de contraintes en fatigue dans les pales 
sera analysé. Cet état de contraintes s’avérera être multiaxial, accroissant la complexité du chargement à 
l’échelle du matériau. Enfin, nous nous intéresserons à la fabrication d’éprouvettes représentatives du 
matériau présent dans les pales afin d’étudier son endommagement en fatigue. 
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I.1. Etat de l’art sur la fatigue des pales en matériaux 

composites 

L’état de l’art proposé sur la fatigue des pales en matériaux composites est divisé en trois parties. Nous 
nous intéresserons tout d’abord au contexte de l’éolien et ses enjeux, puis à la conception des pales et enfin 
à leurs modes d’endommagements. 

I.1.1. Le contexte éolien et ses enjeux 

Commençons par un rapide tour d’horizon de l’éolien et des ses enjeux.  

a. Une filière en forte croissance 

Voilà plusieurs millénaires déjà que l’Homme utilise le vent comme source d’énergie : à l’aide 

de moulins à vent pour puiser de l’eau, moudre du grain ou à l’aide de voiles pour la 

navigation. Après avoir été mise de côté avec l’essor des machines à vapeur, des moteurs 

thermiques et du réseau électrique dans les campagnes, l’énergie éolienne est devenue ces 

dernières années une industrie d’avenir grâce à de nombreux développements motivés par des 

besoins d’indépendance énergétique et de sécurité géopolitique [Burton11]. 
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Figure  I.1 : Capacité électrique de puissance d’origine éolienne dans le monde de 1995 à 2015 et 

prévisions [GWEC16] 

L’éolien, qui fait partie des technologies clés de la transition énergétique lancée dans plusieurs 

états afin de limiter leurs recours aux énergies fossiles et leurs émissions de CO2, est en forte 

croissance depuis la fin du XXème siècle. La capacité installée a notamment été multipliée par 

90 pendant les deux dernières décennies, et par plus de 2 depuis 2010 (Figure  I.1). En 2015, 

le marché éolien a été marqué par une année record avec une augmentation du parc éolien de 

63,5 GW (dont 30 GW pour la Chine), soit une hausse de 17,2% qui place le parc mondial à 

une capacité cumulée de 433 GW1 (source [GWEC16], cf. Figure  I.1 & Figure  I.2). Pour se 

donner une idée de ce que représente ce parc, en prenant en compte un facteur de charge 

                                        
1 Une capacité supérieure à la capacité nucléaire mondiale : 384 GW [IEA16]. 
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annuel moyen de 2 200 heures par turbine, nous obtenons une production de plus de 950 

TWh, soit l’équivalent de la consommation annuelle d’électricité au Japon [EurObserv’ER16]. 

2015 est aussi l’année où la Chine (145 GW) a dépassé l’Union Européenne (142 GW) en 

matière de puissance totale installée bien que l’Europe enregistre des records d’installation1 et 

de couverture de la demande annuelle2 [Kane16a]. 

L’expérience acquise avec l’éolien terrestre permet aujourd’hui d’envisager le développement 

à grande échelle de l’éolien off-shore où des vents plus réguliers et plus forts permettent de 

meilleurs rendements bien qu’il faille faire face aux problématiques de transport de l’énergie 

(pertes en ligne), de difficulté d’accès pour l’installation et la maintenance et de 

fonctionnement en environnement salin très agressif. En 2015, l’éolien off-shore compte 12 

GW de capacité cumulée dans le monde sur les 433 GW installés au total. Dans ce domaine, 

l’Europe s’affirme comme pionnière en détenant 91% du parc off-shore mondial [GWEC16]. 

L’enjeu des années à venir pour l’Europe sera de capitaliser son avance technologique pour 

garder une légitimité sur ce marché très prometteur [Kane16b].  
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Figure  I.2 : Capacité annuelle installée dans le monde de 2000 à 2015 et prévisions [GWEC16] 

La France, avec 10,4 GW3 de capacité éolienne fin 2015 (Figure  I.3.b), maintient sa place de 

4ème au rang européen derrière l’Allemagne (45 GW), l’Espagne (23 GW), le Royaume-Uni 

(13 GW) et de 8ème au rang mondial, devancée par la Chine (145 GW), les Etats-Unis (75 

GW), l’Inde (25 GW) et le Canada (11 GW) [GWEC16]. Le développement de l’off-shore est 

en cours dans l’hexagone avec la construction prévue des 6 parcs suite aux appels d’offres de 

                                        
1 44% des nouvelles capacités de production d’électricité installées dans l’Union Européenne en 2015 
sont éoliennes [Kane16a]. 
2 Avec ses 142 GW de capacité éolienne cumulée et grâce à des conditions météorologiques très 
favorables dans le nord, l’Union Européenne a produit 303,5 TWh* sur l’année 2015 
[EurObserv’ER16]. Ceci a permis de générer à l’aide du vent 11.4% de l’électricité annuelle consommée 
par l’Union Européenne, et jusqu’à 42% pour le Danemark ou 13% pour le géant industriel Allemand 
[Kane16a]. 
(*) A comparer avec la production d’électricité du nucléaire en France sur l’année 2014 : 436 TWh ou 
avec la production hydro-électrique des Etats-Unis en 2014 : 282 TWh [IEA16]. 
3 A comparer avec la capacité en France en 2015 de 63 GW pour le nucléaire ou de 25 GW pour 
l’hydro-électricité [IEA16]. 
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2011 et 2013 qui devraient porter la capacité en éolien off-shore français à 3 GW à l’horizon 

2020 (Figure  I.3.a). Ces deux premiers appels d’offres sont suivis par un troisième lancé le 4 

avril 2016, pour un parc éolien off-shore au large de Dunkerque. L’objectif du gouvernement 

français est d’atteindre 12 GW d’off-shore posé et 6 GW d’off-shore flottant raccordés à 

l’horizon 2030. 

 

Parallèlement à l’offshore, l’autre gisement sur lequel se positionnent actuellement les 

turbiniers est celui des sites peu ventés désormais accessibles grâce aux progrès faits sur le 

rendement des machines [EurObserv’ER16]. 

Le coût de production de l’énergie éolienne est aujourd’hui compris entre 5 et 10 c€/kWh 

rendant cette énergie compétitive face aux énergies fossiles. La baisse du coût de production a 

été liée ces dernières années au développement de machines plus rentables, à une baisse des 

coûts d’installation et des taux d’intérêt. [EurObserv’ER16]. 

     
Figure  I.3 : (a) Parcs off-shore français en construction et potentiels [Guichard15] 

(b) L’éolien en France en 2015 [GWEC16] 

Plusieurs concepts d’éoliennes existent que nous pouvons classer en deux familles : les 

éoliennes à axe horizontal et les éoliennes à axe vertical. Les éoliennes à axe horizontal sont 

les plus répandues et constituent l’essentiel de la capacité éolienne aussi bien à l’échelle 

française qu’européenne ou mondiale et nous nous concentrerons sur ce concept pour le 

travail présenté dans ce manuscrit. Notons toutefois que les éoliennes à axe vertical ont un 

fort potentiel pour les zones urbaines ou pour l’éolien off-shore flottant. 

b. Les principaux acteurs du marché mondial de l’éolien à axe horizontal 

Le marché de l’éolien terrestre est partagé entre de nombreux constructeurs qui bénéficient 

en général d’une assise nationale solide pour disputer et gagner des parts de marché à 

l’international. Citons les premiers d’entre eux qui se partagent 68% du marché mondial : 

(a) (b) 
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Vestas au Pays-Bas, Enercon, Senvion (anciennement RePower), Siemens, et Nordex en 

Allemagne, Goldwind, Guodian United Power, Mingyang, Envision, CSIC en Chine, Gamesa 

en Espagne et General Electric aux Etats-Unis qui a acquis en 2015 le constructeur français 

Alstom (Figure  I.4).  

En France, depuis qu’Alstom Énergie a été racheté par General Electric et qu’Areva a 

annoncé se retirer de l’éolien en septembre 2016, la France ne compte plus de constructeur 

national éolien de poids sur le marché mondial. Notons tout de même la présence dans 

l’hexagone de Poma Leitwind qui souhaite promouvoir le « made in France » avec déjà 310 

turbines de 1 à 3 MW installées dans le monde depuis 2001, et le groupe Vergnet qui s’est 

spécialisé dans l’éolien de taille moyenne avec 900 éoliennes de 200 à 275 kW installées sur la 

planète. 

Parts de marché des installations de turbines dans 
le monde en 2015
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Figure  I.4 : Marché des turbines installées en 2015 [Boulanger16a] 

Le marché de l’éolien off-shore compte quant à lui beaucoup moins d’acteurs et ces derniers 

temps ont été marqués par de nombreuses manœuvres industrielles. En 2013, Vestas et 

Mitsubishi se sont rapprochés pour créer une filiale commune : MHI Vestas Offshore Wind 

Energy. En 2014 se fut au tour d’Adwen de voir le jour initialement suite au rapprochement 

des activités offshores d’Areva et de Gamesa. Puis suite au retrait d’Areva de l’éolien ses 

parts dans Adwen ont été rachetées par Siemens ; Siemens qui détenait déjà 80% des parts 

de marché off-shore. Et nous avons déjà parlé du rachat par GE d’Alstom Énergie qui 

développait l’Haliade 150 (cf Annexe A). 

Ces consolidations ne se cantonnent pas à l’off-shore et concernent aussi le segment de 

l’éolien terrestre qui a vu deux de ses acteurs : l’allemand Nordex et l’espagnol Acciona 

annoncer en octobre 2015 leur intention de fusionner pour rentrer dans le top 5 mondial des 

constructeurs. Depuis le 17 juin 2016, Gamesa et Siemens ont annoncé leur fusion qui, si elle 

est validée début 2017, aurait pour conséquence la création du numéro un mondial de l’éolien 

[EurObserv’ER16]. 
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c. La taille de la turbine : un enjeu majeur pour l’off-shore 

Intérêt - La puissance théorique éolienne qu’une turbine peut récupérer est proportionnelle à 

la masse volumique de l’air, la surface balayée et le cube de la vitesse du vent [Burton11]. 

pCVSP 3..
2

1 ρ=  ( I.1) 

Cette puissance dépend aussi de Cp : le rendement de l’éolienne ou l’efficacité dynamique 

dont le maximum théorique (limite de Betz) est de 59,3%. Dans la pratique, ce coefficient est 

inférieur à cette limite. La surface balayée par la turbine étant proportionnelle au carré de la 

longueur des pales, nous comprenons rapidement l’intérêt de maximiser la taille des turbines 

ce qui, par ailleurs, permet d’atteindre un vent de vitesse moyenne plus élevée en altitude. 

Aujourd’hui, alors que le secteur éolien est tourné vers l’offshore (où la taille des turbines 

n’est pas limitée comme pour l’éolien terrestre1), la puissance des turbines, et donc la 

dimension des pales, devient un atout stratégique pour les constructeurs afin de limiter les 

frais liés à l’installation, au raccordement électrique puis à la maintenance. Souvenons nous 

par exemple du choix du gouvernement français de confier les deux parcs du second appel 

d’offre éolien offshore au consortium regroupant GDF Suez et Areva (maintenant Adwen) 

plutôt qu’à celui composé par EDF et Alstom (maintenant GE) car les turbines d’Areva  

(8 MW) plus performantes que celles d’Alstom (6 MW) permettaient d’en installer moins 

pour une puissance égale et ainsi de diminuer les frais d’installations critiques pour un parc 

offshore, puis ceux liés à la maintenance [Decombe14].  

 

Problématique – Augmenter la taille des turbines permet de les rendre plus puissantes mais 

l’allongement des pales pose des problèmes de résistance aux efforts. En effet, l’augmentation 

de la puissance (avec le carré de la longueur) est faible devant celle de la masse de la pale et 

des moments aérodynamiques qui augmentent avec le cube de la longueur, alors que les 

moments liés à la gravité suivent une loi puissance d’exposant 4 en conservant les mêmes 

matériaux et les mêmes concepts [Griffith11]. L’allongement des pales est donc conditionné 

aujourd’hui par des innovations fortes en matière de matériaux et de conception. 

 

Etat actuel - Aujourd’hui (automne 2016), le record de la pale la plus longue2 : 88,4 m est 

détenu par le fabricant LM Wind Power pour les turbines AD 8-1803 d’Adwen qui doivent 

être installées dans trois des parcs off-shore français (Saint Brieuc, Le Tréport, Noirmoutier). 

Notons toutefois que cette pale en matériaux composites doit encore subir des essais de 

validation avant d’être fabriquée en série et installée. Cependant, si l’éolienne de 8 MW 

d’Adwen est encore en cours de développement, des pales de plus de 70 m sont déjà 

                                        
1 Limites de dimensions liées aux plafonds aériens et radars, ainsi qu’aux problématiques posées par le 
transport des pales jusqu’au site d’exploitation. 
2 La taille des pales est souvent comparée aux 80m d’envergure de l’A380 
3 Turbine d’ADWEN destinée à l’offshore avec une puissance nominale de 8 MW pour 180 m de 
diamètre de rotor (cf Annexe A) 
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courantes dans l’éolien off-shore pour des machines de 6 MW (Annexe A). Pour l’éolien 

terrestre les turbines sont actuellement de diamètre légèrement plus faible : 100 m (Figure  I.5 

et Annexe A). 

 
Figure  I.5 : Evolution de la taille des turbines depuis 1980 et perspectives [IEA13] 

Perspectives - Les instituts de recherches réfléchissent déjà à des pales de 100 m 

[Griffith11] ou même, plus récemment, de 200 m (Projet SUMR : Figure  I.6.a). Des pales 

d’une telle longueur nécessiteraient alors d’être rendues « intelligentes » à l’aide de 

technologies actives ou passives afin de limiter les efforts qui augmentent nécessairement avec 

la longueur de pale. Le projet Smart Blade (Figure  I.6.b) a notamment proposé des 

technologies actives qui consisteraient à équiper les pales de bords d’attaques et de fuites 

mobiles, tout comme les avions, pour réguler leur puissance alors que les technologies 

passives consistent a choisir judicieusement les matériaux de la pale pour que son 

comportement régule la charge qui lui est appliquée. En cas de charge trop importante, un 

couplage flexion-torsion permettrait alors de décharger la pale [Ha14] ou dans le cas de 

longueurs extrêmes, la pale articulée se plierait sous le vent (Projet SUMR1: Figure  I.6.a). 

Notons qu’un autre moyen d’augmenter la surface balayée par une turbine est de l’équiper de 

plusieurs rotors. C’est la voie sur laquelle s’est engagée Vestas avec la construction en avril 

2016 d’un prototype d’éolienne de 4 turbines de 225 kW chacune (Figure  I.6.c) 

[Boulanger16b]. 

 
Figure  I.6 : (a) Projet SUMR [SUMR16] 

(b) Projet Smart Blades [Smart Blades16], 
(c) Eolienne multi-rotor de Vestas [Multirotor16] 

                                        
1 Le projet SUMR (Segmented Ultralight Morphing Rotor) est un projet de recherche impliquant 
plusieurs équipes américaines dont le Sandia National Laboratories qui propose une pale de 200 m 
segmentée de façon à ce qu’elle plie sous la force du vent (cf Figure  I.6.a) 

(a) (c) (b) 
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d. Quelques définitions avant de poursuivre 

Une turbine à axe horizontal moderne est constituée d’une tour fixée sur une fondation en 

béton, d’une nacelle qui contient la génératrice et la boite de vitesse si besoin, et d’un rotor 

constitué d’un moyeu et de 2 ou 3 pales. 

 
Figure  I.7 : Élements de vocabulaire d’une turbine moderne (E126 d’Enercon) [Enercon16] 

Le contrôle commande constitue l’ensemble du pilotage de la turbine. Tout d’abord la 

nacelle est pilotée par un système qui permet d’orienter le rotor face au vent. Ce système est 

généralement appelé « yaw » : lacet en anglais. 

Il existe ensuite deux technologies de contrôle de puissance de la turbine : Le réglage de 

l’angle d’incidence des pales et le décrochage aérdoynamique. La première technologie appelée 

« pitch » est active et consiste à régler l’angle d’incidence des pales de façon à jouer sur la 

puissance de la turbine. Toutes les grandes turbines modernes sont équipées par ce système. 

La seconde technologie, passive, se dispense d’un système de réglage de l’angle d’incidence de 

la pale et s’appuie sur le phénomène de décrochage aérodynamique, en anglais : « stall ». Les 

profils spéciaux de ces dernières pales permettent quand la force du vent devient trop élevée 

de décrocher et ainsi, par diminution des efforts aérodynamiques, de réguler la puissance de 

la turbine. 

Qu’elle soit « stall » ou « pitch », une turbine fonctionne pour une plage de vent donnée1 : 

entre une vitesse d’entrée Vin et une vitesse de coupure Vout. La vitesse Vin est de l’ordre de 

quelques m/s et Vout est généralement de 25 m/s. Le contrôle de la puissance (stall ou pitch) 

permet de rester autour de la puissance nominale de la génératrice lorsque la vitesse de vent 

nominale est dépassée (Figure  I.8). 

La vitesse de rotation du rotor dans cette plage peut être constante ou variable en fonction 

de la technologie de génératrice utilisée. La variation du couple résistant de la génératrice 

                                        
1 La vitesse du vent est mesurée à la hauteur du moyeu dans le repère de la nacelle. 

Pale 

Nacelle 

Tour 

Moyeu 
(hub) 

Pilotage de l’angle 
d’incidence des pales  
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Pilotage de l’angle 
de lacet (yaw) 
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permet de fixer la vitesse de rotation du rotor1. Des freins mécaniques permettent d’arrêter le 

rotor. Ces freins sont aidés, pour certains cas de pales « stall », d’appendices 

aérodynamiques : « tip-brake ». 

 
Figure  I.8 : Courbe de puissance d’une turbine 

Repères – La position de la pale à tout instant est donnée par son azimut : l’angle formé 

entre la verticale et l’axe de la pale. L’origine de l’azimut est définie lorsque la pale est en 

verticale en position haute. 

Dans ce manuscrit le repère considéré est celui attaché à la pale tel qu’il est défini par 

l’organisme certificateur DNV-GL [Germanischer Lloyd10] où Bz
r

 est dans l’axe de la pale, 

Bx
r

 est dans l’axe de rotation du rotor (pour une pale « stall ») et By
r

 est la direction 

complémentaire de manière à former un repère direct (Figure  I.9). 

 
Figure  I.9 : Repère de la pale (B = Blade) selon DNV-GL [Germanischer Lloyd10] 

                                        
1 Pour respecter le principe fondamental de la dynamique appliqué au rotor, si le couple résistant de la 
génératrice est supérieur au couple moteur du rotor, alors ce dernier décélère et inversement, si le 
couple résistant de la génératrice est inférieur au couple moteur du rotor, alors ce dernier accélère. 

Vin Vout 

Pnominale 

Vitesse du vent 

Puissance turbine 

Vnominale 

Contrôle de la 
puissance 
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I.1.2. Conception des pales d’éoliennes 

Nous avons vu précédemment que la taille des pales est un enjeu majeur pour l’éolien off-shore mais que 
leur allongement est conditionné par des innovations à propos de leur conception. Nous proposons donc de 
nous intéresser d’un peu plus près à la conception des pales. 

a. Sollicitation des pales 

Les pales d’éoliennes ont pour fonction de transformer l’énergie du vent en énergie mécanique 

qui à son tour sera transformée en énergie électrique par la génératrice. La transformation de 

l’énergie éolienne en énergie mécanique se fait à l’aide de profils aérodynamiques qui génèrent 

des efforts tout au long de pale. La transmission de ces forces radiales jusqu’en pied de pale 

génère un couple moteur qui, par rotation du rotor, fournit de l’énergie mécanique à la 

génératrice. 

Comprenons bien que la pale est alors soumise à des sollicitations de différentes natures : 

- Efforts aérodynamiques qui varient en fonction de la vitesse du vent et de son angle 

d’incidence sur les profils (Figure  I.10) 

- Efforts de gravité (pesanteur) dont la résultante varie dans le repère de la pale selon 

l’angle que forme cette dernière avec la verticale 

- Efforts d’inertie liés à la vitesse et aux accélérations de rotation de la pale. 

- Efforts opérationnels liés au contrôle commande (freinage, modification des angles de 

lacet ou « yaw » et d’incidence ou « pitch ») 

Moment 
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xB

yB

Vent 
apparent

Vent vitesse

Vent 
réel

Portance

Trainée

Résultante aérodynamique
Effort hors plan

Force 
motrice

Angle 
d’incidence

 
Figure  I.10 : Efforts aérodynamiques 

Les pales d’éoliennes sont conçues pour durer 20 ans. Cette durée de vie est associée à un 

nombre de cycles de 108 à 109 [Mandell92; Nijssen07] (à comparer avec 106 dans le domaine 

aéronautique) ce qui rend le comportement du matériau difficile à étudier. En effet, un essai 

à 108 cycles à 10 Hz1 revient à 116 jours d’essais…  

                                        
1 Nous verrons que la nature des matériaux composites utilisés rend impossible la réalisation d’essais à 
plus haute fréquence 
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Ce nombre de cycles élevé associés à la nature très variable du vent fait des éoliennes des 

structures fortement soumises à la fatigue et rend leur dimensionnement complexe pour les 

durées de vie demandées (Figure  I.11). 

 
Figure  I.11 : Sollicitation des pales d’éoliennes [Nijssen07] 

b. Composition des pales 

Matériaux - Les matériaux choisis pour composer les pales d’éoliennes doivent leur conférer 

suffisamment de raideur pour ne pas altérer les propriétés aérodynamiques, être les plus 

légers possibles afin de limiter la masse qui a un impact direct sur les charges, et enfin être 

résistants à la fatigue qui, comme nous l’avons vu précédemment, est un point critique du 

chargement. Toutes ces contraintes réunies font des matériaux composites des candidats 

privilégiés même si le bois et les matériaux métalliques restent utilisables. Néanmoins, le bois 

de module d’élasticité plus faible sera réservé aux pales de petites dimensions [Brøndsted05]. 

Si nous mettons de côté le petit éolien, et à l’exception d’Enercon qui fabrique ses pales en 

aluminium, tous les constructeurs fabriquent ou font fabriquer leurs pales en matériaux 

composites qui permettent un fort niveau d’optimisation à la fois à l’échelle du matériau et 

de la structure. 

 
Figure  I.12 : Principe de conception d’une pale d’éolienne [Griffith11] 

Spar cap : [0/±45] 
Peaux : [±45/Ame/±45] 
Longerons : [±45/Ame/±45] 
Renforts : [0/±45] 
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Les pales sont soumises à des efforts axiaux notés FzB, des moments de flexion notés MxB et 

MyB, des efforts tranchants notés FxB et FyB, des moments de torsion notés MzB et nous 

retrouvons d’une pale à l’autre les mêmes principes de conception pour répondre au mieux à 

ces sollicitations (Figure  I.12). Le raidisseur principal, appelé « spar cap » positionné au 

niveau de l’axe (zB) de la pale sur l’intrados et l’extrados permet de reprendre la flexion hors 

plan (« flapwise ») et la majorité des efforts axiaux. D’autres raidisseurs unidirectionnels à 0° 

sont positionnés sur le bord d’attaque et le bord de fuite pour reprendre la flexion dans le 

plan (« edgewise »). Le flux de cisaillement généré par la torsion et les efforts tranchants 

sont repris par des peaux dont les renforts sont généralement orientés à ±45° présentes sur 

l’ensemble du profil aérodynamique et dans les longerons. Une âme est ajoutée dans les zones 

non renforcées par les plis à 0° pour éviter les problèmes de flambement des peaux composites 

±45° qui par endroits peuvent être très fines. 

Notons qu’en plus des contraintes mécaniques sur le choix des matériaux de fortes 

contraintes de coût s’appliquent afin de rendre l’énergie produite compétitive. Ainsi, les 

renforts généralement choisis sont en fibres de verre ou de carbone avec des résines 

thermodurcissables, principalement époxy ou polyester. Pour des raisons de coût de matière 

première1, les fibres de carbone sont utilisées au minimum et dans des endroits stratégiques 

comme le spar cap. Les pales sont alors mixtes fibres de verre - fibres de carbone. Quelle que 

soit la nature des fibres, les renforts sont toujours de type non tissés (NCF2). Ils sont utilisés 

sous la forme d’uniaxiaux ([0]), de biaxiaux ([±45]) et de triaxiaux ([0/±45]) de grammages 

de l’ordre de 1000 g/m2, élevés par rapport à ceux employés dans d’autres secteurs, de façon 

à minimiser les opérations de drapage lors de la mise en œuvre. Dans les renforts NCF, des 

nappes de plis d’unidirectionnels sont superposées et maintenues entres elles par un fil de 

couture généralement en polyester ou en PET (Figure  I.13). La définition de cette couture a 

toute son importance car elle joue un rôle non négligeable sur la facilité d’imprégnation des 

renforts et sur les caractéristiques mécaniques comme nous le verrons au Chapitre II.  

 
Figure  I.13 : Composition d’un renfort NCF [Zangenberg14] :  

Superposition de plis d’unidirectionnels cousus entre eux pour facilité leur manipulation  

                                        
1 2 €/kg pour du verre E contre 40 €/kg à 150 €/kg pour du carbone [Gay05] 
2 Non Crimp Fabric 

Mèche d’UD 

Non Crimp Fabric 

Couture 
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Les coutures sont définies par plusieurs paramètres :  

- Type (tricot ou zig zag, croix, droit, etc…) 

- Jauge (nombre de points de couture par pouce) qui définit la taille des mèches 

- Distance entre deux points 

- Tension du fil 

Finalement, un renfort NCF est défini par le type de fibres, le grammage et l’orientation des 

plis, sa couture, et il reste à définir le « Tex » des filaments. Le « Tex » est une unité de 

mesure de masse linéique qui par abus de langage est utilisée comme propriété des filaments. 

Un « Tex » correspond à un gramme par kilomètre. Les « Tex » fréquemment utilisés sont 

de 300, 600, 1200 et 2400 [Vallons13]. L’utilisation de torons de « Tex » élevé dans les 

mèches favorise l’espace inter-mèche alors que l’utilisation d’un « Tex » faible homogénéise 

les mèches et a tendance à limiter l’espace inter-mèches. Une fibre de « Tex » faible est plus 

coûteuse qu’une fibre de Tex élevé ce qui explique pourquoi un renfort fermé est plus onéreux 

qu’un renfort ouvert1.  

Notons que si les renforts fermés semblent présenter de meilleures caractéristiques 

mécaniques que les renforts ouverts, ils rendent l’imprégnation de grandes pièces difficile et 

un compromis judicieux doit être fait sur ce point. 

 

Procédé - La stratégie de fabrication peut être différente d’un constructeur à l’autre ; mais 

si Siemens communique sur sa capacité à produire des pales d’une seule pièce, généralement 

les pales sont obtenues par assemblage. L’extrados, l’intrados et les longerons sont fabriqués 

séparément par infusion ou pré-imprégné, puis assemblés par collage (Figure  I.14).  

La liaison pale - moyeu est réalisée par boulonnage. Des inserts métalliques sont donc 

introduits dans la pale avant ou après polymérisation. 

 
Figure  I.14 : Assemblage de la pale prototype G2 (25 m) réalisée dans le cadre du projet EFFIWIND  

Les innovations sur les matériaux constituant les pales d’éoliennes se portent aujourd’hui 

sur l’utilisation de matrices thermoplastiques qui ont l’avantage d’être recyclables et de ne 

pas nécessiter de cuisson (i.e. monté en température) lors de la fabrication (Projet 

                                        
1 Nous appelons renfort ouvert un renfort présentant des espaces inter-mèches dédiés à faciliter 
l’imprégnation par la résine. 
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EFFIWIND [EFFIWIND14]) ou sur l’optimisation des angles de renforts notamment pour 

générer les fameux couplages flexion-torsion qui doivent permettre de gagner en longueur de 

pale [Ha14]. 

c. Dimensionnement des pales en matériaux composites 

Le dimensionnement des pales d’éoliennes, dans un cadre industriel, se fait en respectant les 

méthodes décrites par les textes normatifs de l’IEC1 61400 [IEC05]. Notons que les 

organismes de certification peuvent apporter des exigences supplémentaires. Nous 

considérerons dans ce travail les exigences de l’organisme DNV-GL détaillées dans le 

« guideline » de 2010 dédié aux éoliennes terrestres : [Germanischer Lloyd10]. 

i. Le calcul de charges 

Lorsque nous nous intéressons au dimensionnement d’une pale d’éolienne, la première 

question qui se pose est celle de la détermination des efforts qu’elle doit supporter. Ces 

derniers diffèrent d’une turbine à l’autre. Il s’agit du calcul de charges. 

 

Définition des simulations - Pour ceci nous pouvons nous aider des textes normatifs 

comme celui de la norme IEC 61400 [IEC05] ou de l’organisme certificateur DNV-GL 

[Germanischer Lloyd10] qui définissent des combinaisons de conditions extérieures (vents, 

gel), de conditions de fonctionnement (production d’énergie, démarrage, arrêt normal, arrêt 

d’urgence, manutention ou maintenance) et de conditions particulières (défauts type coupure 

de réseau, disfonctionnement du contrôle commande, etc…) à étudier. Devant le nombre de 

cas à simuler (plus de 1500 dans des conditions de certifications), nous faisons appel à des 

modèles éléments finis de type poutres multi-corps qui permettent de modéliser les couplages 

aéro-servo-(hydro)-élastiques de la turbine complète et d’en déduire les sollicitations 

dynamiques qui s’appliquent sur chacun des composants, dont les pales. Donnons comme 

exemples de codes utilisés dans l’industrie : FAST2 [Jonkman05] développé par le NREL et 

Bladed [Garrad Hassan13] commercialisé par Garrad Hassan, maintenant filière du groupe 

DNV-GL. 
 

  Classe I Classe II Classe III 
Vref (m/s) 50 42,5 37,5 
Vave (m/s) 10 8,5 7,5 
Ve50 (m/s) 70 59,5 52,5 
A Iref (-) 0,16 0,16 0,16 
B Iref (-) 0,14 0,14 0,14 
C Iref (-) 0,12 0,12 0,12 

Tableau  I.1 : Paramètres de vents en fonction de la classe des turbines 

                                        
1 International Electrotechnical Commission 
2 FAST pour Fatigue, Aerodynamics, Structures and Turbulence 
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Modélisation des conditions de vent - La norme IEC 61400 [IEC05] définit des classes 

de turbines qui correspondent à des conditions de vent. Plus le numéro de classe est élevé, 

plus les vents moyens et extrêmes sont faibles. Les paramètres de vent considérés pour 

chaque classe sont donnés dans le Tableau  I.1 où Vref représente la vitesse du vent de 

référence, Vave représente la moyenne annuelle du vent réel à la hauteur du moyeu et Ve50 une 

rafale exceptionnelle de périodicité 50 ans. En plus des trois classes de vents, des catégories 

de turbulences A, B et C sont définies avec A qui désigne des turbulences élevées et C des 

turbulences faibles. Lorsqu’un site géographique ne rentre dans aucune des classes définies 

par la norme, la turbine est dite de classe S, c'est-à-dire spécifique à un site. 

La norme IEC 61400 [IEC05] définit des modèles de vents qui permettent de décrire, en 

fonction d’une vitesse de vent Vhub au moyeu, de nombreuses conditions, du profil normal aux 

conditions extrêmes en passant par des rafales avec ou sans changement de direction, des 

profils de cisaillement et des vents turbulents. Ces modèles décrivent un champ de vent dans 

le temps (quelques secondes ou minutes) et l’espace pour une vitesse moyenne fixée. En 

considérant plusieurs vitesses moyennes (DNV-GL [Germanischer Lloyd10] préconise des pas 

maximum de 2 m/s entre 2 vitesses de vent simulées), nous décrivons un jeu de conditions de 

vent, jugé représentatif, auquel la turbine sera confrontée. La vitesse moyenne de vent étant 

supposée suivre une distribution de Rayleigh à hauteur du moyeu, nous pouvons décrire les 

conditions de vent et leur occurrence sur une année de fonctionnement de la turbine (Figure 

 I.15). 
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Figure  I.15 : Distribution de la vitesse du vent, au moyeu, d’une turbine de classe I 

Modélisation du contrôle commande – Pour une turbine avec des pales « stall », le 

contrôle commande est principalement lié à une relation entre le couple résistant et la vitesse 

de rotation, alors que pour une turbine avec des pales « pitch » un algorithme détermine 

l’angle d’incidence des pales en fonction de la puissance. Les différentes limites de sécurité en 

vitesse de rotation ou en puissance et les procédures de freinage associées doivent être 

définies. La réponse de la commande en lacet de la nacelle en fonction des variations de vent 

est aussi modélisée. 
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Modélisation de l’hydrodynamique – Dans le cas de l’off-shore, l’action de la houle sur le 

mât où sur le flotteur peut être modélisée mais nous ne nous intéresserons pas à ce 

comportement dans le cadre du travail présenté ici. Nous nous placerons dans le cas d’une 

turbine terrestre. 

 

Modélisation de l’aéroélasticité de la turbine – La tour et les pales sont modélisées par 

des éléments finis de type poutres aéroélastiques. La partie élastique du modèle est renseignée 

par une distribution de rigidité axiale, de flexion et de torsion ainsi qu’une distribution de 

masse. La partie aérodynamique est quant à elle définie à l’aide de polaires à plusieurs 

positions de la pale qui permettent de définir les efforts de portance, de trainée et le moment 

aérodynamique en fonction de l’angle d’incidence et de la vitesse apparente du vent sur les 

profils. La vitesse apparente et l’incidence du vent sur chacun des profils dépendent de la 

position de la pale dans le champ de vent, et de sa déformation en flexion et en torsion. Le 

couplage entre les différentes physiques qui interviennent est fort et l’intérêt de la 

modélisation poutre est de pouvoir faire interagir ces couplages tout en offrant des temps de 

calcul compatibles avec le nombre de simulations dynamiques à réaliser. 

 

Incertitude sur le chargement – Dans le cadre d’approches déterministes, l’incertitude 

sur le chargement est prise en compte à l’aide de coefficients de sécurité sur les charges. 

L’IEC [IEC05] préconise trois coefficients de sécurité différents en fonction du type de 

simulation. La norme distingue ainsi les conditions de fonctionnement normales, anormales 

(pannes) et de transport et levage (Tableau  I.2). Notons que si par ailleurs la charge est 

favorable à la structure, un coefficient inférieur à un lui est affecté. DNV-GL [Germanischer 

Lloyd10] va plus loin en affectant un coefficient de sécurité différent en fonction du type 

d’effort. Les efforts d’inertie et de gravité, mieux maitrisés, sont pondérés par des coefficients 

de sécurité plus faibles que ceux d’origines aérodynamiques et opérationnels. 
 

Situation conceptuelle Normale Anormale Transport et levage 

Charge défavorable 1,35 1,1 1,5 

Charge favorable 0,9 0,9 0,9 
Tableau  I.2 : Coefficients de sécurité partiels sur les charges [IEC05] 
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ii. Vérification de la structure 

Une fois que les charges s’appliquant à l’éolienne et plus particulièrement aux pales ont été 

déterminées, nous pouvons nous atteler au calcul de structure. Il convient de vérifier que la 

pale répond à des critères de validation concernant : 

- Les modes propres 

- La déflection 

- Le flambement 

- La tenue sous charge extrême 

- La tenue en fatigue 

 

Analyse modale – Le calcul des modes propres de la pale a pour objectif de s’assurer 

qu’elle ne rentrera pas en résonnance par une excitation extérieure. La fréquence de rotation 

du rotor des grandes turbines dépasse rarement 0,5 Hz (30 tr/min) et la fréquence propre du 

premier mode de flexion d’une pale est de l’ordre de quelques Hz. 

 

Déflection – La déflection de la pale est fournie directement en sortie du calcul de charges 

et ne nécessite pas de calculs supplémentaires. DNV-GL [Germanischer Lloyd10] préconise 

que la déflection maximale de la pale ne dépasse pas 70%, lorsque le rotor tourne, et 95%, 

lorsque le rotor est à l’arrêt, de la distance « à vide » entre la pale et la tour. 

 

Flambement et résistance sous charges extrêmes – L’analyse de structure « extrême » 

n’est pas réalisée pour l’ensemble des instants des simulations dynamiques effectuées lors du 

calcul de charges. Des charges extrêmes sont extraites sur le critère des moments de flexion 

maximale et minimale sur au moins 10 sections. L’analyse en flambement et la tenue sous 

charges extrêmes est réalisée pour ces enveloppes de charges extrêmes.  

En statique, la théorie des stratifiés [Gay05] permet de réaliser le dimensionnement à l’échelle 

du pli, ce qui rend les boucles de conception rapides et performantes. Le critère multiaxial de 

résistance de Puck [Puck02] est recommandé par DNV-GL pour déterminer le risque de 

rupture vis-à-vis d’états de contraintes multiaxiaux dans le pli d’unidirectionnel. Les essais de 

caractérisation sont faits pour le pli d’unidirectionnel qui sera utilisé (qui varie d’une matrice, 

d’un renfort et d’un procédé à l’autre) et l’optimisation se fait numériquement en modifiant 

l’empilement jusqu’à obtenir le meilleur compromis entre la masse et la résistance sous 

charges extrêmes. 

Notons qu’en plus des coefficients de sécurité affectés aux charges, un abattement est 

appliqué aux résistances des matériaux considérés pour la vérification de la résistance sous 

charges extrêmes de façon à tenir compte d’une certaine dispersion des caractéristiques 

mécaniques et de leur dérive dans le temps [Germanischer Lloyd10].  
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Résistance en fatigue – Le dernier point qu’il nous reste à vérifier, et qui nous intéresse 

particulièrement, concerne la fatigue. L’approche généralement utilisée pour justifier la tenue 

d’une pale vis-à-vis de la fatigue est basée sur l’utilisation de courbes S-N1 et se place à 

l’échelle du stratifié. DNV-GL dans son guideline [Germanischer Lloyd10] laisse le choix de la 

méthode à utiliser. La méthode la plus conservative consiste à ne pas tolérer 

d’endommagement en fatigue et donc de vérifier que les contraintes générées par les 

sollicitations identifiées comme cycliques et non extrêmes comme précédemment sont 

inférieures à la limite d’endurance des matériaux introduits dans la pale. La seconde 

approche, contrairement à la première, est dite tolérante au dommage. C'est-à-dire que nous 

tolérons l’endommagement et vérifions qu’il n’atteint pas un niveau critique qui provoquerait 

la ruine de la structure. L’endommagement est alors calculé de la manière suivante dans 

chaque élément de stratifié de la pale [Burton11; Vallons13] : 

 

1. Calcul de l’histoire des contraintes : L’histoire des efforts / moments est transformée 

en une histoire de contraintes longitudinale à l’échelle du stratifié (Figure  I.16). 
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Figure  I.16 : Calcul de la contrainte axiale (selon zB) d’un élément de stratifié d’indice e  

à l’instant t 

2. Comptage de cycles de contraintes : Afin de comparer l’histoire des contraintes 

calculées à des résultats d’essais, les cycles sont comptés en utilisant une méthode de 

comptage (Figure  I.17) (généralement la méthode Rainflow [Matsuishi68; 

McInnes08]). Nous identifions ainsi des blocs de chargement définis par leur 

contrainte moyenne, leur amplitude et leur occurrence ni sur une période (en général : 

1 an). 

 
Figure  I.17 : Illustration du principe du comptage des cycles 

                                        
1 Les approches d’estimation de la durée de vie sont détaillées au Chapitre II 
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3. Calcul de la durée de vie par bloc : A chaque bloc de chargement est associé une 

durée de vie Ni par interpolation des résultats d’essais uniaxiaux sous blocs 

d’amplitude constante effectués à l’échelle du stratifié. DNV-GL [Germanischer 

Lloyd10] recommande de se rapporter aux cycles de contrainte moyenne et 

d’amplitude testés à l’aide d’une loi linéaire de type Goodman mais dont l’axe de 

symétrie est décalé (Figure  I.18) 

 
Figure  I.18 : Calcul de la durée de vie selon la loi de Goodman [Germanischer Lloyd10]  

4. Cumul de l’endommagement : l’endommagement est calculé à l’aide de la loi de Miner 

[Miner45] comme la somme de l’endommagement produit par chaque bloc de 

chargement sur la même période. 

∑=
i

i
e

i
e

e
N

n
D  ( I.2) 

Lorsque l’endommagement De de l’élément de stratifié atteint 1, la rupture est 

considérée comme atteinte. Si De est donc l’endommagement de l’élément d’indice e 

considéré pour un an de fonctionnement de la pale, alors la durée de vie Ne de 

l’élément d’indice e, exprimée en année de fonctionnement, est donnée par la relation :  

e
e D

N
1=  ( I.3) 

 

Cette méthode est répétée pour l’ensemble des éléments de stratifiés de la pale et la durée de 

vie de la pale est finalement obtenue en considérant la durée de vie minimale calculée. 

De même que pour les vérifications vis-à-vis de la résistance sous charges extrêmes, des 

coefficients de sécurité sont appliqués pour la tenue en fatigue sur les caractéristiques 

matériaux en plus des coefficients de sécurité sur les efforts (cf  Chapitre IV).  
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Discussion sur la méthode – Il y a beaucoup de choses à dire sur la méthode de calcul en 

fatigue présentée ci-avant ; et une analyse détaillée de cette approche et de ses alternatives 

est discutée au Chapitre II. Reconnaissons toutefois, avant de la critiquer que cette méthode 

a l’avantage d’être simple à mettre en œuvre et peu coûteuse en temps de calcul. 

Chaque étape par ses hypothèses apporte des limites à la méthode utilisée. À la première 

étape, l’hypothèse est faite que la section est indéformable et que la sollicitation à l’échelle du 

stratifié est uniaxiale. Cette hypothèse sera discutée à la Section  I.2. À la deuxième étape, 

nous perdons la notion de séquence et d’histoire du chargement. En effet, l’ordre 

d’application des cycles n’a pas d’importance, ils sont cumulés uniquement en fonction de 

leur moyenne et de leur amplitude. Pourtant, nous verrons plus tard que l’histoire du 

chargement peut avoir une influence sur la durée de vie. À la troisième étape nous faisons 

l’hypothèse que la règle de Goodman est valide pour les matériaux composites et que tous les 

stratifiés de la pale obéissent à une même courbe S-N de même pente quelle que soit leur 

composition. Enfin, à la dernière étape, nous utilisons la règle de Miner dont la validité pour 

décrire le cumul de l’endommagement en fatigue des matériaux composites sera discutée au 

Chapitre II. Finalement, le lecteur averti se rend compte que la méthode de calcul est basée 

sur des lois phénoménologiques initialement définies pour les matériaux métalliques et leur 

utilisation pour les matériaux composites à laquelle s’ajoute de nombreuses hypothèses 

simplificatrices font que des coefficients de sécurité élevés et inévitables pénalisent 

l’optimisation des pales vis-à-vis de la fatigue. 

Pour améliorer cette méthode de nombreux organismes se sont penchés sur le sujet et des 

modèles existent pour affiner l’estimation de la durée de vie des pales. Nous verrons 

cependant au Chapitre II que ces méthodes nécessitent toujours des essais à l’échelle du 

stratifié qui, lorsque nous voulons nous rapprocher au mieux du comportement du matériau 

composite, pour n’importe quelle sollicitation et n’importe quel empilement, nécessite une 

quantité d’essais inadaptée à un processus de conception dans un contexte industriel. Les 

approches qui nous semblent prometteuses sont les approches formulées à l’échelle du pli qui 

permettent, avec un nombre très limité d’essais sur la couche élémentaire qui constitue les 

stratifiés de la pale, d’estimer la durée de vie de la structure tout en apportant des 

informations liées à l’endommagement du matériau comme sa rigidité, sa déformation et sa 

résistance résiduelle.  
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I.1.3. Défaillances, modes d’endommagements et zones critiques des pales 

Intéressons nous maintenant aux zones critiques et aux modes d’endommagements observés sur les pales 
d’éoliennes. 

a. Défaillances 

Notons tout d’abord que dans une éolienne, selon les sources disponibles, 5% à 20% des 

incidents semblent dus aux pales [CENER11] [Ataya13]. Parmi ces incidents le NREL 

[CENER11] classe les causes de ruptures en quatre catégories (Figure  I.19) :  

- Défauts de conception qui représente 10% des incidents (conception inappropriée, 

endommagements à l’arrêt des plis) 

- Défauts de fabrications au niveau du stratifié qui représentent 40% des incidents 

(porosités, zones sèches) 

- Collage qui représentent 40% des incidents (longerons, bord d’attaque, bord de fuite) 

- Système de fixation au moyeu (10% des incidents) 

Défauts de 
fabrication 

40%

Défauts de 
conception 

10%

Fixation au 
moyeu 
10%

Collage 
40%

 
Figure  I.19 : Source des incidents observés sur des pales en service 

D’après le NREL, les incidents relevés sont principalement liés à des problématiques de 

fatigue et auraient pu être identifiés à 95% d’entre eux par des essais en fatigue. Les 5% des 

incidents restants auraient pu quant à eux être identifiés par des essais statiques. 

b. Zones critiques et modes d’endommagements 

i. Essais en laboratoires 

Plusieurs pales ont été analysées par des laboratoires lors d’essais en fatigue. C’est le cas des 

pales CX-100, TX-100 et BSDS, de 9 m, conçues par Sandia National Laboratories pour 

démontrer la possibilité d’intégrer du carbone dans des pales en fibres de verre (Figure  I.20). 

Les essais statiques sur ces pales ont permis de localiser par émission acoustique les lieux 

d’endommagement (Figure  I.21) qui se trouvent dans la zone de transition aérodynamique. 

D’après le rapport d’essais monotones quasi-statiques, l’endommagement de la pale concerne 

principalement la colle, et il est dû au flambement des peaux en matériaux composites 

[Paquette07]. 
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Figure  I.20 : Pales CX-100, TX-100 et BSDS : Géométries et échantillonnages principaux 

[Paquette07] 
En bleu la zone qui contient du carbone et en rouge le spar cap en fibres de verre de la TX-100 

 
Figure  I.21 : Localisation des événements acoustiques pour la pale TX100 et CX100 lors d’essais statiques 

[Paquette07] 

Des essais en fatigue sur la pale CX-100 ont permis, en excitant celle-ci à sa fréquence de 

résonance (environ 4,5 Hz) d’observer sa rupture après 8,5 millions de cycles [Taylor12]. 

Cette rupture est matérialisée par une fissure transverse de la pale dans toute sa largeur dans 

la zone de transition aérodynamique (Figure  I.22.a). Sur la pale TX-100, les essais en fatigue 

ont montré une fissuration longitudinale de la peau composite en milieu de pale (Figure 

 I.22.b) [Rumsey08]. 

   
Figure  I.22 : (a) Fissuration de la CX-100 sollicitée en fatigue [Taylor12] 

(b) Image par thermographie infra rouge de la fissure en milieu de pale (TX-100 à 3,8 millions de cycles) 
[Rumsey08] 

(b) (a) 

(b) (a) 
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Une autre pale analysée en fatigue est la V52 par le laboratoire Riso. Il s’agit d’une pale 

Vestas de 25 m. Ces essais ont mis en évidence l’endommagement du joint de colle et des 

peaux composites en compression [Jørgensen04][Sørensen04]. Les modes d’endommagements 

observés sur ces pales sont détaillés Figure  I.23 [Debel04]. 

 
Figure  I.23 : (a) Modes d’endommagement de la V52 en fatigue par compression [Debel04] 

(b) Modes d’endommagement du longeron de la V52 en fatigue [Debel04] 

Les modes d’endommagement relevés par Sorensen et al [Sørensen04] sont les suivant : 

- Type 1 : Décollement du composite au niveau des longerons 

- Type 2 : Rupture du joint de colle au bord d’attaque ou au bord de fuite 

- Type 3 : Décollement peau-âme des sandwiches 

- Type 4 : Délaminage des peaux composites soumises à des sollicitations en traction ou 

à du flambement 

- Type 5 : Rupture des fibres en traction / rupture du stratifié en compression 

- Type 6 : Décollement du composite au niveau des longerons dû au flambement 

- Type 7 : Fissuration du gel-coat 

Notons que de nombreux modes d’endommagement concernent la colle. Parmi ceux qui 

concernent le composite monolithique : type 4 et 5, nous relevons un mode de rupture du 

stratifié : le délaminage, et un mode de rupture du pli : la rupture des fibres.  

Après avoir développé un nouveau système de test en fatigue de petites pales d’éoliennes 

[Lai11], LAI et al, relèvent deux zones de faiblesse pour les pales testées : le pied de pale et 

les 2/3 de la pale. Dans les deux cas, les auteurs observent une fissuration transverse de la 

pale qui conduit à sa ruine.  

Lors d’un essai sur une pale de petite dimension [Epaarachchi04], plusieurs points intéressant 

sont relevés. Tout d’abord ces auteurs observent une fissuration de la pale dans la zone de 

transition aérodynamique sur l’intrados. Cette fissuration fait suite à un endommagement de 

la matrice qui entraîne une dégradation de la rigidité de la pale jusqu’à l’apparition d’une 

fissure qui indique la rupture complète du stratifié dans cette zone. Cependant, l’âme et 

l’extrados ne montrent aucun signe d’endommagement. Le second point noté par les auteurs 

est que l’endommagement de la matrice apparaît dans la zone où les contraintes étaient 

prévues maximales par un calcul par élément finis.  

(b) (a) 
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ii. Calculs de structure 

D’autres informations nous viennent de résultats d’études de structures rendues publiques. 

Parmi ces résultats citons l’étude d’une pale de 100 m : SNL100-00, réalisée par Sandia 

National Laboratories [Griffith11]. Dans ce rapport, les auteurs présentent les résultats du 

calcul de la durée de vie de la pale. Ils utilisent la règle de Miner et les hypothèses classiques 

de calcul éolien. Ce calcul indique que la zone la plus faible de la pale est située dans la zone 

de transition aérodynamique et au voisinage du bord de fuite. 

Dans une autre étude visant à mesurer l’influence de la longueur des pales sur leurs modes de 

ruptures [Jensen12], cinq modes de ruptures statiques et un mode en fatigue sont mis en 

évidence comme critiques pour des pales de grandes dimensions. En statique, les modes de 

ruptures suivant sont identifiés : cisaillement dans les sections dû à la distorsion causée par 

des moments de flexion « edgewise »1 importants et des forces aérodynamiques extrêmes, 

délaminage des peaux composite, flambement, rupture des joints de colle et rupture des 

longerons. En fatigue, ce rapport donne comme zone critique la zone de transition 

aérodynamique entre le pied de pale et la corde maximale. 

iii. Observations sur des pales en service 

La dernière source d’information concerne les observations menées sur les pales après 

plusieurs années de service. 

Ainsi, dans une étude menée sur 15 pales de 300 kW et sur 81 pales de 100 kW après 16 à 22 

ans de service [Ataya13] [Ataya11], Sabbah Ataya et Mohamed M.Z. Ahmed font l’inventaire 

des défauts et essaient d’en identifier la cause. 

Les auteurs classent les défauts en trois catégories : les fissures (longitudinales, transverses ou 

de surface), les endommagements le long du bord de fuite, et les endommagements de surface 

(gel-coat). D’après les résultats de l’étude [Ataya11] les fissures longitudinales sont 

principalement présentes dans la zone de transition aérodynamique et les fissures transverses, 

dans le troisième tiers de la pale au voisinage du bord de fuite. Les fissures longitudinales 

peuvent aller jusqu’à 59 cm de longueur. Les fissures et le décollement du bord de fuite 

interviennent plutôt dans la première moitié des pales et les endommagements de surface 

sont principalement situés sur le bord d’attaque à cause de l’érosion. 

Une inspection de 47 pales de l’exploitant Statoil en 2008 [CENER11] montre que deux tiers 

des pales ont des fissures transverses sur l’intrados et que 4 pales ont de longues fissures 

qualifiées de critiques sur l’extrados. Toutes les pales ont leur joint de colle du bord de fuite 

fissuré et pour 13 pales, des fissures sur le bord de fuite apparaissent comme critiques. De 

plus, l’exploitant note que quelques pales ont été frappées par la foudre en bout de pale. 

Lors de l’inspection des endommagements détectés dans des pales de 300 kW [Marín09], 

J.C.Marín met en évidence la nature des endommagements qui se révèlent être dus à une 

sollicitation en fatigue. Il remarque que les endommagements sont caractérisés par des 

fissures dans la zone de transition aérodynamique de la pale et étudie alors leurs causes. 

                                        
1 La flexion edgewise désigne la flexion autour de l’axe xB alors que la flexion « flapwise » désigne la 
flexion autour de l’axe yB. 
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L’auteur en identifie trois : le changement brutal d’épaisseur, la géométrie particulière de 

cette zone qui génère des concentrations de contraintes et enfin les défauts de fabrication 

comme la présence de zone sèches ou des défauts de collage. 

c. Conclusion sur les modes d’endommagements et les zones critiques des pales  

D’après les études disponibles, la zone d’initiation de l’endommagement en fatigue peut être 

la même qu’en statique [Taylor12][Epaarachchi04] tout comme elle peut être différente 

[Rumsey08].  

Si une pale est susceptible de s’endommager tout le long de l’envergure [Ataya11] 

[Rumsey08], notons que trois zones d’endommagement sont privilégiées : Le pied de pale 

[Lai11], la zone de transition aérodynamique [Jensen12] [Taylor12] [Marín09] [Ataya11] 

[Griffith11] [Epaarachchi04] et les 2/3 de la pale [Ataya11][Lai11]. 

Lorsque l’endommagement concerne les matériaux composites, la rupture se matérialise par 

des fissures dans la largeur de la pale [CENER11] [Taylor12] [Ataya11] [Lai11] [Sørensen04] 

[Debel04], des fissures dans sa longueur [CENER11] [Ataya11] [Rumsey08] ou du délaminage 

[Sørensen04] [Debel04]. 

Un auteur met en évidence des modes d’endommagement des matériaux composites par 

compression [Sørensen04] mais des fissures relevées sur l’intrados [CENER11][Epaarachchi04] 

indiquent que la fatigue peut aussi être causée par des sollicitations en traction. 

Nous en déduisons que l’endommagement en fatigue des pales d’éoliennes concerne toutes les 

zones de la pale : la partie monolithique, les peaux des parties en sandwich, les zones collées 

et varie d’une pale à l’autre. Précisons que lorsqu’aucun mode d’endommagement du 

composite n’est observé, ceci peut révéler que la méthode de dimensionnement en fatigue 

employée pour le composite est conservative. 

Pour décrire avec un seul modèle l’endommagement et la résistance en fatigue dans les pales 

d’éoliennes, il faudrait que celui-ci soit applicable à n’importe quelle zone de la pale et qu’il 

ne se limite pas à l’étude de sollicitations planes et uniaxiales. 

Les modes d’endommagement, du matériau composite, à l’échelle du stratifié décrits dans 

cette section sont liés à des endommagements à des échelles inférieures : celle des 

constituants (échelle microscopique) et celle des plis (échelle mésoscopique). Ces modes 

d’endommagement et leur scénario d’évolution sont détaillés au  Chapitre II. 
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I.1.4. Conclusion sur la fatigue des pales en matériaux composites 

L’état de l’art montre que l’optimisation des pales d’éoliennes, en matière de conception, est 

un enjeu majeur pour le secteur de l’éolien aujourd’hui. Augmenter la résistance des pales 

tout en minimisant voire en diminuant leur masse constitue en effet le triple avantage de 

pouvoir augmenter la taille des turbines, enjeu de l’éolien off-shore d’une part, de pouvoir 

développer des éoliennes destinées à des zones peu ventées, enjeu de l’éolien terrestre d’autre 

part, mais aussi de proposer des turbines plus performantes en remplacement des turbines 

existantes dont les pales arrivent en fin de vie après 20 ans de service. 

Pour répondre à ces problématiques d’optimisation, dans un contexte de sollicitations 

cycliques complexes au nombre de cycles élevé, les matériaux composites semblent tout 

indiqués. Nous avons pu voir que la grande majorité des pales sont aujourd’hui fabriquées 

entièrement à l’aide de stratifiés avec des fibres de verre, fibres de carbone, par infusion ou 

pré-imprégnés qui permettent déjà d’optimiser à l’échelle du matériau la résistance dans des 

directions privilégiée pour une masse moindre. 

Si l’optimisation de la conception des pales passe par le développement de nouveaux 

matériaux et de nouveaux procédés, elle passe aussi par l’amélioration des méthodes utilisées 

pour le dimensionnement. En ce qui concerne le dimensionnement des pales vis-à-vis de la 

fatigue, de vraies opportunités sont à saisir alors que des modèles d’endommagement 

formulés à l’échelle du pli sont proposés actuellement dans la littérature ( Chapitre II) et 

permettent de décrire l’endommagement du matériau composite tout en nécessitant un 

nombre limité d’essais de caractérisation en fatigue. 

Nous voyons que le collage des pales semble aussi constituer un point d’intérêt pour fiabiliser 

la tenue des pales en fatigue. Cependant, nous avons choisi dans ce travail de nous focaliser 

sur l’amélioration du dimensionnement en fatigue des matériaux composites stratifiés avec 

des fibres de verre car leur utilisation est conséquente dans les pales et que la réduction des 

marges de sécurité sur ce point constituerait, comme nous l’avons mis en évidence, un 

avantage incontestable pour l’éolien de demain. 
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I.2. Analyse de l’état de contraintes cycliques dans une pale 

d’éolienne 

Nous cherchons à améliorer l’estimation de l’endommagement du matériau composite constituant une pale 
d’éolienne sollicitée en fatigue. La première question qui se pose concerne la sollicitation subie par le 
matériau aussi bien à l’échelle du stratifié qu’à celle des plis qui le constituent. La connaissance de cette 
sollicitation permettra de caractériser le matériau en fonction des sollicitations qu’il subira sur une pièce 
en service et d’identifier un modèle d’endommagement valide pour décrire un cas réel. Nous considérons 
pour cette analyse que les déformations sont suffisamment petites pour que le comportement des matériaux 
soit élastique linéaire. 

I.2.1. Quelques définitions à propos des matériaux composites stratifiés 

Rappelons qu’un stratifié est un empilement de plusieurs couches de matériaux. Deux types 

de stratifiés existent : les monolithiques composés uniquement de plis de composites renfort-

matrice et les sandwichs composés de deux monolithiques entre lesquels est introduit un 

matériau d’âme pour augmenter sa rigidité en flexion. Le comportement du stratifié est lié au 

comportement de chacun des plis qui le compose. En petites déformations (avant de 

s’endommager) le comportement du matériau composite, à l’échelle du pli ou du stratifié 

peut être considéré comme élastique linéaire. La relation entre le comportement des plis et 

celui du stratifié dans de telles conditions est connue sous le nom de théorie des stratifiés que 

nous présentons en Annexe B. Notons que la théorie des stratifiés fait l’hypothèse que les 

interfaces entre plis sont parfaites et que l’état de contraintes est plan. 

 
Figure  I.24 : Définition des repères considérés 

Les contraintes et déformations à l’échelle du stratifié et du pli sont respectivement 

exprimées dans les repères ( )zyx
rrr

,,  et ( )321 ,, xxx
rrr

 (Figure  I.24). L’axe x
r

 du stratifié est 

aligné avec l’axe longitudinal de la pale ( Bz
r

) et dirigé vers le bout de pale, l’axe z
r
 est 

normal à la surface de la pale et orienté vers l’intérieur de la pale ; et l’axe y
r

 est le 

complémentaire de façon à former un repère direct. À l’échelle du pli d’unidirectionnel, l’axe 
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1x
r

 est aligné avec les fibres, l’axe 2x
r

 est perpendiculaire aux fibres dans le plan du pli ; et 

l’axe 3x
r

 est le complémentaire de façon à former un repère direct. L’angle θ  qui définit 

l’orientation du pli dans le repère du stratifié est défini entre x
r

 et 1x
r

 (Figure  I.24). 

I.2.2. Description classique d’une sollicitation cyclique uniaxiale 

Une sollicitation cyclique uniaxiale, comme celle présentée en Figure  I.25, est toujours décrite 

au minimum à l’aide d’un couple de deux paramètres. Les couples souvent utilisés sont : 

� La contrainte moyenne m
xσ  et l’amplitude a

xσ  

� La contrainte max max

xσ  et le rapport de charge R  

Pour que la description soit complète on renseigne aussi la forme du signal (souvent 

sinusoïdal), sa fréquence et le nombre de cycles. 

 
Figure  I.25 : Description d’une sollicitation uniaxiale à l’échelle du stratifié 

I.2.3. Proposition de description d’une sollicitation multiaxiale 

Le chargement d’une pale d’éolienne étant issu de différents facteurs (gravité, accélérations, 

forces aérodynamiques, contrôle commande). La sollicitation à l’échelle du stratifié a de fortes 

chances d’être multiaxiale (Figure  I.26). 

 
Figure  I.26 : Exemple de sollicitation multiaxiale à l’échelle du pli 
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des indicateurs qui permettent de décrire cet état de contraintes multiaxial cyclique, l’objectif 

étant de pouvoir décrire un cycle multiaxial avec un nombre limité de scalaires. Ces 

indicateurs s’appliquent sur tout échantillon ou structure dont l’évolution des contraintes sur 

un cycle est connue à l’échelle du stratifié mais aussi à l’échelle des plis. 

a. Evolution de l’angle de la direction principale de sollicitation 

Rappelons que pour tout état de contraintes, il est possible de trouver un repère, appelé 

repère principal, dans lequel la contrainte de cisaillement est nulle. La direction du repère 

principal la plus proche de l’axe 1x
r

 du repère du pli, ou l’axe x
r

 du repère du stratifié en 

fonction de l’échelle considérée, est appelée direction principale de sollicitation. L’angle formé 

à un instant donné entre l’axe 1x
r

 du repère du pli, ou l’axe x
r

 du repère du stratifié, et la 

direction principale de sollicitation est noté Θ  et nous le calculons de manière classique à 

chaque instant t à l’aide de la relation : 
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 ( I.4) 

L’évolution individuelle de la valeur de chacune des composantes de l’état de contraintes 

dans le temps (sur le cycle) entraine une variation de l’angle de la direction principale de 

sollicitation (Figure  I.27).  

 
Figure  I.27 : Exemple d’évolution de la direction principale de sollicitation au cours du temps 

Afin d’obtenir une information scalaire sur le cycle, nous définissons l’angle moyen mΘ  de la 

direction principale de sollicitation et l’amplitude aΘ  de l’angle de la direction principale de 

sollicitation sur le cycle de la façon suivante : 

2

minmax Θ+Θ=Θm  ( I.5) 

2

minmax Θ−Θ=Θa  ( I.6) 

où maxΘ  et minΘ  sont la valeur maximale et minimale de l’angle de la direction principale de 

sollicitation sur le cycle. 
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L’attention du lecteur doit être attirée sur le fait que la définition mathématique de ( )tΘ  par 

l’Equation ( I.4) fait de ( )tΘ  un indicateur discontinu (entre -45° et +45°) d’un phénomène 

continu (la direction principale oscille entre 0° et 90°). Cette discontinuité entraine le passage 

brutal de ( )tΘ  de +45° à -45°, ou inversement, qui fausse l’analyse des indicateurs proposés 

en Equations ( I.5) et ( I.6). Si la modification de la définition mathématique de ( )tΘ  sera 

discutée dans les perspective à ce travail, l’analyse de l’angle moyen mΘ  de la direction 

principale de sollicitation sur le cycle a tout de même du sens lorsque aΘ  n’est pas égal à 

45°. 

Les indicateurs proposés basés sur l’analyse de la direction principale de sollicitation mΘ  et 
aΘ  donnent une indication respectivement sur la multiaxialité, et sur la proportionnalité, du 

chargement. Cependant la quantification de niveau de multiaxialité semble hasardeuse avec 

ces paramètres et nous définissons ci-dessous des indicateurs de biaxialité. 

b. Analyse de la biaxialité 

Nous supposons que les composantes de l’état de contraintes du stratifié suivent une loi 

sinusoïdale définie de la manière suivante : 
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où les indices m et a décrivent respectivement la moyenne et l’amplitude, ω  est la pulsation 

supposée égale pour chaque composante et xy ,φ et xxy,φ  sont les déphasages respectivement 

entre )(tyσ  et )(txσ  et entre )(txyτ  et )(txσ . Il est possible de montrer à l’aide de la 

théorie des stratifiés [Gay05] que sous la sollicitation décrite par l’équation ( I.7), les 

composantes de l’état de contraintes à l’échelle du pli peuvent s’écrire d’une façon similaire : 
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 ( I.8) 

où les indices m et a décrivent respectivement la moyenne et l’amplitude, ω  est la pulsation 

supposée égale pour chaque composante et 1,2φ et 1,12φ  sont les déphasages respectivement 

entre )(2 tσ  et )(1 tσ  et entre )(12 tτ  et )(1 tσ  

Nous définissons dans ce qui suit des scalaires qui nous permettent de comparer deux 

composantes de l’état de contraintes, l’une par rapport à l’autre. Une interprétation 

graphique de ces scalaires est proposée en Figure  I.28. 
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Figure  I.28 : Paramètres utiles pour décrire la biaxialité d’un état de contraintes 

i. Ratio des amplitudes 

Le premier indicateur de biaxialité étudié est le ratio de fatigue biaxiale défini, comme 

proposé par [Quaresimin10] comme le ratio des amplitudes 

a
j

a
i

ji σ
σλ =,  ( I.9) 

où i et j correspondent aux indices des directions des contraintes. 

Afin d’éviter l’analyse de variables dont les valeurs peuvent tendre vers l’infini, nous 

travaillerons avec des angles plutôt que des pentes : 

( )jiji nata ,, λα =  ( I.10) 

ii. Ratio des moyennes 

Le deuxième indicateur de biaxialité utilisé est le rapport des moyennes 

m
j

m
i

ji σ
σγ =,  ( I.11) 

Comme pour le ratio des amplitudes, nous définissons l’angle ji ,β  qui nous permet de 

travailler avec des valeurs finies. 

( )jiji nata ,, γβ =  ( I.12) 

iii. Déphasage 

Le troisième indicateur de biaxialité est tout simplement le déphasage des composantes 

transverses et de cisaillement par rapport à la composante axiale. 

Plusieurs méthodes sont possibles pour déterminer le déphasage d’un signal par rapport à un 

autre. Nous avons choisi d’utiliser la forme du trajet du chargement dans le plan iσ , jσ . En 

effet, il est possible de montrer que la hauteur Di,j de l’ellipse en son milieu est 

proportionnelle au produit de l’amplitude de la composante en ordonnée avec le sinus du 

déphasage (Annexe C). 
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Une hauteur Di,j d’ellipse correspond à quatre valeurs possibles de déphasage (Figure  I.29). 

La valeur finale est donc déterminée à l’aide de la pente et du sens de parcours de l’ellipse. 

 
Figure  I.29 : Mise en évidence qu’à une distance Di,j correspond 4 déphasages ji ,φ  différents 

iv. Ouverture ellipse 

Le quatrième indicateur de biaxialité que nous utiliserons est l’ouverture de l’ellipse qui nous 

donne une information sur la proportionnalité de la sollicitation. L’ouverture de l’ellipse, 

définie comme le ratio du petit axe de l’ellipse sur le grand axe, peut être obtenue à partir du 

déphasage et du ratio des amplitudes [Harwood43] : 

( ) ( ) ( )
( ) ( ) ( ) jijijijijijiji

jijijijijijiji

jia

b

,

22

,

22

,,

22

,

22

,

2

,

,

22

,

22

,,

22

,

22

,

2

,

, cos..41cos..411

cos..41cos..411

φλλφλλλ

φλλφλλλ

+−++−+

−−−+−+
=








 ( I.14) 

 

I.2.4. Identification des sollicitations critiques à l’aide du critère de Puck 

Les indicateurs que nous avons présentés précédemment nous renseignent sur le niveau de 

multiaxialité mais pas sur la criticité de la sollicitation. Le choix d’un critère pour étudier la 

criticité du chargement multiaxial en fatigue est délicat et nous avons choisi de nous appuyer 

sur l’utilisation du critère statique de Puck [Puck02], utilisé dans l’éolien pour le 

dimensionnement des pièces en matériaux composites à l’échelle du pli [Germanischer 

Lloyd10]. Bien que ce critère de rupture ait été défini en statique, nous verrons au  

Chapitre II qu’il est aussi employé en fatigue.  

Le critère de Puck nous donne une indication sur la criticité du chargement à chaque instant 

du cycle et c’est ce résultat que nous allons exploiter. Avec cette approche nous ne 

quantifions pas la criticité de la sollicitation en matière de fatigue cyclique mais la criticité de 

chaque cycle en évaluant la criticité des états de contraintes que le matériau supporte, 

instant après instant, à l’aide du critère de rupture de Puck. Nous garderons donc à l’esprit 

que les résultats donné par ce critère et l’indicateur qui en découle pour l’analyse d’une 

sollicitation en fatigue sont à prendre avec beaucoup de précaution. 

 

L’indice de rupture Ef  selon le critère du Puck est calculé à chaque instant dans la direction 

des fibres selon la relation ( I.15) et dans la direction matricielle selon la relation ( I.16). 
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où )(

1

+ultσ , )(

1

−ultσ , )(

2

+ultσ , )(

2

−ultσ , ult
12τ  sont respectivement la résistance en traction et en 

compression dans la direction des fibres, la résistance en traction et en compression dans la 

direction transverse, et la résistance en cisaillement ; )(+
⊥p  et )(−

⊥p  sont des paramètres 

matériaux propres au critère de Puck ; et c21τ  et AR⊥⊥  sont donnés par les relations ( I.17) et 

( I.18). 
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L’indice de rupture Ef  est toujours positif et augmente avec la criticité de l’état de 

contraintes jusqu’à atteindre 1 (synonyme de la rupture du pli). Il est calculé à chaque 

instant du cycle et la valeur maximale max

Ef  sur le cycle est retenue pour évaluer la criticité 

de ce dernier. 

 
Figure  I.30 : Exemple d’évolution de l’indice de rupture de Puck fE sur deux cycles 
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I.2.5. Application à une pale d’éolienne 

Nous proposons d’étudier le champ de contraintes cyclique dans une pale d’éolienne de  

23 mètres sur un tour de turbine pour des conditions de vent normales.  

a. Pale et cas de fonctionnement choisi 

La pale EFFIWIND-G1 considérée pour cette étude est une pale mixte carbone-verre-

époxy, redimensionnée par Tensyl dans le cadre du projet EFFIWIND. Ce projet regroupe un 

consortium d’entreprises de la région Nouvelle Aquitaine et a pour objectif de démontrer 

l’intérêt d’introduire des matériaux performants dans des pales d’éoliennes. La pale G1 a été 

certifiée en classe IA par DNV-GL pour une turbine de 750 kW en 2015. Cette pale est 

constituée d’un spar-cap en pultrudé carbone et de raidisseurs secondaires à proximité du 

bord de fuite pour reprendre le moment de flexion « flapwise » MyB et les efforts axiaux FzB. 

Des bandes d’unidirectionnels sur le bord d’attaque et de fuite reprennent le moment de 

flexion « edgewise » MxB (Figure  I.31). La torsion et les efforts tranchants sont repris par les 

peaux composites de ±45° présentes sur les longerons et l’ensemble du profil aérodynamique. 

Une âme en mousse PET est introduite afin de prévenir le flambement des peaux dont 

l’épaisseur peut être proche du millimètre. 

±45° verre-époxy

Longerons

0° carbone-époxy

0° verre-époxy

âme PET

Spar-cap 
carbone

Raidisseur
secondaire

xB

yB
 

Figure  I.31 : Composition de la pale G1 

Nous nous intéressons dans cette étude à l’évolution du champ de contraintes planes dans les 

peaux composites verre-époxy. Le pli d’UD en verre-époxy est modélisé comme un matériau 

orthotrope 2D. Ses propriétés mécaniques sont reportées dans le Tableau  I.3. 
 

 Vf E1 E2 G12 v12 

 [%] [MPa] [MPa] [MPa] [-] 

UD verre-époxy 50% 39400 9030 3490 0,3 
Tableau  I.3 : Propriétés mécaniques du pli d’UD utilisées pour la certification de la pale G1 

Le cas de fonctionnement choisi est celui d’une rotation dans des conditions normales de 

production d’énergie sous un vent normal à la vitesse moyenne de la classe I (Tableau  I.1). 

Le profil de vent normal est normalisé par les organismes de certification [IEC05; 
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Germanischer Lloyd10]. Il s’agit du profil NWP (Normal Wind Profile) qui suppose que la 

vitesse du vent V  dépend uniquement de l’altitude z suivant une loi puissance d’exposant  

α = 0,2. 

( ) ( )α
hubhub zzVzV =  ( I.19) 

La vitesse hubV  à hauteur du moyeu, zhub = 46 m, est choisie comme la vitesse moyenne d’une 

turbine de classe I : Vhub = 10 m/s. 

Sous ces conditions, la turbine fonctionne en régime permanent à une vitesse de rotation qui 

est donc constante. Les observations suivantes peuvent alors être faites à propos des actions 

extérieures : 

- Les pressions générées par le vent varient en fonction du passage devant la tour et du 

vent apparent sur chaque profil (l’angle d’incidence et la vitesse du vent dépendent de 

la position du profil en altitude) 

- La gravité applique un effort sinusoïdal dans le repère de la pale lié à la position de 

cette dernière par rapport à la verticale 

- Les efforts d’inerties se limitent à la force centrifuge dont la valeur dépend 

uniquement de la position le long de la pale 

- Le contrôle commande ne génère pas d’effort, à l’exception d’un couple résistant, pour 

ce cas de fonctionnement en régime permanent mais permet dans une phase 

transitoire en début de simulation de déterminer la vitesse de rotation de la pale en 

fonction de la loi couple résistant – vitesse de rotation de la turbine 

 

La procédure utilisée pour simuler ce cas de fonctionnement est la même que celle utilisée 

couramment dans l’éolien dans le cadre du calcul de charges. Un modèle élément fini poutre 

servo-aéro-élastique est utilisé pour déterminer la réponse dynamique de la pale en couplant 

le comportement élastique de la turbine complète avec l’ensemble des actions extérieures et le 

contrôle commande. Le logiciel FAST a été utilisé. Une fois les efforts déterminés sur le 

modèle poutre de la pale au cours du temps, ces efforts sont introduits instant par instant 

dans un modèle élément fini coque composite afin de réaliser un calcul détaillé du champ de 

contraintes dans chacun des plis. 

Le transport des efforts du modèle poutre vers le modèle coque est réalisé à l’aide d’une 

méthode continue [Caous18]. Les efforts aérodynamiques sont appliqués sous forme d’une 

pression sur les peaux extérieures de la pale alors que les efforts liés à la gravité et l’inertie 

sont appliqués par des forces volumiques, donc proportionnelles à la masse des éléments. 

Contrairement à une méthode d’application discrète des efforts, la méthode utilisée permet de 

ne pas modifier localement l’état de contraintes et ainsi de permettre son analyse sur 

l’ensemble de la pale. Le modèle coque compte environ 164 000 éléments, soit environ 

1 000 000 degrés de liberté. La fixation du pied de pale est modélisée par l’encastrement des 

nœuds sur tout le tour du pied de pale. Une vue du maillage de la pale G1 est proposée en 

Figure  I.32. 
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Le calcul éléments finis coques est réalisé avec le solveur NX NASTRAN à chaque instant du 

cycle avec des hypothèses de comportement élastique linéaire en petites déformations. Les 

contraintes dans chaque plis sont obtenues selon la théorie classique des stratifiés. 

 
Figure  I.32 : Maillage du modèle éléments finis coques composites 

Les efforts et moments internes observés en pied de pale sont décrits en Figure  I.33 où 

l’origine de l’axe du temps est pris quand la pale passe par la verticale en position haute. 

Notons rapidement que l’amplitude des efforts selon xB, principalement liés à 

l’aérodynamique, est faible devant les amplitudes selon yB et zB (Figure  I.33.a). Selon yB, 

l’effort alterne entre une valeur positive et négative. Cette alternance est principalement liée 

à la variation de la direction de la gravité dans le repère de la pale. Selon zB, la composante 

constante de l’effort est principalement liée à la force centrifuge alors que la composante 

alternative est liée de même que pour yB à la rotation de la pale dans le champ de gravité.  

Concernant les moments (Figure  I.33.b), le moment de torsion MzB est très faible devant les 

autres composantes. Le moment MyB de flexion « flapwise », principalement lié à la pression 

aérodynamique a une variation faible devant le moment MxB de flexion « edgewise » mais sa 

valeur moyenne est plus importante. La variation de MxB est quant à elle principalement liée 

à la gravité et sa valeur moyenne positive, liée aux efforts aérodynamiques permet de 

produire de l’énergie. 

Remarquons enfin que les composantes de la sollicitation sont déphasées. Le chargement de la 

pale est donc non proportionnel et nous retrouverons surement ce déphasage à l’échelle du 

matériau. 

 



 I.2. Analyse de l’état de contraintes cycliques dans une pale d’éolienne 

 59 

-200

0

200

400

600

0 0.5 1 1.5 2 2.5

Temps (s)

M
om

en
t 

(k
N

.m
)

MxB

MyB

MzB

-25

0

25

50

75

100

0 0.5 1 1.5 2 2.5

Temps (s)

F
or

ce
 (

kN
) FxB

FyB

FzB

(a) (b)  
Figure  I.33 : (a) Efforts et (b) moments internes en pied de pale 

b. Exploitation des résultats 

Nous proposons d’analyser l’état de contraintes du cycle simulé en deux temps. Dans un 

premier temps nous utiliserons des grandeurs classiques (Figure  I.25) pour décrire l’état de 

contraintes comme s’il était uniaxial. Nous nous placerons alors à l’échelle du stratifié et la 

direction considérée sera celle de la pale. 

Dans un second temps, nous utiliserons les indicateurs définis dans ce document pour décrire 

la multiaxialité de l’état de contraintes. Nous nous placerons alors aussi bien à l’échelle du 

stratifié qu’à celle du pli. 

i. Analyse uniaxiale 

Rapport de charge longitudinal - Un premier résultat dont l’interprétation permet de 

bien comprendre la façon dont la pale est sollicitée mais qui cependant n’a de sens que si la 

sollicitation est uniaxiale est celui du rapport de charge maxmin

xxR σσ= . Une visualisation 

du rapport de charge longitudinal à l’échelle du stratifié est proposée en Figure  I.34. Sur 

cette figure seule une section est représentée. Le résultat sur l’ensemble de la pale est donné 

en Annexe D, en Figure D.1. 

Un rapport de charge compris entre moins l’infini et 0 décrit une sollicitation de traction-

compression (T-C : couleurs chaudes de l’échelle), lorsque sa valeur est comprise entre 0 et 1, 

il décrit une sollicitation de traction-traction (T-T : couleurs vertes de l’échelle) et lorsqu’il 

est compris entre 1 et l’infini, il décrit une sollicitation en compression-compression (C-C : 

couleurs bleues de l’échelle). D’après les résultats de la Figure  I.34, nous en déduisons que 

l’extrados travaille en compression-compression alors que l’intrados travaille en traction-

traction pour le cas simulé. En effet, les efforts aérodynamiques génèrent un moment de 

flexion « flapwise » (MyB) toujours positif qui explique ces modes de sollicitation. Concernant 

le bord d’attaque et le bord de fuite, le moment de flexion « edgewise » (MxB), principalement 

dû à la gravité, alterne entre une valeur positive et négative ce qui entraine une sollicitation 

de traction-compression. 

Notons que pour une grande partie de la pale côté extrados et intrados, l’amplitude est faible 

devant la valeur moyenne car le rapport de charge est proche de 1. 
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Figure  I.34 : Rapport de charge dans la direction x à l’échelle du stratifié à 8 m d’envergure 

(échelle non linéaire) 

Une visualisation de la valeur du rapport de charge sur l’ensemble de la pale est proposée 

sous forme d’un histogramme normalisé par le nombre d’éléments en Figure  I.35. Cet 

histogramme met en évidence qu’une majorité d’éléments travaille en traction-traction ou 

compression-compression et que les sollicitations en traction-compression sont moins 

répandues sur la pale. 
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Figure  I.35 : Distribution du rapport de charge dans la direction x à l’échelle du stratifié  

pour l’ensemble des éléments de la pale 

Contraintes maximale longitudinale - Afin de compléter l’analyse de ces premiers 

résultats et parce que le rapport de charge est souvent associé à la contrainte maximale, nous 

proposons de regarder la distribution sur la pale de la contrainte maximale longitudinale sur 

le cycle simulé (Figure  I.36). 

Tout d’abord, nous pouvons observer que le spar-cap carbone remplit sa fonction et reprend 

la majeure partie de la sollicitation ce qui décharge les peaux environnantes. Notons aussi que 

pour ce cas de fonctionnement l’extrados voit une contrainte maximale en compression alors 

que l’intrados voit une contrainte maximale en traction ce qui est cohérent avec les 

observations précédentes. Notons enfin que le pied de pale, sur l’extrados et l’intrados, est 

plus sollicité au sens de la contrainte maximale que le reste de la pale. 
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Figure  I.36 : Contrainte max longitudinale à l’échelle du stratifié (a) Intrados (b) Extrados 

(MPa) 

Amplitude de la contrainte longitudinale - Le dernier résultat que nous traiterons pour 

l’analyse du cycle avec une hypothèse de contrainte uniaxiale est celui de l’amplitude de la 

contrainte longitudinale qui met en évidence qu’outre le spar-cap carbone, les bords d’attaque 

et de fuite, notamment en pied de pale, dans la zone de transition aérodynamique et aux 2/3 

de l’envergure, voient une amplitude plus grande que le reste de la pale (Figure  I.37), ce qui 

correspond aux zones critiques que nous avons mises en avant dans la Section  I.1.3. 

 
Figure  I.37 : Amplitude de contrainte longitudinale à l’échelle du stratifié (a) Intrados (b) Extrados 

(MPa) 
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ii. Analyse multiaxiale 

Remarque sur le caractère anisotrope des matériaux étudiés - Dans les paragraphes 

qui suivent nous proposons une analyse de l’état de contraintes en essayant de quantifier son 

caractère multiaxial. L’attention du lecteur doit être portée sur le fait que l’analyse se fait en 

comparant les valeurs des contraintes dans des matériaux fortement anisotropes. En effet, 

pour un pli d’unidirectionnel verre-époxy, le module d’élasticité dans la direction des fibres 

est environ 4 fois plus important que le module d’élasticité transverse et environ 10 fois plus 

important que celui de cisaillement (Tableau  I.3). Le matériau a donc naturellement 

tendance à transmettre plus de contraintes dans la direction des fibres.  

Si l’anisotropie a tendance à charger principalement le pli dans la direction de ses fibres, le 

fait est qu’il est moins résistant dans la direction transverse et de cisaillement. Un faible 

désaxage de la sollicitation peut donc réduire de façon significative sa résistance aussi bien en 

statique qu’en fatigue [Quaresimin10, 13]. 

 

Direction principale de sollicitation - La direction principale de sollicitation est calculée 

à chaque instant du cycle de fonctionnement à l’échelle du stratifié et de chacun des plis. Les 

angles maximum et minimum sur le cycle sont extraits pour chaque élément composant la 

pale, puis la moyenne ainsi que l’amplitude sont calculées selon les équations ( I.5) et ( I.6). La 

distribution de ces deux derniers indicateurs est tracée à l’échelle du stratifié sur la Figure 

 I.38 (en vert pour les stratifiés composés uniquement des plis à ±45° et en rouge pour les 

stratifiés contenant aussi des plis à 0°). La Figure  I.39 représente les mêmes grandeurs à 

l’échelle du pli (en rouge pour les plis de 0°, en vert pour les plis de -45° et en bleu pour les 

plis de +45°). Les histogrammes sont normalisés séparément par leur nombre d’éléments et 

superposés pour faciliter l’analyse. Les vues en iso couleurs associées à ces histogrammes sont 

disponibles en Annexe D, de la Figure D.4 à la Figure D.11. 
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Figure  I.38 : Echelle du stratifié – Distributions, pour tous les éléments de la pale, sur le cycle, de  

(a) l’angle moyen de la direction principale de sollicitation mΘ   

(b) l’amplitude de l’angle de la direction principale de sollicitation aΘ  

A l’échelle du stratifié (Figure  I.38), nous distinguons deux comportements différents qui 

dépendent de la présence de renforts à 0° dans l’empilement. Dans les stratifiés [0/±45], 

l’angle moyen et l’amplitude de l’oscillation de la direction de sollicitation sont proches de 

zéro. Nous en déduisons que la sollicitation est plutôt dirigée dans la direction des fibres et 
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qu’elle a tendance à être proportionnelle bien que des états de contraintes multiaxiaux non 

proportionnels soient aussi observés mais moins répandus sur la pale. Dans les stratifiés 

[±45], l’angle moyen de la direction principale prend toutes les valeurs entre -45° et 45° 

synonyme d’un niveau de multiaxialité élevé dans ces stratifiés. L’amplitude de l’oscillation 

de la direction principale suggère une sollicitation non proportionnelle. 
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Figure  I.39 : Echelle du pli – Distributions, pour tous les éléments de la pale, sur le cycle, de  

(a) l’angle moyen de la direction principale de sollicitation mΘ  

(b) l’amplitude de l’angle de la direction principale de sollicitation aΘ  

A l’échelle du pli (Figure  I.39), nous distinguons aussi deux tendances. Dans les plis à 0° la 

sollicitation semble plutôt uniaxiale et proportionnelle alors que dans les plis de +45° et -45° 

la direction principale de sollicitation est centrée autour d’une direction à ±18° des fibres 

mais peut prendre toutes les valeurs entre -45° et +45°. Nous en déduisons que le niveau de 

multiaxialité est élevé dans ces plis, et donc que les directions matricielles sont sollicitées. De 

plus la sollicitation semble non proportionnelle. Notons que le pic de valeur moyenne en zéro 

pour les plis de ±45° correspond aux amplitudes maximales de 45° et doit donc être regardé 

avec prudence car il est lié à une discontinuité de l’indicateur qui n’a pas de sens physique (cf 

Paragraphe  I.2.3.a). 

 

Analyse de la biaxialité – La distribution des quatre indicateurs définis à la Section  I.2.3 

est calculée à l’échelle du stratifié et tracée pour tous les éléments de la pale en Figure  I.40 

pour σy par rapport à σx et en Figure  I.41 pour τxy par rapport à σx. L’analyse est menée de 

cette manière car la présence de composantes de contraintes transverses ou de cisaillement 

dans l’état de contraintes est connue pour réduire la tenue en fatigue des matériaux 

composites et donc de la pale. Les vues en iso couleurs associées aux histogrammes sont 

disponibles en Annexe D, de la Figure D.12 à la Figure D.19. 

Le premier comportement que nous pouvons mettre en avant est celui des stratifiés [0/±45] 

qui semblent principalement sollicités dans la direction des plis à 0° (histogrammes rouges de 

la Figure  I.40 et de la Figure  I.41).  

Le comportement des stratifiés [±45] est plus intéressant en matière de multiaxialité. Nous 

observons notamment que les composantes de contraintes transverse et de cisaillement 

atteignent des proportions significatives de la contrainte axiale aussi bien en valeur moyenne 

(Figure  I.40.b & Figure  I.41.b) qu’en valeur alternée (Figure  I.40.a & Figure  I.41.a). Notons 

que pour une grande partie des éléments de la pale, la composante de cisaillement est 
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supérieure à la composante axiale, lorsque α et β sont supérieurs à 45°. Notons aussi que le 

déphasage prend toutes les valeurs entre -180° et 180° et que l’ouverture de l’ellipse nous 

renseigne sur la non proportionnalité de la sollicitation. 
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Figure  I.40 : Biaxialité à l’échelle du stratifié - σy par rapport à σx 
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Figure  I.41 : Biaxialité à l’échelle du stratifié - τxy par rapport à σx 

La même méthode d’analyse est appliquée à l’échelle du pli. Les indicateurs de multiaxialité 

sont calculés et leurs distributions sont tracées pour tous les éléments de la pale en Figure 

 I.42 pour σ2 par rapport à σ1 et en Figure  I.43 pour τ12 par rapport à σ1. Les vues en iso 

couleurs associées aux histogrammes sont disponibles en Annexe D, de la Figure D.20 à la 

Figure D.35. 

Commençons par nous intéresser aux plis de verre-époxy à 0° dont les distributions sont 

affichées en rouge. Les plis orientés dans l’axe de la pale sont principalement sollicités de 

façon uniaxiale et dans la direction des fibres. Dans ces plis la contrainte moyenne ou 

alternée transverse ou de cisaillement est négligeable devant la contrainte axiale (Figure  I.42 

(a-b) & Figure  I.43 (a-b)). 

Lorsque nous nous intéressons aux résultats concernant les plis de ±45°, en bleu et vert sur 

les graphiques, il apparait que la distribution de la proportion de contrainte transverse ou de 

cisaillement aussi bien en valeur moyenne qu’alternée est centrées autour d’un angle de 16° 

qui correspond à des valeurs de λ et γ d’environ 0,3 (Figure  I.44). Notons que λ et γ peuvent 

atteindre 1,75 dans les queues de distributions (α et β = 60°) (Figure  I.42 (a-b) & Figure  I.43 

(a-b)). 
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Figure  I.42 : Biaxialité à l’échelle du pli - σ2 par rapport à σ1  
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Figure  I.43 : Biaxialité à l’échelle du pli - τ12 par rapport à σ1  

Dans l’analyse à l’échelle du pli, seuls les plis de verre à 0° ont été présentés (mais à l’échelle 

du stratifié, les [0/±45] incluent les plis de carbone à 0°). En effet, la rigidité supérieure du 

carbone au verre dans la direction des fibres rend sa sollicitation encore plus axiale et la 

résistance en fatigue des produits utilisés les rendent moins critiques au regard des 

sollicitations cycliques. 
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Figure  I.44 : Fonction tangente : Conversion de α et β en λ et γ  
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Analyse du critère de Puck – L’indice de rupture au regard du critère de Puck a été 

calculé à chaque instant du cycle dans tous les plis avec les propriétés indiquées dans le 

Tableau  I.4. Nous retenons sa valeur maximale max

Ef  sur le cycle pour avoir une information 

sur la criticité de l’état de contraintes multiaxial. Les vues en iso couleurs qui donnent max

Ef  

pour les plis à 0°, +45° et -45° sont disponibles en Annexe D, de la Figure D.36 à la Figure 

D.38. L’indice de rupture maximal de Puck max

Ef  est tracé en Figure  I.45 en fonction de 

l’angle moyen de la direction principale de sollicitation mΘ  pour les plis à 0° et à +45°, et en 

fonction de 1,12α  en Figure  I.46. Notons que l’analyse de l’influence de la proportionnalité de 

la sollicitation sur sa criticité avec le critère retenu n’aurait pas de sens et nous nous 

limiterons donc à l’analyse de la criticité de la sollicitation en fonction de son niveau de 

multiaxialité. 

0

0.25

0.5

-40 -20 0 20 40

Moyenne de la direction 

In
d

. r
up

t.
 m

a
x 

P
u

ck
Pli +45°

0

0.25

0.5

-40 -20 0 20 40

Moyenne de la direction 

In
d.

 r
u

pt
. 

m
ax

 P
uc

k

Pli 0°

mΘ (°) (°)

(a) (b)

max

Ef max

Ef

mΘ  
Figure  I.45 : Indice de rupture maximum de Puck, sur le cycle, des plis à (a) 0° et (b) +45° en fonction de 

l’angle moyen de la direction principale de sollicitation mΘ  du pli 
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Figure  I.46 : Indice de rupture maximum de Puck, sur le cycle, des plis à (a) 0° et (b) +45° en fonction de 

la proportion en amplitude de cisaillement par rapport à la contrainte dans la direction des fibres 1,12α  

Il apparait tout d’abord que le critère utilisé ne permet pas d’identifier un état de contraintes 

comme plus critique qu’un autre. Au regard des distributions présentées en Figure  I.39 et en 

Figure  I.43, nous constatons que les états de contraintes présents dans les queues de 

distribution peuvent donc avoir une criticité tout aussi importante (d’après le critère utilisé) 

que les états de contraintes identifiés par les pics de distribution. Les états de contraintes les 

plus courants (spatialement) dans la pale ne sont donc pas nécessairement les plus critiques. 

Notons ensuite que les plis à ±45° ont un indice de rupture maximum supérieur à celui des 

plis à 0° et qu’ils seront donc susceptibles de s’endommager plus rapidement. 
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Toutefois une analyse complémentaire semble nécessaire sur le sujet de la criticité de la 

sollicitation. En effet, le critère du Puck utilisé est un critère statique et pour étudier la 

criticité de l’état de contraintes en fatigue un critère en fatigue mériterait d’être mis en 

œuvre. Cependant, si de tels critères existent, ils ne semblent pas décrire parfaitement la 

criticité de tous les modes de sollicitations [Quaresimin10]. En matière de perspectives notons 

qu’un modèle d’endommagement en fatigue à l’échelle du pli comme celui qui sera exposé au 

Chapitre III permettrait d’obtenir une indication sur la criticité du chargement cyclique en 

fonction de plusieurs critères comme la perte de raideur, de résistance ou l’augmentation de 

la déformation résiduelle. 
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 [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [-] [-] 

UD verre-époxy 591 532 45 135 52 0,30 0,25 
Tableau  I.4 : Données de résistance du pli d’UD utilisées pour la certification de la pale G1 

I.2.6. Conclusion sur l’analyse de l’état de contraintes cycliques 

Résultats – Une méthodologie d’analyse de l’état de contraintes multiaxial et cyclique a été 

proposée. Deux indicateurs de multiaxialité et quatre indicateurs de biaxialité ont été définis. 

Ils s’appliquent aussi bien à l’échelle du pli qu’à celle du stratifié. Cette méthodologie a 

ensuite été appliquée à une pale d’éolienne en rotation dans des conditions de vents normales 

de vitesse moyenne. Ces conditions ont été choisies car ayant une occurrence élevée dans la 

vie d’une turbine, elles participent à l’endommagement par fatigue (Figure  I.15). 

A l’échelle du stratifié, deux comportements sont apparus dépendant de la présence de plis à 

0° dans l’empilement. L’état de contraintes dans les stratifiés [0/±45] est principalement 

uniaxial. Ces stratifiés reprennent principalement les efforts axiaux et les moments de flexion. 

Dans les stratifiés [±45], un état de contraintes multiaxial et non proportionnel est observé 

avec une part très importante de cisaillement. Ces stratifiés reprennent principalement la 

torsion et les efforts tranchants. 

A l’échelle du pli, nous pouvons distinguer les plis à 0° des plis à ±45°. Les plis à 0°, semblent 

sollicités de façon uniaxiale alors que les plis à ±45° sont sollicités hors axe avec un rapport 

entre les composantes de cisaillement (ou de contrainte transverse) et de contrainte dans la 

direction des fibres de l’ordre de 30% pour la plupart des éléments mais nous avons noté que 

ce ratio peut atteindre 175%. 

Les contraintes de cisaillement sont connues pour affecter la tenue en fatigue des 

unidirectionnels [Quaresimin10, 13], nous en reparlerons en détail en Chapitre II. Cependant, 

le critère statique de Puck utilisé pour mettre en avant des états de contraintes critiques ne 

permet pas de mettre en évidence ce résultat. En effet, l’augmentation de la proportion de 

cisaillement dans l’état de contraintes ne se traduit pas par une augmentation de l’indice de 

rupture maximal. Néanmoins, le critère utilisé a permis de mettre en évidence que les plis à 

±45° étaient sollicités de manière plus critique que les plis à 0° et que les états de contraintes 
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les moins représentés dans la pale peuvent être tout aussi critique que les états de contraintes 

les plus représentés. 

 

Intérêt de la démarche – Il semble intéressant dans le cadre de l’identification d’un 

modèle d’endommagement de connaître les sollicitations qui sont amenées à générer cet 

endommagement. Ceci nous permettant de valider ensuite le modèle d’endommagement vis-à-

vis des sollicitations vues par la pièce.  

Avec un autre regard, une telle démarche peut nous permettre d’optimiser la conception en 

modifiant la composition des stratifiés de façon à faire passer un maximum des flux d’effort 

dans la direction des fibres, notamment dans les zones critiques. 

Notons enfin que la méthode d’analyse proposée est générale et peut s’appliquer à d’autres 

domaines que l’éolien et qu’une partie des indicateurs peuvent être étendus à l’analyse de 

sollicitations non sinusoïdales. 

 

Limites et perspectives – Nous avons étudié l’état de contraintes sous une rotation de 

turbine sous vent normal de vitesse moyenne. Pour avoir une meilleure appréciation de l’état 

de contraintes, d’autres cas de fonctionnement cycliques devraient être analysés, comme des 

cas d’arrêts, de démarrage, des cas de fonctionnement dans des vents turbulents, etc… 

Le critère de Puck utilisé pour juger de la criticité de la sollicitation est un critère statique et 

un travail complémentaire sur ce sujet devra être réalisé en considérant des critères 

multiaxiaux adaptés à la fatigue. Il faudrait, si possible, que ces critères soient valables pour 

une sollicitation aussi bien proportionnelle que non proportionnelle. 

L’analyse de la direction principale de la sollicitation est faussée lorsqu’elle passe par 45° par 

une définition (mathématique) non continue du phénomène physique qui lui est continu. Ce 

point mérite d’être corrigé pour faciliter l’analyse des indicateurs sur la direction principale 

de la sollicitation, bien que les cas de non continuité (qui correspondent à un indicateur aΘ  

proche de 45°) aient été peu observés. 

Les contraintes résiduelles liées à la fabrication n’ont pas été modélisées et il serait 

intéressant de quantifier leur impact sur les résultats observés ici. 

 

Communication – Ce travail d’analyse de l’état de contraintes cycliques a fait l’objet d’une 

communication, mais de manière moins détaillée, lors de l’ICCM20 [Caous15]. 
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I.3. Reproduire la sollicitation à l’échelle du matériau en 

laboratoire 

Maintenant que nous avons une idée des sollicitations qui s’appliquent dans le matériau composite des 
pales d’éoliennes, nous avons prévu de mettre en œuvre des essais afin de caractériser son 
endommagement à l’échelle du pli dans des conditions représentatives du chargement observé dans la 
structure.  

I.3.1. Mise en œuvre du matériau composite 

a. Choix des matériaux 

Nous avons vu que le matériau composite présent dans les pales d’éoliennes était de type 

stratifié monolithique ou sandwich avec des fibres de verre et localement des fibres de 

carbone. Les matrices sont de type époxy ou polyester et la mise en œuvre est effectuée par 

infusion ou pré-imprégné. De nombreuses bases de données existent (OPTIDAT [Nijssen14], 

DOE/MSU [Mandell97], etc…) concernant le comportement en fatigue des matériaux utilisés 

par le domaine éolien. Malheureusement ces essais sont réalisés de manière à nourrir des 

modèles formulés à l’échelle du stratifié. Rappelons que notre étude est motivée par les 

possibilités qu’offre une modélisation à l’échelle du pli, pour laquelle peu de données sont 

disponibles. Nous allons donc avoir besoin de réaliser des essais pour les déterminer. 

Pour notre étude expérimentale, nous avons choisi de nous restreindre aux monolithiques. 

Nous faisons en effet l’hypothèse que le comportement en fatigue d’un sandwich est 

principalement piloté par celui de ses peaux [Payan04], ce qui exclut certains modes de 

défaillance des pales. Nous nous limiterons aussi à l’étude des stratifiés à fibres de verre et à 

matrice époxy fabriqués par infusion. La fibre de verre a été choisie car bien plus répandue 

dans les pales que le carbone. La résine époxy a été choisie pour ses caractéristiques 

mécaniques meilleures que le polyester. Nous nous inscrivons en effet dans une démarche 

d’optimisation de la conception, donc de choix de matériaux performants. Le procédé 

d’infusion a été choisi pour des raisons de débouchés industriels de l’étude. En effet, le 

procédé d’infusion avec des renforts verre est aussi couramment utilisé dans le nautisme et le 

ferroviaire. 
 

Référence Renforts Grammage Tex fibre Stabilisation 

  [g/m²] [Tex]  

UD1135 [0] 1135 2400 [90] - 68 tex – 35 g/m2 

UD600 [0] 565 1200 [90] - 200 tex – 39 g/m2 

BX45-600 [±45] 598 300 Sans stabilisation 

BX45-602 [±45] 602 300 [0] - 68 tex - 7 g/m2 

BX45-1000 [±45] 1004 1200 [0] - 68 tex - 4 g/m2 

BX25-600 [±25] 612 300 Sans stabilisation 
Tableau  I.5 : Caractéristiques des renforts utilisés pour l’étude 
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La résine choisie pour cette étude est certifiée par le Germanischer Lloyd et couramment 

utilisée pour réaliser des pales d’éoliennes. Elle nous a été fournie par Huntsman et les 

renforts NCF verre ont été fournis par Chomarat, également fournisseur du marché éolien. 

Les caractéristiques des renforts utilisés sont indiquées dans le Tableau  I.5. 

Notons que certains renforts ont des fils de stabilisation. Les fils de stabilisation sont à 90° 

dans les renforts [0] et permettent la cohésion de la nappe d’UD à 0° avant imprégnation. Ils 

sont à 0° dans les renforts [±45] et permettent de conserver l’orientation ±45° lorsque le 

rouleau de renfort est déroulé sur des longueurs de plusieurs dizaines de mètres.  

b. Fabrication du matériau composite par infusion 

Pour comprendre le comportement en fatigue des matériaux constituant une pale d’éolienne, 

il n’est pas question de réaliser des essais de fatigue sur plusieurs pales, ou d’extraire des 

éprouvettes d’une pale complète. Il s’agit donc de reproduire le matériau de façon à ce qu’il 

soit représentatif de celui mis en œuvre dans les pales, afin de réaliser nos essais. Des plaques 

de [0], [±45], [±25] (éprouvettes [±65]), [0/90], [0/±45] de dimensions 350 x 350 mm sont 

donc réalisées par infusion (Figure  I.47 & Figure  I.48). 

 
Figure  I.47 : Fabrication des plaques par infusion 

 
Figure  I.48 : Illustration des éléments techniques à utiliser pour réaliser une plaque par infusion 
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Les plaques de [0/90] nécessaires à notre étude seront fabriquées en infusant un renfort 

BX45-600 ou BX45-602 à 45°. Le [0/±45] sera quant à lui fabriqué à l’aide des renforts 

UD600 et BX45-1000. 

La mise en œuvre sur marbre chauffant permet de réaliser l’infusion à température contrôlée 

puis de cuire la plaque de la même manière qu’une pale. Le contrôle de la température 

imposée à la résine lors de l’infusion, nous permet de s’assurer que la viscosité est la même de 

plaque en plaque et ainsi de gagner en répétabilité du procédé. 

c. Santé matière 

Suite à la réalisation des plaques, plusieurs contrôles peuvent être effectués. Nous nous 

attacherons ici à donner quelques observations en terme de santé matière. 

i. Analyse de la microstructure 

Un moyen simple d’analyser un matériau composite consiste à s’intéresser à sa microstructure 

par micrographies. Le matériau est découpé et poli sur la tranche. La procédure de polissage 

utilisée pour le verre-époxy est décrite dans le Tableau  I.6.  
 

Abrasif Durée du polissage 

Papier carbure de silicium P240 1-2 min 

Papier carbure de silicium P600 1-2 min 

Papier carbure de silicium P1200 1-2 min 

Papier carbure de silicium P2400 1-2 min 

Drap trident avec solution diamantée 3um 5-10 min 
Tableau  I.6 : Procédure de polissage du matériau verre-époxy 

L’observation par microscope optique donne ensuite des images comme celle de la Figure 

 I.49. Sur une telle micrographie, où nous voyons le stratifié dans l’épaisseur, la première 

chose visible est l’empilement des plis. Nous voyons par exemple ici les plis successifs 

d’unidirectionnels [0/90/0/90/90/0/90/0] où les plis à 0° sont parallèles au plan de coupe. 

Nous pouvons apprécier la qualité de sa fabrication en nous intéressant aux porosités, aux 

épaisseurs de plis, à leur ondulation, au taux volumique moyen de fibres, à la présence de 

poches de résines, etc… Son endommagement est quant à lui observable par la présence de 

fissures dans les plis où à l’interface entre plis : on parle alors de délaminage. 
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Figure  I.49 : Micrographie d’un [0/90]2s endommagé en quasi-statique sous 200 MPa 

ii. Variation du taux de porosités 

Il est courant d’observer après une infusion des poches de vide dans le matériau. Ces poches 

de vides sont appelées porosités. Une variation de leur taux et de leur taille en fonction de la 

position dans la longueur de l’infusion a été observée.  

Pour réaliser ces observations, des échantillons de 25 mm de long par 15 mm de large ont été 

prélevés sur le côté des plaques (Figure  I.50).    

 
Figure  I.50 : Découpe des échantillons pour observation des porosités 

Les échantillons prélevés sont enrobés de résine puis polis (selon la procédure décrite dans le 

Tableau  I.6), dans la longueur et sur la tranche (Figure  I.50), afin de réaliser des 

observations au microscope optique avec une résolution de l’ordre du μm1. Une analyse 

d’image est ensuite réalisée à l’aide du logiciel ImageJ pour déterminer le taux de porosités 

que nous mesurons alors comme le nombre de pixels associés à des porosités par rapport au 

                                        
1 Les fibres ayant un diamètre de l’ordre de 10 μm, cette résolution nous permet d’avoir 10 pixels dans 
le diamètre des fibres 
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nombre de pixels de la zone étudiée [Pilato11; El moussaid16]. Il s’agit donc d’un taux 

surfacique de porosités. 

Les mesures effectuées montrent que le taux surfacique de porosités est constant dans la 

première moitié de la plaque puis augmente en fin de plaque (Figure  I.51). 

0%

1%

2%

3%

4%

5%

6%

0 100 200 300 400

Position dans la direction de l'infusion (mm)

T
au

x 
su

rf
ac

iq
ue

 d
e 

po
ro

si
té

 (
%

)

 
Figure  I.51 : Taux surfacique de porosités dans la direction de l’infusion d’un [0/90]5s épais  

(10 plis de BX45-600) 

Nous constatons que l’augmentation du taux de porosités semble liée à une augmentation de 

la taille des porosités. En effet, la dimension maximale des porosités augmente avec la 

position dans la longueur d’infusion (Figure  I.52.a) alors que la densité de porosités ne 

montre pas d’évolution significative (Figure  I.52.b). La dimension maximale des porosités 

illustrée en Figure  I.52.a est définie comme la valeur maximale de la racine de la surface des 

porosités de l’échantillon observé. La densité de porosités illustrée en Figure  I.52.b est définie 

comme rapport du nombre de porosités observées sur l’échantillon par la surface 

d’observation. La Figure  I.53 montre qu’en début d’infusion (en termes de position) les 

porosités sont de type microporosité localisées dans les mèches de fibres alors qu’en fin 

d’infusion elles sont de type macroporosité localisées dans la matrice, dans les espaces inter-

mèches. 
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Figure  I.52 : Evolution quantitative (a) de la dimension maximale des porosités et (b) de la densité de 
porosités dans la direction de l’infusion d’un [0/90]5s épais (10 plis de BX45-600) 



 Chapitre I. Fatigue des structures composites dans le contexte de l’éolien  

 74 

 
Figure  I.53 : Evolution qualitative de la taille des porosités dans la longueur de l’infusion d’un [0/90]5s 

épais (10 plis de BX45-600) 

La taille et la localisation des porosités dans les procédés par voie humide dépendent 

principalement de la vitesse d’imprégnation [Ruiz06; Ledru09]. Lorsque la résine progresse 

rapidement, elle a tendance à passer entre les mèches et peut laisser des microporosités au 

cœur des torons en piégeant de l’air. Au contraire, lorsque l’imprégnation se fait lentement, 

la résine progresse par capillarité dans les mèches. Ainsi les mèches sont bien imprégnées, 

mais les espaces inter-mèches sont vides de résine et des macroporosités sont alors observées 

(Figure  I.54). 

 
Figure  I.54 : Mécanismes d’imprégnation dans une préforme fibreuse [Ruiz06] 

(a) formation de macroporosités à cause des effets capillaires  
(b) formation de microporosités à cause des effets visqueux 

La vitesse d’imprégnation est liée à de nombreux facteurs : perméabilité et compaction des 

renforts, viscosité de la résine, etc… La particularité du procédé d’infusion est que cette 

vitesse varie dans la longueur d’infusion. En début d’infusion, la résine progresse vite dans les 

renforts, et au fur et à mesure de sa progression dans les renforts, la résine est ralentie par sa 

viscosité, au regard de la longueur l’écoulement. Ceci peut donc expliquer la variation 

observée du taux de porosités dans la direction d’infusion. 

Nous nous attacherons donc à prélever nos éprouvettes dans la partie inférieure des plaques 

où le taux de porosités est plutôt constant et plus faible que dans la zone du tirage du vide. 
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iii. Variations d’épaisseurs 

L’infusion est un procédé en moule fermé qui met en œuvre un moule (rigide) dans lequel 

sont déposés les renforts et un contre-moule souple (la bâche) qui ne permet pas de garantir 

une épaisseur constante et contrôlée de la pièce comme les procédés avec contre moules 

rigides (RTM par exemple). Des mesures d’épaisseurs au profilomètre optique ont révélées les 

variations d’épaisseurs reportées en Figure  I.55 en fonction de la position dans la direction 

d’infusion. 
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Figure  I.55 : Mesure de l’épaisseur dans la longueur d’une éprouvette [0/90]2s au profilomètre optique 

Les mesures révèlent trois types de variation d’épaisseur que nous pouvons classer selon leurs 

« longueur d’onde » : 

- Ordre de grandeur du mm : texture liée à l’empreinte du tissu d’arrachage sur la 

résine en surface 

- Ordre de grandeur du cm : variations liées aux espaces inter-mèches 

- Ordre de grandeur du dm : variation liée à la décompaction après passage du front de 

résine pendant l’infusion 

La première variation observée est négligeable à l’échelle de l’éprouvette et correspond à un 

marquage de la résine en surface. 

La deuxième variation d’épaisseur est liée au fait que chaque renfort déposé lors du drapage 

de la pièce épouse la forme du renfort déposés précédemment. Ainsi, le premier renfort 

déposé sur le moule est rectiligne, mais le pli suivant, en appui sur les mèches du premier, 

ondule faiblement si les espaces inter-mèches (nécessaires pour l’imprégnation de la résine) le 

permettent. Le phénomène est ainsi amplifié de pli en pli jusqu’à la bâche à vide qui épouse 

la forme finale et accentue l’amplitude lorsque le vide est fait. Cette ondulation est peut-être 

la plus critique car elle entraine une orientation des fibres en dehors du plan du stratifié et 

aura des conséquences sur les mécanismes d’endommagement (cf Chapitre II). 

La troisième variation s’observe sur la longueur totale de l’infusion et correspond à une 

diminution progressive de l’épaisseur moyenne, liée à la décompaction des renforts après 
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passage du front de résine. En effet, avant passage de la résine, le vide est fait dans les 

renforts et la pression atmosphérique qui s’applique sur la bâche compacte la préforme. La 

résine, quant à elle est à pression atmosphérique et lorsqu’elle avance dans les renforts annule 

la pression exercée sur la bâche ce qui permet la décompaction des renforts. Cette 

décompaction n’étant pas instantanée, le début de l’infusion (en termes de position) a eu plus 

de temps pour décompacter que la fin de l’infusion qui a vu la résine arriver plus tard. Ainsi, 

l’épaisseur de stratifié est plus importante en début de plaque qu’en fin de plaque. Cette 

différence d’épaisseur s’accompagne d’une variation de quantité de résine et donc du volume 

de fibres qui peut aussi avoir une conséquence sur les caractéristiques mécaniques du 

matériau. A titre d’exemple, le matériau dont la variation d’épaisseur sur 200 mm est 

illustrée en Figure  I.55 voit son épaisseur varier d’environ 10% dans la longueur d’infusion. 

Dans ce même matériau la variation du volume de fibres sera donc de l’ordre de 10%. Une 

correction des caractéristiques mécaniques en fonction du taux volumique de fibres sera 

proposée au Chapitre III. 

iv. Désalignement des plis à 0° 

Le comportement mécanique des matériaux composites stratifiés est très dépendant de la 

direction de chacun de ses plis [Gay05]. Le procédé de mise en œuvre étant source de 

variabilité, nous souhaitons quantifier le désalignement des plis à 0° dans les éprouvettes 

testées. 

 

Méthode de mesure - Après infusion puis découpe des éprouvettes dans les plaques, les 

bords sont polis selon la procédure décrite dans le Tableau  I.6. Des images de la tranche sont 

ensuite réalisées au microscope optique, avec une résolution de 1 μm, à différentes positions 

dans la longueur. 

L

d

L

d

θ

150µm

50µm

 
Figure  I.56 : Mesure du désalignement des plis à 0° dans un [0/90]2s 

Un exemple d’image sur l’épaisseur totale d’une éprouvette [0/90]2s est donné en Figure  I.56. 

Sur cette figure nous voyons apparaitre les 8 plis unidirectionnels qui composent le stratifié 
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dans l’ordre suivant : [0/90/0/90/90/0/90/0] et il apparait que les fibres à 0° dessinent des 

ellipses dans le plan de l’image ce qui signifie qu’elles ne sont pas parfaitement alignées avec 

le plan de coupe. Le désalignement des plis est quantifié en calculant la longueur moyenne L 

et le diamètre moyen d sur au moins 50 fibres par pli, sur une fenêtre d’observation de la 

hauteur du pli sur 1 à 2 mm de long. Le désalignement moyen θ , sur quelques millimètres 

de long, entre la direction des fibres et l’axe x du stratifié est obtenu à l’aide de la relation 

suivante : 








=
L

d
arcsinθ  ( I.20) 

En réalité le diamètre des fibres d est mesuré dans un pli à 90° pour avoir une meilleure 

précision de mesure alors que la longueur moyenne des ellipses est mesurée dans chaque pli à 

0°.  

Nous attirons l’attention du lecteur sur le fait que l’orientation exacte du pli ne peut être 

mesurée avec cette méthode qui donne seulement accès à la moyenne des valeurs absolues de 

l’orientation des fibres dans le pli. Par exemple, un pli dont l’orientation ondule entre +1 et -

1 degrés donnera une valeur de θ  non proche de zéro. Ceci vient du fait que le ratio Ld  

mesuré est toujours positif, que l’orientation de la fibre soit positive ou négative. Pour ces 

raisons nous préférons parler de désalignement que nous notons θ  plutôt que d’orientation 

absolue notée θ  dans ce manuscrit. Nous surestimons donc le désalignement lorsque qu’un 

pli ondule autour de la direction du plan de coupe. Le désalignement mesuré est global (sur 

les quelques mm de la fenêtre d’observation) et ne décrit pas les ondulations locales. 

Afin de déterminer la plage de validité de la méthode décrite ici, nous proposons de nous 

intéresser à l’incertitude liée à cette méthode de mesure 

 

L’incertitude liée à cette méthode de mesure sera exprimée, comme proposé dans le 

GUM1 [JCGM-WG108], par une incertitude-type qui peut être comprise comme l’écart type 

associé à la mesure. Les variables L et d ne sont pas corrélées car la mesure n’est pas 

effectuée dans les mêmes plis. L’incertitude type composée ( )θcu  sur θ  peut donc 

s’exprimer en fonction des incertitudes types ( )Lu  et ( )du  sur les mesures respectives de L et 

d selon la relation suivante [JCGM-WG108] : 

( ) ( ) ( )
22

2










∂
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∂
∂

= Lu
L

du
d

uC

θθ
θ  ( I.21) 

Tout d’abord, intéressons nous à l’incertitude liée à la résolution de l’image. Pour ceci nous 

supposons que L et d suivent une loi de probabilité rectangulaire. En effet, si la résolution de 

mesure est δ, la valeur du mesurande qui produit une indication X peut se situer avec une 

égale probabilité à n’importe quel endroit de l’intervalle allant de 2δ−X  à 2δ+X . Le 

                                        
1 Guide for the expression of Uncertainty in Measurements 
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mesurande peut donc être décrit par une loi rectangulaire d’incertitude type 32δ=u  pour 

toute indication. 

L’incertitude type ( )θcu  est tracée en fonction de θ  et de la résolution δ en Figure  I.57. 

Sur cette figure nous observons que pour notre résolution de 1 μm, l’incertitude type de 

mesure est inférieure à 0,3° pour un désalignement inférieur à 10° et l’incertitude type est 

inférieure à 0,5° pour un désalignement jusqu’à 5°. Ces observations nous permettent de 

considérer que l’effet sur le désalignement des fibres de l’incertitude de mesure liée à la 

résolution est négligeable devant la dispersion sur le diamètre des fibres et leur désalignement 

comme montré ci-après. Les incertitudes types ( )Lu  et ( )du  sur les mesures de L et d seront 

donc prises par la suite égales à l’écart type sur les 50 mesures qui permettent de déterminer 

la moyenne. 
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Figure  I.57 : Incertitude type sur la mesure du désalignement d’une fibre en fonction de la résolution 

Cette méthode, au regard de l’incertitude de mesure (Figure  I.57), n’est donc pas adaptée à 

la mesure du désalignement de plis autres que ceux orientés dans le plan de coupe. 
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Diamètre des fibres - Avant de nous intéresser aux résultats de mesure du désalignement 

d’un pli à 0°, observons la dispersion du diamètre des fibres dans un pli à 90° (Figure  I.58). 

Les mesures sur 50 fibres donnent une valeur moyenne de 12 μm, une valeur minimale de 8,3 

μm et une valeur maximale de 15 μm. 
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Figure  I.58 : Dispersion du diamètre des fibres 

Le désalignement des plis à 0° a été mesuré pli par pli à 4 positions le long d’une plaque 

[0/90]2s. Les résultats sont tracés en Figure  I.59. Prenons comme exemple la position la plus 

proche de zéro de la Figure  I.59.a. Cette position correspond à l’image fournie en Figure  I.56. 

Sur cette première position nous pouvons voir que le désalignement du premier pli à 0° (pli 1, 

en position inférieure sur la Figure  I.56) est plus élevé que le désalignement du dernier pli à 

0° (pli 4, en position supérieure sur la Figure  I.56). 
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Figure  I.59 : Désalignement des plis à 0° dans un [0/90]2s après découpe :  

(a) en fonction de la position dans la longueur de la plaque (b) distribution du désalignement des fibres 

Il apparait en Figure  I.59.a que l’orientation des fibres est soumise à une forte dispersion 

aussi bien à une même position (mesure sur quelques mm) que sur la longueur des plaques 

(plus de 200 mm). Cette dispersion est caractérisée par un écart type qui peut dépasser les 3° 

pour un même pli dans la longueur de la plaque. Notons que toutes les mesures du 

désalignement des plis à 0° que nous avons effectuées ont donné un désalignement inférieur à 

5°. Nous n’étudierons donc pas l’influence de l’ondulation des plis sur le comportement 
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mécanique et nous considérerons, pour le post traitement des essais, que le désalignement est 

nul. 

I.3.2. Du matériau aux essais de fatigue « classiques » 

Nous présentons ici quelques points qu’il faut avoir à l’esprit lorsqu’on souhaite caractériser la résistance 
en fatigue des matériaux composites stratifiés, de façon classique. Ces remarques expérimentales sont 
présentées très rapidement mais ont constitué une réelle difficulté pour ce travail de thèse et constituent 
désormais un savoir faire précieux aussi bien pour le laboratoire que pour l’entreprise. Les détails 
techniques d’essais spécifiques mis en œuvre dans le cadre de cette thèse seront abordés au Chapitre III. 

a. Quels essais de fatigue pour les matériaux composites stratifiés ? 

De nombreux types d’essais permettent de caractériser le comportement des matériaux 

composites en fatigue. Pour identifier l’essai à mettre en œuvre nous devons nous poser trois 

questions: 

- Quel phénomène physique souhaitons-nous mettre en évidence ? 

- A quelle échelle ? 

- Sous quel mode de chargement ? 

En termes d’échelle, il est possible de réaliser des essais à l’échelle des constituants 

élémentaires (les fibres, la matrice), à l’échelle du pli ou de la couche élémentaire (par 

exemple le [±45]), à l’échelle du stratifié (par exemple un [0/±45]) ou à l’échelle de la 

structure. En ce qui nous concerne, l’objectif étant de construire un modèle à l’échelle du pli, 

nous réaliserons nos essais à l’échelle du pli ou de la couche élémentaire ainsi qu’à l’échelle du 

stratifié. Toutefois, des observations à l'échelle inférieure (des constituants) seront réalisées 

pour comprendre les mécanismes d'endommagement. 

Nous nous intéressons à l’évolution du comportement du matériau composite et à sa durée de 

vie avec des hypothèses de contraintes planes à l’échelle du pli et du stratifié. Ce 

comportement concerne un matériau éloigné des zones d’assemblage et de changement 

d’épaisseur dans la structure et met de côté tout essai sur assemblage ou matériau de 

géométrie non uniforme. 

En ce qui concerne le mode de sollicitation, nous avons montré au début de ce Chapitre I que 

le matériau composite dans la pale est soumis à des sollicitations multiaxiales non 

proportionnelles. Cependant, pour des raisons de simplification des campagnes d’essais seuls 

des essais uniaxiaux seront réalisés. Une approche particulière a été utilisée pour aborder la 

multiaxialité dont nous parlerons en Chapitre III.  

Finalement, en mettant de côté pour l’instant les essais multiaxiaux, il nous reste comme 

possibilités : des essais de traction ou de cisaillement sur éprouvettes droites, des essais de 

flexion sur sandwichs, des essais sur tubes. 

 

Les essais sur tubes sont à vrai dire plutôt dédiés à l’étude de la fatigue multiaxiale et la 

complexité de ces essais justifie que nous ne les retenions pas pour des essais uniaxiaux. Les 

essais de flexion sur sandwich permettent d’obtenir un état de contraintes planes dans les 

peaux composites. Un travail sur ce type d’essais a été réalisé mais nous ne nous servirons 
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pas de ces résultats dans ce manuscrit. Notons tout de même que les montages de fatigue en 

flexion sont très simples à mettre en œuvre avec des moyens limités (sans machine 

électromagnétique ou hydraulique), par exemple avec un système bielle manivelle, et qu’ils 

sont propices à l’étude des peaux en compression. Cependant, ils ont l’inconvénient (sauf 

montage complexe) de se réduire à l’application de sollicitations à déplacement imposé et que 

toutes les stratifications ne peuvent pas facilement être testées. 

Reste donc les essais sur éprouvettes droites simples à mettre en œuvre car ils sont réalisés 

sur des machines de fatigue conventionnelles : hydrauliques ou électromagnétiques. Les 

éprouvettes peuvent être sollicitées en traction ou en cisaillement mais nous réduirons notre 

étude à la traction à l’échelle du stratifié. 

b. Géométries des éprouvettes de traction 

De manière générale deux géométries d’éprouvettes seront utilisées dans ce travail. La 

première géométrie, de type droite (Figure  I.60.a), est utilisée pour l’ensemble des 

stratifications qui ne contiennent pas de plis à 0° (sauf le [0/90] en statique seulement et le 0° 

pur qui est testé avec cette géométrie mais dont le mode de rupture en fatigue est 

particulier : cf Annexe E). Nous utiliserons cette géométrie pour les essais sur du [±45], 

[±65], [0], [0/90]. 

La seconde géométrie (Figure  I.60.b), de type échancrée [De Baere11], est utilisée pour 

étudier le comportement à rupture de stratifiés qui contiennent des plis à 0°, de façon à 

éloigner la rupture des talons. Cette géométrie sera utilisée pour les essais sur du [0], [0/90] et 

les stratifiés [0/±45]. 

 
Figure  I.60 : Principales géométries d’éprouvettes testées (a) droite, (b) échancrée 

Quelle que soit la géométrie des éprouvettes, les talons sont indispensables en fatigue pour 

éviter une rupture des éprouvettes à proximité des mors qui induisent un champ de 

(a) (b) 

[±45] 
[±65] 
[0] 
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[0] 
[0/±45] 
[0/90] 
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contrainte particulier dans le matériau. Ces talons sont réalisés en verre-époxy avec des 

renforts [±45] de manière à distribuer le cisaillement et seront systématiquement biseautés 

pour les essais en fatigue contrairement à ce que recommandent certaines normes. Dans notre 

cas, les talons sont aussi réalisés par infusion et nous utilisons des renforts réguliers de façon 

à éviter les variations d’épaisseurs qui empêcheraient un serrage efficace dans les mors. Les 

talons sont collés sur les plaques avant la découpe des éprouvettes qui se fait à l’aide d’un 

disque diamant pour les éprouvettes droites et par jet d’eau pour les éprouvettes échancrées. 

c. Mesure de la déformation des stratifiés en fatigue 

Problématique des jauges de déformations - La mesure de la déformation au cours d’un 

essai de fatigue sur certaines stratifications comme le [±45] soumises à de fortes déformations 

se révèle impossible avec des jauges de déformation dont les grilles métalliques ont une durée 

de vie plus faible, à même niveau de déformation, que celle du matériau composite. 

Si l’utilisation de jauges extensométriques se révèle indispensable, il est alors souhaitable 

d’utiliser des jauges de 350 Ω plutôt que 120 Ω alimentées avec une tension maximale de 2 V 

pour limiter l’échauffement du matériau. En effet, le matériau composite verre-époxy est 

beaucoup moins conducteur de la chaleur que les matériaux métalliques et la chaleur dissipée 

par la jauge est difficilement évacuée. 

 

Base de mesure – Le matériau composite étant fortement hétérogène, la question de la 

base de mesure se pose pour que la mesure de la déformation soit représentative, que nous 

utilisions une jauge extensométrique ou un autre instrument. Sur la Figure  I.61 sont affichées 

les mesures de la déformation longitudinale d’un essai sur éprouvette [±45] chargée en 

statique à une déformation apparente de 0,5%. Le champ de déformations, mesuré par 

corrélation d’images, est affiché en Figure  I.61.b.  
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Figure  I.61 : Déformation longitudinale locale d’un [±45] sollicité en traction statique sous une 

déformation longitudinale apparente de 0,5% 
(a) Mesure de la déformation (sur 100 valeurs) en fonction de la base de mesure 

(b) Visualisation de la position des 100 zones de mesure pour une base de mesure de 2 mm 
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Il apparait que ce champ est fortement hétérogène. Nous choisissons de mesurer la 

déformation moyenne sur des zones carrées de tailles variables. Les 100 zones carrées 

considérées pour la taille 2 x 2 mm sont visibles en Figure  I.61.b. La déformation moyenne 

sur les 100 zones mesurées, ainsi que les valeurs minimales, maximales et les écarts types sont 

affichés en Figure  I.61.a en fonction de la taille des zones de mesure que nous avons fait 

varier de 0,8 à 20 mm. Nous observons que les mesures sont reproductibles à partir de 10 mm 

ce qui correspond à 1 ou 2 motifs élémentaires du matériau. 

 

La solution choisie pour enregistrer la déformation au cours des essais en fatigue à donc 

consisté à utiliser un extensomètre longitudinal éventuellement associé à un extensomètre 

transversal lorsque la mesure de cette déformation se révélait nécessaire. L’extensomètre 

longitudinal a une base de 20 mm alors que l’extensomètre transversal (dont le modèle 

dépend de la largeur de l’éprouvette) a une base de 25 mm. 

D’autres alternatives comme la corrélation d’images ou l’extensométrie laser ont aussi été 

mises en œuvre mais pour des besoins très spécifiques. 

  
Figure  I.62 : Instrumentation d’une éprouvette (a) droite [±45] et (b) échancrée [0/90]  

pour la mesure de la déformation en fatigue 

d. Fréquence de sollicitation 

Les matériaux composites à matrice organique ont un comportement viscoélastique 

notamment marqué lorsque les plis sont sollicités en cisaillement. Ceci se matérialise en 

fatigue par un dégagement de chaleur qui génère un échauffement du matériau à cause de ses 

faibles propriétés de conduction (cf Chapitre II). Pour éviter d’avoir des élévations de 

températures trop importantes1, les fréquences de sollicitations dépassent rarement 10 Hz 

voir 5 Hz ou 3 Hz pour des stratifications comme le [±45], qui rendent les essais longs. 

                                        
1 En général nous cherchons à limiter l’échauffement du matériau à 10°C de manière à ce que la 
température soit suffisamment faible devant la température de  transition vitreuse de la matrice : 80°C 
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e. Les effets de bords 

L’inconvénient majeur des éprouvettes droites, comparé par exemple à des tubes, est 

d’introduire des effets de bords. Nous verrons au chapitre suivant que ces effets de bord sont 

fortement dépendants de la stratification. L’endommagement du matériau dégageant de la 

chaleur, nous avons utilisé une camera infrarouge pour vérifier si l’endommagement des 

éprouvettes était plutôt diffus ou piloté par les bords. 

 

Eprouvette [0/90]2s échancrée en statique – Un essai de traction monotone quasi-

statique a été réalisé sur une éprouvette [0/90]2s échancrée (Figure  I.63). Une éprouvette 

témoin (non sollicitée) permet de comparer la chaleur dégagée. En début d’essai (Figure 

 I.63.a), l’éprouvette sollicitée apparait plus sombre, donc plus froide que l’éprouvette témoin. 

Ceci est lié à la thermo-élasticité. L’image Figure  I.63.b précède de quelques dixièmes de 

secondes la rupture (Figure  I.63.c) et nous voyons clairement que celle-ci est initiée au bord 

de l’éprouvette dans la zone de largeur minimale. Cependant, même si la rupture part du 

bord, nous ne pouvons pas rendre ce dernier responsable d’une rupture précoce de 

l’éprouvette. 

Notons que dans cet essai seuls les mécanismes d’endommagement de type rupture de fibre 

qui interviennent en fin d’essai semblent dégager suffisamment d’énergie pour être observés. 

   
Figure  I.63 : Observation par caméra infrarouge d’une éprouvette [0/90]2s échancrée chargée en quasi-

statique jusqu’à rupture 

Eprouvette [0]3 échancrée en statique – Un essai a été réalisé en quasi-statique sur une 

éprouvette [0]3 échancrée (Figure  I.64). Comme précédemment, une éprouvette témoin 

permet de comparer la chaleur dégagée. En début d’essai (Figure  I.64.a), l’éprouvette 

sollicitée apparait rapidement plus froide que l’éprouvette témoin, à cause de la thermo-

élasticité. Très tôt pendant l’essai (Figure  I.64.b), l’endommagement se localise sur les bords 

de l’éprouvette et nous observons des décohésions des mèches extérieures, d’abord à 

proximité des talons puis sur la totalité de l’éprouvette causant sa rupture (Figure  I.64.c). 

Contrairement à l’éprouvette précédente, nous pouvons ici conclure que la rupture de 

l’éprouvette est liée à des effets de bord et nous recommandons donc l’utilisation 

d’éprouvettes droites pour les essais sur du [0]. Notons cependant qu’aucune différence n’a été 

observée, sur la durée de vie en fatigue, entre les deux géométries d’éprouvettes. 

(a) σ = 250 MPa (b) σ = 360 MPa (c) σ = 360 MPa 
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sollicitée 

Eprouvette 
témoin 
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Figure  I.64 : Observation par caméra infrarouge d’une éprouvette [0] échancrée chargée en quasi-

statique jusqu’à rupture 

Eprouvette [±45] droite en fatigue – Un essai a été réalisé en fatigue sur une éprouvette 

[±45] droite (Figure  I.65). Comme précédemment, une éprouvette témoin permet de 

comparer la chaleur dégagée. En début d’essai (Figure  I.65.a), l’endommagement semble 

diffus dans l’éprouvette. Finalement, l’endommagement fini par se localiser à un endroit 

(Figure  I.65.b) qui provoquera la rupture (Figure  I.65.c). Sur cet essai il est difficile de se 

prononcer sur le rôle des bords dans la rupture finale du matériau. 

   
Figure  I.65 : Observation par caméra infrarouge d’une éprouvette [±45] droite sollicitée en fatigue sous 

max

xσ  = 60 MPa, R = 0,1, f = 5 Hz jusqu’à rupture 

(a) σ = 600 MPa (b) σ = 700 MPa (c) σ = 800 MPa 

Eprouvette 
sollicitée 

Eprouvette 
témoin 

(a) N = 50 cycles (b) N = 2300 cycles (c) N = 2434 cycles 

Eprouvette 
sollicitée 

Eprouvette 
témoin 
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I.3.3. Conclusion sur la mise en œuvre et la sollicitation du matériau composite 

en laboratoire 

Nous avons sélectionné un matériau pour l’étude : les stratifiés monolithiques NCF en fibres 

de verre et matrice époxy réalisé par infusion. Après avoir donné les caractéristiques des 

matériaux et du procédé utilisées, une étude de santé matière a révélé que le matériau 

fabriqué était sujet à :  

- des porosités dont le taux surfacique est compris entre 0,5% et 5%  

- une épaisseur variable et donc un volume de fibres variable 

- un désalignement variable des fibres à 0° mais qui reste en deçà de 5° 

Cependant notons que :  

- la zone de prélèvement des éprouvettes dans les plaques permet de limiter le taux de 

porosités dans le matériau à 3%.  

- la variation du volume de fibres et son influence sur les caractéristiques mécaniques 

sera traité au Chapitre III 

- le désalignement des fibres des plis à 0° étant variable mais faible nous supposerons 

que ces plis sont alignés dans la direction du chargement pour le post-traitement des 

résultats d’essais. 

 

Le domaine de validité de nos travaux a été fixé et se restreint à des zones de la structure 

éloignées des zones d’assemblage et de changement d’épaisseur car nous avons choisi de 

travailler avec des hypothèses de contraintes planes. Aussi, nous concentrerons notre étude 

sur le comportement en traction à l’échelle du stratifié. En jouant sur l’orientation des plis 

dans les stratifiés, différents modes de sollicitation proportionnels peuvent être générés à 

l’échelle du pli. Le niveau de multiaxialité dans chacun des plis est cependant imposé par la 

stratification testée. 

 

Les géométries des éprouvettes de traction uniaxiale utilisées dans cette étude ont été 

présentées ainsi que quelques précautions expérimentales. La base de mesure de la 

déformation, sera prise supérieure à 10 mm, et la fréquence de sollicitation sera inférieure à 

10 Hz, voir 3 ou 5 Hz pour des stratifiés comme le [±45]. Quelques essais avec caméra 

infrarouge ont été présentés pour apprécier l’effet des bords sur l’endommagement en statique 

et en fatigue mais des travaux complémentaires sur ce sujet devront être menés. En effet, il 

faudrait étendre les mesures thermiques à l’ensemble des stratifications et géométries 

d’éprouvettes testées et coupler les analyses avec d’autres méthodes de mesures permettant 

d’observer les modes d’endommagement qui dissipent peu d’énergie. 

 



 I.4. Conclusion du chapitre 

 87 

I.4. Conclusion du chapitre 

En nous intéressant aux enjeux de la filière éolienne, nous avons constaté que l’optimisation 

des pales, en termes de conception, était de premier intérêt aussi bien pour l’éolien off-shore 

que l’éolien terrestre. L’utilisation de concepts innovants et le travail sur le couple matériau – 

dimensionnement constituent les deux leviers identifiés pour améliorer la performance des 

turbines. Notons que nous nous intéresserons dans ce travail uniquement au second levier, a 

priori applicable à d’autres secteurs d’activités que l’éolien. 

Nous avons montré que les matériaux composites stratifiés permettent de répondre aux 

contraintes liées à la conception des pales, notamment par leur raideur, leur faible densité, 

leurs propriétés en fatigue et leurs coûts matières. Néanmoins un verrou subsiste concernant 

la modélisation de l’endommagement en fatigue de ces matériaux qui empêche d’aller plus 

loin dans l’optimisation de ces structures. En effet, l’approche utilisée, formulée à l’échelle du 

stratifié, constitue un frein à l’optimisation car nécessite soit des hypothèses très 

conservatives, soit un nombre d’essais incompatible avec la réalité industrielle pour décrire le 

comportement de tous les stratifiés utilisés dans la pale vis-à-vis de la plupart des nombreux 

états de sollicitations vus par le matériau, et ceci pour des nombres de cycles de l’ordre de 

108. 

Une solution pour lever ce verrou serait d’utiliser un modèle qui, à partir d’essais sur 

l’élément clé des stratifiés, c'est-à-dire le pli d’unidirectionnel, serait capable d’estimer la 

durée de vie de tout stratifié quels que soient l’ordre et l’orientation des plis dont nous 

connaîtrions le comportement en fatigue. Nous verrons dans le chapitre suivant si une telle 

approche est envisageable et quelles en sont les limites. 

 

En nous intéressant dans un second temps à l’état de contraintes cyclique vu par le matériau 

composite dans les pales, il est apparu qu’il était fortement multiaxial et non proportionnel à 

l’échelle du pli. Cette multiaxialité est susceptible de générer des couplages forts entre les 

mécanismes de dégradation aux différentes échelles du matériau et leurs études semblent 

donc indispensables.  

 

Pour étudier les mécanismes d’endommagement à l’échelle du pli et à celle du stratifié, des 

éprouvettes ont été réalisées en utilisant un matériau et un procédé de l’éolien : le verre-

époxy obtenu par infusion. Une étude sur la santé matière des échantillons fabriqués a 

montré que le matériau était sujet à des variabilités en matière de porosités, d’épaisseur, de 

volume de fibres et d’orientation des plis dont nous tiendrons compte. Ces variabilités sont 

liées au compromis, propre au domaine éolien, fait entre le coût de production, la facilité 

d’imprégnation et la qualité mécanique du matériau composite. Les paramètres 

expérimentaux comme la fréquence de sollicitation, la base de mesure des déformations et les 

géométries d’éprouvettes ont été justifiées et fixées pour la suite des travaux.  
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Chapitre II. 

Fatigue des matériaux composites stratifiés : 

des mécanismes d’endommagement à 

l’estimation de la durée de vie 
 

 
L’analyse du contexte éolien a mis en évidence que le dimensionnement des matériaux composites en 
fatigue était un enjeu important de la filière éolienne et que les sollicitations observées étaient susceptibles 
d’activer de nombreux mécanismes d’endommagement ainsi que des couplages éventuels. Nous nous 
intéressons donc dans ce chapitre aux mécanismes d’endommagement qui gouvernent la fatigue des 
matériaux composites stratifiés et aux différents facteurs d’influence afin d’avoir un regard critique sur les 
méthodes d’estimation de la durée de vie en fatigue qui peuvent répondre aux problématiques de 
dimensionnement posées par l’éolien. 
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II.1. Endommagement des matériaux composites stratifiés 

unidirectionnels  

Avant de nous intéresser au comportement en fatigue et à l’estimation de la durée de vie des matéraiux 
composites stratifiés à plis d’unidirectionnels, il est important de comprendre les mécanismes 
d’endommagement qui les gouvernent. Nous vérifierons ensuite que le matériau de l’étude est soumis aux 
mêmes mécanismes. 

II.1.1. Mécanismes et cinétique d’endommagement 

a. Les mécanismes d’endommagement 

Un matériau composite peut être assimilé à une structure composée de plusieurs matériaux 

agencés selon une certaine architecture. Les mécanismes d’endommagement des matériaux 

composites sont liés aux mécanismes d’endommagement propres aux constituants qui le 

composent, aux mécanismes d’endommagement des interfaces entre ces matériaux et à ceux 

liés à la micro- et la méso-structure du composite. Ces mécanismes interagissent à différentes 

échelles et s’accumulent jusqu’à la ruine. 

Dans le cas des matériaux composites stratifiés à plis d’unidirectionnels, ces mécanismes 

d’endommagement sont bien connus [Huchette05; Revest11]. Ils se caractérisent par des 

décohésions fibres-matrice, de la fissuration matricielle, des délaminages et des ruptures de 

fibres (Figure  II.1). 

 
Figure  II.1 : Les différents mécanismes d’endommagement d’un matériau composite stratifié [Revest11] 

Si tous les mécanismes d’endommagement cités ici sont observables dans les matériaux 

composites stratifiés, ils n’ont pas tous la même occurrence ou la même criticité, et chacun 

joue un rôle différent dans la tenue de la structure. Les stratifiés sont conçus pour que le 

chargement soit principalement repris par les fibres des différents plis, les ruptures de fibres 

ont donc un impact direct sur la capacité de la structure à résister au chargement et 

impliquent souvent sa ruine. Les endommagements de types matriciels jouent quant à eux un 

rôle indirect. La matrice a en général pour rôle principal de maintenir les fibres dans leur 

position et de distribuer le chargement entre elles. Son endommagement, qu’il soit de type 

décohésion fibre-matrice, fissure transverse ou délaminage, pénalise les transferts de charge 

entre les fibres ou les plis sollicités et nuit donc à la résistance du composite, sans pour 

autant mettre directement sa tenue ou sa durée de vie en jeu. 
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b. Cinétique de l’endommagement 

i. Traction 

En traction monotone ou cyclique, l’endommagement s’initie à l’échelle microscopique par 

des microfissurations matricielles ou des décohésions fibres-matrice qui peuvent coalescer en 

fissures (Figure  II.2.a). L’évolution de ces fissures est fortement liée à l’architecture du 

composite [Rakotoarisoa14] et dans les stratifiés unidirectionnels, elles se propagent 

parallèlement aux fibres dans les plis [Smith89]. On parle alors de fissures transverses. 

Lorsque les stratifiés sont composés de plusieurs plis d’orientations différentes, les fissures ont 

tendance à s’initier dans les plis d’unidirectionnels les plus désorientés de la direction du 

chargement. Ainsi, les plis à 90° s’endommagent les premiers, suivis des plis à 45°, etc... 

[Mandell92]. 

 
Figure  II.2 : (a) Développement des microdommages et amorçage de la fissuration transverse dans un 
[02/901/2]s carbone (b) Microdélaminage en pointe de fissure transverse à cœur d’un [02/903]s carbone 

[Huchette05] 

La fissuration transverse se propage dans la largeur et dans l’épaisseur des plis jusqu’à 

atteindre un pli d’une orientation différente. Le changement de pli suffit en général à stopper 

la propagation des fissures. On peut alors souvent constater l’initiation d’un délaminage en 

pointe de fissure (Figure  II.2.b). Ce délaminage n’est pas lié à un effet de bord car il est 

observé à cœur de l’éprouvette après découpe et polissage, avant la rupture de l’éprouvette 

[Huchette05]. Le délaminage peut aussi s’amorcer en bord de pièce, dans les zones d’arrêt des 

plis ou suite à un choc, en raison des contraintes hors plan (cf Section  II.2.3).  

La rupture finale est obtenue par rupture des fibres dans les plis orientés dans la direction du 

chargement. La rupture des fibres peut être favorisée par l’endommagement matriciel du pli 

(fissuration transverse, décohésions fibres-matrice) ou l’endommagement interplis 

F 

(a) 

Matériau vierge 
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fibre-matrice 

Fissuration 
transverse 

(b) 

F F 
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(délaminages qui pénalisent les transferts de charge. Elle peut aussi être favorisée par 

l’endommagement des plis voisins. Par exemple, la présence de fissures transverses dans les 

plis voisins peut favoriser l’apparition de ruptures de fibres en créant des zones de 

concentration de contraintes en pointes de fissures [Stinchcomb86] (Figure  II.3). 

 

 
 

 
Figure  II.3 : Représentation schématique de l’interaction entre la fissuration transverse et les ruptures de 

fibres dans un [0/90] carbone époxy [Stinchcomb86; Revest11] 

Pour illustrer la cinétique d’endommagement des matériaux composites stratifiés, l’exemple 

du [0/90] est souvent donné comme montré en Figure  II.4. Les décohésions fibre-matrice et 

les microfissurations matricielles coalescent en fissures transverses dans les plis à 90°. Ensuite, 

des délaminages s’initient en pointe de fissures et se propagent jusqu’à la ruine du composite 

qui se manifeste par la rupture brutale des fibres dans les plis à 0°. 

 
Figure  II.4 : Chronologie de l’endommagement dans un [0/90] sous chargement cyclique en traction 

(d’après [Talreja86; Revest11]) 
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ii. Compression 

Le comportement des matériaux composites stratifiés en compression diffère du 

comportement en traction : la cinétique d’endommagement, les modules d’élasticité et les 

résistances ne sont pas les mêmes. Pour ce qui est de la cinétique d’endommagement, en 

compression, la rupture des plis à 0° semble être gouvernée par un phénomène de micro 

flambement des plis : « kinking » qui peut être lié à un délaminage voisin [Soutis91; 

Edgren04, 06] (Figure  II.5). 

  
Figure  II.5 : Phénomène de « kinking » des nappes d’UD sollicitées en compression 

(a) [Soutis91] (b) [Edgren06] 

Notons que l’étude des matériaux composites en compression est complexe à cause des 

problématiques liées au flambement des éprouvettes et au problème de détection de la 

rupture. Concernant l’observation de l’endommagement, si des fissures ou des décohésions 

existent, elles sont plus difficiles à observer en compression qu’en traction, car elles sont alors 

fermées. 

 

II.1.2. Effets de l’endommagement sur le comportement mécanique 

a. Rigidité et déformation résiduelle 

L’endommagement matriciel du matériau se manifeste en matière de comportement, aussi 

bien en quasi-statique qu’en fatigue, par une chute de la rigidité et une déformation 

résiduelle. Ce comportement non linéaire s’observe pour des sollicitations en cisaillement et 

dans la direction transverse des plis d’UD. En effet, le comportement dans la direction des 

fibres est plutôt élastique linéaire fragile. 

En Figure  II.6, nous pouvons observer le comportement non linéaire d’un unidirectionnel 

sollicité en cisaillement. Les charges-décharges font apparaitre une chute de la raideur et une 

déformation résiduelle. Ce comportement est illustré ici en cisaillement mais un 

comportement similaire est observé en traction et en compression transverse [Philippidis10; 

Eliopoulos11]. 

(b) 
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Figure  II.6 : Comportement d’un unidirectionnel verre-époxy en cisaillement sous charge-décharge 

[Eliopoulos11] 

En fatigue, les pertes de raideur des unidirectionnels dans la direction des fibres et en 

compression dans la direction transverse sont souvent négligées (elles sont de l’ordre de 

quelques %) devant les pertes de raideurs observées en cisaillement et en traction transverse 

[Eliopoulos11]. La Figure  II.7 illustre la perte de rigidité d’un unidirectionnel verre-époxy en 

fatigue dans la direction transverse en traction et en compression. 

(a) (b)  
Figure  II.7 : Chute de la rigidité en fatigue d’un unidirectionnel verre-époxy dans la direction transverse 

aux fibres (a) en traction (b) en compression [Eliopoulos11] 

La déformation résiduelle est plus difficile à observer en fatigue car elle est généralement 

couplée avec du fluage lorsqu’une charge moyenne non nulle est appliquée [Payan04]. 

 

Si l’endommagement matriciel intrapli induit des pertes de raideur longitudinale, le 

délaminage, plus critique en matière de tenue mécanique, peut lui provoquer des pertes de 

raideur en torsion [Tang04]. Ainsi, R. Tang et al. recommandent de suivre l’évolution de la 

perte de raideur en torsion, plutôt que dans le plan, pour rendre compte de 

l’endommagement du matériau composite. 



 II.1. Endommagement des matériaux composites stratifiés unidirectionnels 

 95 

b. Résistance résiduelle 

Un autre phénomène qui intervient en fatigue est celui de la chute de la résistance résiduelle. 

Il se caractérise par le fait qu’après avoir subi un chargement cyclique, le matériau résiste à 

une charge ultime plus faible que celle à laquelle il pouvait résister avant cyclage. Ce 

phénomène peut être représenté à l’aide des courbes de la Figure  II.8 où l’auteur superpose 

une courbe de durée de vie (courbe S-N) avec les courbes de résistances résiduelles obtenues 

pour deux chargements différents. Le premier chargement à une contrainte maximale σI 

provoque une rupture au bout de NfI cycles et le second chargement à une contrainte 

maximale σII provoque une rupture au bout de NfII cycles. Si la durée de vie s’obtient pour 

un niveau de chargement donné de manière classique en sollicitant une éprouvette jusqu’à sa 

rupture, la courbe de résistance résiduelle, quant à elle, s’obtient pour un même chargement 

en interrompant la sollicitation en fatigue pour différents nombres de cycles et en amenant à 

chaque fois l’éprouvette à rupture sous charge statique. Nous comprenons alors rapidement 

que l’obtention des courbes de résistance résiduelle demande un effort de caractérisation 

important. 

 
Figure  II.8 : Dégradation de la résistance résiduelle en fonction du niveau de chargement [Shokrieh97a] 

En Figure  II.8, deux comportements de résistance résiduelle apparaissent : un abattement 

brutal (« sudden death ») pour des niveaux de sollicitation élevés et un abattement plus 

régulier (« wear out ») pour des sollicitations plus faibles. Cependant, des observations 

réalisées sur des matériaux composites verre-polyester dédiés à l’éolien n’ont pas montré de 

différence d’évolution de la perte de résistance entre les grandes et les petites durées de vies 

[Andersons99]. 

Ce comportement observé à l’échelle macroscopique s’explique à l’échelle méso et micro par 

l’endommagement progressif de la matrice, par décohésions fibres-matrices et fissures 

matricielles, qui perd progressivement sa capacité à distribuer le flux d’effort entre les fibres 

des plis. Une fois que les efforts ne peuvent plus être distribués entre toutes les fibres d’un 

pli, la dispersion des propriétés du matériau fait que des fibres sont plus chargées que 

d’autres. La rupture précoce de ces fibres plus chargées entraine nécessairement un 

abaissement de la résistance du pli [Hochard14]. Ces explications mettent en évidence 

l’influence de la multiaxialité du chargement sur la tenue dans la direction des fibres. En 
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effet, lorsque les plis sont sollicités dans les directions matricielles, la résistance dans la 

direction des fibres est diminuée, comme nous le verrons au Paragraphe  II.2.1.d. 

II.1.3. Validation de la cinétique d’endommagement en traction sur le matériau 

de l’étude 

De manière à valider que le matériau de notre étude est soumis aux mêmes mécanismes 

d’endommagement que ceux observés dans la littérature, nous nous sommes attachés à 

observer l’endommagement visible sur le chant d’une éprouvette [0/90]2s en fatigue. 

L’attention de lecture doit être attirée sur le fait que les observations fournies ci-dessous sont 

effectuées au bord et peuvent ne pas être représentatives de l’endommagement au cœur de 

l’éprouvette [Laeuffer16]. Néanmoins, nous verrons au Paragraphe  II.2.3.e que les effets de 

bords sont faibles pour les stratifiés [0/90] et précisons que les mécanismes 

d’endommagement observés dans la littérature le sont souvent dans les mêmes conditions. 

La sollicitation cyclique appliquée est de type traction-traction avec un pilotage en effort et 

un rapport de charge R = 0,1 ( maxmin .1,0 xx σσ = ). La contrainte maximale appliquée est 

choisie à 50% de la contrainte à rupture statique ce qui donne une durée de vie d’environ 

123 000 cycles pour l’échantillon présenté ici. La fréquence de sollicitation est fixée à 10 Hz, 

qui génère un échauffement inférieur à 10°C1.  

La sollicitation en fatigue est interrompue à 1, 50, 100, 200, 1000, 5000, 10 000, 20 000, 

50 000, 100 000 et 120 000 cycles le temps de prendre des images, avec un microscope 

numérique permettant une résolution de 1 μm, du chant de l’éprouvette, préalablement poli 

selon la procédure décrite dans le Tableau  I.6. Le montage expérimental utilisé est décrit en 

Figure  II.9. 

 
Figure  II.9 : Montage expérimental utilisé dans ce travail pour l’observation de l’endommagement sur le 

chant des éprouvettes 

                                        
1 L’influence de la température est discutée à la Section  II.2.2 
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L’endommagement est quantifié à l’aide de trois grandeurs : la densité de fissures transverses 

dans les plis à 90°, la densité de délaminages et la perte de rigidité. La densité de fissures 

transverses est définie comme le rapport de la longueur cumulée de fissures transverses (en 

mm) par la surface observée (mm2). La densité de délaminage est définie par interface comme 

la longueur cumulée de délaminage divisée par la longueur étudiée. Nous considérerons la 

moyenne des six interfaces entre les plis à 0° et les plis à 90°. La perte de raideur dx est 

définie par la relation ( I.1) où Ex représente le module apparent en fatigue1 et Ex
0 le module 

apparent initiale. 

0
1

x

x
x

E

E
d −=  ( II.1) 

Les résultats obtenus sont tracés en Figure  II.10 où les densités de fissures transverses et de 

délaminage ont été normalisées par rapport à leur valeur maximale. 
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Figure  II.10 : Endommagement adimensionné en fatigue, sous 2max ult

xx σσ = , R = 0,1, à f = 10 Hz d’un 

stratifié [0/90]2s réalisé avec le renfort BX45-600 et la résine de l’étude 

Nous remarquons que la densité de fissures transverses augmente rapidement en début de 

sollicitation et tend à se stabiliser. D’autre part la perte de raideur semble suivre la même 

évolution. La seule grandeur qui évolue sans saturation jusqu’à la rupture est le délaminage. 

La cinétique d’endommagement que nous pouvons observer en Figure  II.11 semble 

correspondre aux observations de la littérature : (i) fissuration transverses des plis à 90°, puis 

(ii) initiation du délaminage en pointe de fissure. Alors que la densité de fissures se stabilise, 

le délaminage augmente jusqu’à la rupture de l’éprouvette. 

A titre indicatif, pour cet essai et dans la fenêtre d’observation de 140 mm de long, la valeur 

maximale mesurée de perte de raideur est de 0,17, la valeur maximale de densité de 

délaminage cumulé mesurée est de 0,27 mm/mm, et la densité de fissures transverses 

maximale mesurée est de 1,53 mm/mm2. 

                                        
1 Le module apparent en fatigue correspond au module crête à crête sur un cycle 
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Figure  II.11 : Observation de la fissuration transverse et du délaminage en fatigue, sous σmax = σult/2, R = 
0,1, à f = 10 Hz sur le chant d’un stratifié [0/90]2s réalisé avec le renfort BX45-600 et la résine de l’étude 

 

 

 

Etat initial n = 100 cycles n = 1 000 cycles n = 10 000 cycles n = 120 000 cycles 
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II.2. Phénomènes influents sur l’endommagement et la durée de 

vie en fatigue 

Nous avons vu précédemment que les mécanismes d’endommagement dans les matériaux composites sont 
nombreux et qu’ils peuvent être couplés les uns aux autres. Nous allons voir ici que de nombreux 
paramètres ont une influence sur l’initiation et la propagation de l’endommagement rendant ainsi 
complexe la prévision du comportement en fatigue. Nous nous intéresserons à l’influence du chargement, à 
l’influence de quelques conditions extérieures et à l’influence du matériau. 

II.2.1. Influence du chargement 

Intéressons nous tout d’abord aux effets du chargement sur l’endommagement en fatigue des 

matériaux composites stratifiés non tissés. 

a. Contrainte maximale 

Le premier paramètre que nous pouvons citer comme ayant un effet sur l’endommagement et 

la durée de vie des matériaux composites stratifiés est la contrainte maximale ou plus 

généralement le niveau de sollicitation maximal. Sur ce sujet nous pouvons citer les travaux 

de R. Talreja qui mettent en évidence des modes d’endommagements différents en fonction 

du niveau de sollicitation maximal appliqué (Figure  II.12) [Talreja81]. 

 
Figure  II.12 : Relation entre le niveau de sollicitation et l’endommagement ou la durée de vie des 

matériaux composites unidirectionnels [Talreja81] 

Pour des niveaux de sollicitation élevés, proches de la rupture statique, l’auteur observe un 

mode d’endommagement de type rupture des fibres. Lorsque le niveau de sollicitation 

diminue, le mode d’endommagement devient plutôt matriciel avec de la fissuration et des 

décohésions fibres-matrice. En dessous d’une certaine déformation, l’auteur constate que 

l’endommagement ne s’initie pas ou reste réduit. On parle de limite d’endurance du matériau.  

Au dessus du seuil d’endurance, la durée de vie décroit lorsque le niveau de sollicitation 

augmente. Comme pour les matériaux non structurés, la représentation de la tenue des 

matériaux composites en fatigue prend donc souvent la forme de courbes de Wöhler, ou 

courbes S-N (pour Stress ou Strain – Number of cycle) où la durée de vie est tracée en 
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fonction de la contrainte maximale appliquée à un stratifié donné, sollicité dans des 

conditions précises (Figure  II.13.a). 

b. Amplitude et valeur moyenne 

La contrainte maximale n’est pas le seul paramètre influant sur la durée de vie. L’amplitude 

et la valeur moyenne de la sollicitation ont aussi de l’importance. Leur proportion est souvent 

quantifiée à l’aide du rapport de charge, noté R, ratio entre la contrainte minimale et la 

contrainte maximale appliquée (cf Section  I.2.2). Le rapport de charge prend une valeur 

comprise entre 0 et 1 lorsque la sollicitation est de traction-traction, comprise entre ∞−  et 0 

lorsque la sollicitation est alternée de traction-compression et comprise entre 1 et ∞+  

lorsque la sollicitation est de compression-compression. 

 
Figure  II.13 : (a) Courbes S-N pour différentes valeurs de R et  

(b) diagramme CFL pour différentes durées de vie d’un [[±45/0]4/ ±45] verre-époxy [Post08] 

L’influence de l’amplitude s’apprécie généralement en traçant des courbes S-N, obtenues pour 

différents rapports de charges sur le même graphe (Figure  II.13.a) ou à l’aide du diagramme 

de Haigh (appelé aussi diagramme CFL : Constant Fatigue Life) qui représente la relation 

qui existe entre l’amplitude et la contrainte moyenne pour atteindre une même durée de vie 

(Figure  II.13.b). Généralement, les diagrammes CFL montrent que pour atteindre une même 

durée de vie, lorsque la contrainte moyenne augmente en valeur absolue, l’amplitude 

diminue. Une représentation schématique de la relation entre des courbes S-N et un 

diagramme CFL est proposée en Figure  II.14. 

 
Figure  II.14 : Représentation schématique de la relation entre des courbes S-N et un diagramme CFL 

[Nijssen07] 

(a) (b) 
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c. Histoire du chargement 

Dans une structure, les matériaux sont soumis à des chargements cycliques de niveau de 

sollicitation et d’amplitude différents. Leur ordre d’apparition a une influence sur la durée de 

vie. Par exemple, un niveau de chargement élevé suivi d’un niveau de chargement faible est 

plus défavorable en termes d’endommagement et de durée de vie que l’inverse [Gamstedt02; 

Revest11]. 

E.K. Gamstedt et B.A. Sjögren mettent en évidence, sur un [0/90]s carbone époxy que les 

mécanismes d’endommagement, différents en fonction de l’ordre d’application de deux blocs 

de chargement, sont responsables de cette différence de durée de vie. Ils remarquent que les 

fissures transverses sont majoritaires sous un chargement de niveau de sollicitation élevé et 

que le délaminage est prépondérant pour des niveaux de sollicitation plus faibles. Etant 

donné que les fissures transverses ont tendance à initier des délaminages et qu’au contraire, le 

délaminage a tendance à empêcher la création de fissures transverse (par déchargement 

local), les séquences de chargement « high-low » provoquent des dégradations en fatigue plus 

rapides que les séquences « low-high » (Figure  II.15). 

 
Figure  II.15 : Influence de l’histoire de chargement sur l’évolution de l’endommagement d’un [0/90]s 

carbone époxy [Gamstedt02] 
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d. Multiaxialité 

Les trois premiers points que nous avons évoqués concernent des sollicitations uniaxiales à 

l’échelle du stratifié. Cependant nous avons vu dans le Chapitre I que la sollicitation pouvait 

être multiaxiale, et nous allons voir ici que la multiaxialité a une influence importante sur 

l’évolution de l’endommagement et la durée de vie des matériaux composites. 

Rappelons tout d’abord qu’un état de contraintes est dit multiaxial s’il existe au moins deux 

contraintes principales non nulles. Notons que dans le cas des matériaux composites stratifiés 

à plis d’unidirectionnels, qui sont fortement anisotropes, la direction principale de la 

sollicitation a aussi une grande importance sur l’endommagement. Dès lors, nous parlerons 

d’un état de contraintes multiaxial lorsque deux composantes de l’état de contraintes sont 

non nulles. 

La multiaxialité à l’échelle du pli peut avoir différentes origines. Elle peut venir du 

chargement extérieur, lorsque des efforts s’appliquent dans plusieurs directions de manière 

proportionnelle ou non (Figure  II.16.b et Figure  II.16.c). Mais précisons qu’elle peut aussi 

être observée sous sollicitations extérieures uniaxiales (Figure  II.16.a). En effet, dans le cas 

d’un stratifié, chaque pli peut induire un état de contraintes multiaxial sur les plis voisins par 

son anisotropie, ou dans le cas d’un unidirectionnel pur, un essai hors axe donne un état de 

contraintes multiaxial (la direction principale n’est pas aligné dans la direction des fibres). 

 
Figure  II.16 : Configuration d’éprouvettes généralement utilisées pour solliciter de manière multiaxiale un 

composite (a) éprouvette droite (b) éprouvette en croix (c) tubes [Quaresimin13] 

En quasi-statique, la multiaxialité est connue pour avoir une influence sur 

l’endommagement et la tenue mécanique des composites. Ces phénomènes sont bien décrits 

par de nombreux critères de rupture multiaxiaux. Citons par exemple le critère de Puck 

[Puck07] dédié aux pli d’unidirectionnels et très employé dans l’éolien (Figure  II.17.a). 

L’influence de la multiaxialité sur l’endommagement peut se mesurer par l’évolution de la 

rigidité. Par exemple, A.E. Antoniou et al. mettent en évidence sur des tubes verre-époxy 

sollicités en quasi-statique que le module de cisaillement diminue lorsque la proportion de 

traction transverse augmente dans l’état de contraintes (Figure  II.17.b) [Antoniou09]. 

(b) 

(a) 

(c) 
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Figure  II.17 : (a) Enveloppe de rupture d’un pli d’UD selon le critère de Puck et modes associés [Puck07] 

(b) Evolution du module de cisaillement de l’UD en fonction de la présence de traction transverse dans 
l’état de contraintes [Antoniou09] 

En fatigue, la multiaxialité a aussi une influence sur l’évolution de l’endommagement et 

donc sur la durée de vie. M. Quaresimin et P.A. Carraro ont étudié des tubes [90] en 

traction-torsion et montrent que le cisaillement a une influence forte sur la durée de vie dans 

la direction transverse (Figure  II.18), ainsi que sur l’initiation et la propagation de la 

fissuration [Quaresimin14b]. C. Hochard et al. montrent quant à eux qu’un endommagement 

provoqué par cisaillement réduit la résistance des unidirectionnels dans la direction des fibres 

[Hochard14]. 

En comparant l’endommagement et la durée de vie de tubes par rapport à des éprouvettes 

droites [0/ 2θ /0/- 2θ ]s, M. Quaresimin et al. montrent que l’angle θ  peut être choisi de 

manière à obtenir un état de contraintes multiaxial semblable à celui obtenu à l’échelle du pli 

dans les tubes. Ces résultats sont intéressants pour simplifier l’étude de la multiaxialité en 

fatigue car les essais pourraient alors se faire à l’aide d’un moyen d’essai uniaxial, en tout cas 

en ce qui concerne l’étude de la multiaxialité sous chargement proportionnel [Quaresimin14a]. 

A.W.Wharmby et F. Ellyin remarquent que dans les stratifiés [0/±θ4/0]s, plus l’angle est 

marqué, plus la fissuration et la perte de raideur sont importantes. Les auteurs font le lien 

avec la présence de composantes de traction transverse et de cisaillement dans l’état de 

contraintes [Wharmby02]. 

 
Figure  II.18 : Courbes S-N de tubes [90]n sollicités en traction-torsion. 21212 στλ = = 0, 1 et 2 

[Quaresimin14b] 

(b) (a) 
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e. Fréquence de chargement 

La fréquence de chargement, lors de sollicitations cycliques, est responsable de deux 

phénomènes différents [Rakotoarisoa14]. Lorsque la fréquence est faible et la contrainte 

moyenne non nulle, le temps passé sous une sollicitation élevée est plus important que pour 

une fréquence élevée et des phénomènes de fluage peuvent être observés pour des 

sollicitations hors axes. Lorsque la fréquence est élevée, le comportement visqueux de la 

matrice et la présence d’endommagements entrainent un échauffement qui engendre une 

réduction de la durée de vie, à grand nombre de cycles (Figure  II.19) [Kelkar09; Vallons13]. 

Généralement on se limite à une augmentation de la température de 10°C par rapport à la 

température ambiante, ce qui correspond à des fréquences entre 1 et 25 Hz en fonction des 

matériaux composites et des directions de sollicitation. L’échauffement de 10°C permet 

généralement de rester suffisamment éloigné de la température de transition vitreuse de la 

matrice. 

 
Figure  II.19 : Influence de la fréquence sur la durée de vie en fatigue d’un matériau composite verre-époxy 

[Vallons13] 
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II.2.2. Influence des conditions extérieures 

a. Température 

La température, qu’elle soit liée à des effets visqueux comme nous venons de le voir au 

Paragraphe  II.2.1.e, ou à d’autres sources, a une influence forte sur l’endommagement et le 

comportement des matériaux composites. 

Tout d’abord le comportement des matrices organiques est dépendant de la température. 

Nous pouvons en effet observer une chute de rigidité importante de la matrice lorsque la 

température s’approche de ou dépasse la température de transition vitreuse. Cette chute de 

rigidité de la matrice s’observe donc nécessairement dans les matériaux composites sollicités 

en dehors de la direction des fibres. Notons que cette chute de rigidité, liée à une matrice qui 

devient de plus en plus ductile avec la température, s’accompagne d’un retardement de 

l’apparition des fissures [Vallons09]. 

Le second effet thermique est lié à la dilatation. Avec la température, le matériau se déforme. 

Or, ses propriétés thermiques étant hétérogènes dans l’épaisseur et anisotropes à l’échelle des 

plis, les déformations engendrent des contraintes internes. Lorsque ces contraintes sont 

générées lors de la fabrication des pièces, nous parlons de contraintes résiduelles qui 

lorsqu’elles sont élevées peuvent induire un endommagement de la microstructure avant 

même que la pièce ait été sollicitée mécaniquement. 

b. Humidité relative 

L’humidité relative entraine une dégradation du matériau composite par vieillissement. Ce 

vieillissement peut avoir un effet sur les modules d’élasticité, la tenue en statique et en 

fatigue [Shen77; Scida02; Tual15; Meng16]. La reprise hydrique peut également générer des 

contraintes résiduelles. 

 

Dans cette étude nous ne tenons pas compte de l’influence des conditions extérieures par 

soucis de simplification.  

En ce qui concerne la température, nous considérons que dans le matériau étudié les 

contraintes résiduelles sont limitées1 et que les effets des variations de la température 

extérieure pendant les essais de fatigue sont négligeables devant ceux du chargement 

mécanique cyclique. Nous veillerons toutefois à ce que l’échauffement lié à la fréquence de 

chargement ne dépasse pas 10°C. La température de transition vitreuse de la matrice de 

l’étude est de 80°C. 

                                        
1 Les analyses de microstructure réalisées en bord d’éprouvettes n’ont pas montré d’endommagement 
de type fissuration matricielle avant chargement mécanique 
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En ce qui concerne l’humidité relative, toutes les éprouvettes subissent des conditions 

similaires en matière d’exposition à l’humidité : la durée des découpes (refroidissement à l’eau 

pour les éprouvettes droites et découpe jet d’eau pour les éprouvettes échancrées) est 

similaire d’une éprouvette à l’autre.  

Les essais sont fait dans les conditions de température et d’humidité ambiante du laboratoire. 

Soit une humidité relative d’environ 50% et une température d’environ 20°C. 

 

II.2.3. Influence du matériau 

Une fois que le concepteur a connaissance du chargement et des conditions extérieures qui 

s’appliquent sur la structure considérée, il est confronté au choix d’un matériau. Dans le cas 

du composite il s’agit en fait plus d’un matériau-structure à concevoir que d’un matériau à 

choisir. Nous essayons de donner un aperçu dans ce paragraphe des paramètres à considérer 

lorsqu’un tel matériau-structure composite est conçu pour une pièce sollicitée en fatigue. 

a. Constituants des composites 

Le premier choix qui s’impose est celui des constituants du composite : fibres et matrice. Une 

revue de l’influence des constituants sur la tenue en fatigue est proposée par O. Konur 

[Konur89]. Une synthèse est présentée ci-après : 

Fibres – La tenue des composites en fatigue semble directement liée à la raideur et à la 

déformation à rupture de ses renforts. Ainsi, les fibres de carbone ont de meilleures 

performances en fatigue que le verre S (haut module) qui lui-même est meilleur que le verre 

E (Figure  II.20.a). L’aramide, quant à lui, a des performances meilleures que le carbone à 

faible durée de vie mais moins bonnes que le verre à grand nombre de cycles. 

Matrice - Les études réalisées sur les résines montrent que les résines époxydes ont un 

meilleur comportement en fatigue que les résines polyester et phénolique (Figure  II.20.b). 

Interface - Il semble que meilleure est l’adhésion à l’interface entre la fibre et la matrice, 

meilleur est le comportement en fatigue. Cependant le comportement des interfaces reste mal 

connu.  

 
Figure  II.20 : Comparaison de la tenue en fatigue (a) des verres E et S et (b) de plusieurs matrices 

[Konur89] 

(b) (a) 



 II.2. Phénomènes influents sur l’endommagement et la durée de vie en fatigue 

 107 

b. Architecture des renforts 

Une fois que le matériau du renfort est choisi, il convient de choisir une architecture : tissé 

3D, tissé 2D ou unidirectionnel non tissés (NCF) ? 

Différentes architectures – Les mécanismes d’endommagement semblent être 

indépendants de l’architecture des renforts. Seule la cinétique d’endommagement varie d’une 

architecture à l’autre [Rakotoarisoa14]. Pour notre étude, retenons simplement que les 

stratifiés unidirectionnels semblent avoir une meilleure tenue en fatigue que les tissés, et que 

cette différence est plus marquée pour les composites à fibre de verre que les composites à 

fibre de carbone [Konur89]. Les composites tissés 2D, mais surtout 3D, apportent quant à eux 

une meilleure résistance au délaminage ce qui leur confère un avantage par rapport aux 

unidirectionnels dans des structures sujettes aux chocs ou à des sollicitations hors plan. 

Influence de la couture dans les NCF – En ce qui concerne les renforts unidirectionnels 

NCF qui nous intéressent, l’architecture varie d’un renfort à l’autre en fonction 

principalement de la couture. Cette couture permet de manipuler les nappes 

d’unidirectionnels lors de la fabrication ou de construire des multidirectionnels pour limiter le 

nombre d’opérations de dépose et garantir une certaine orientation des plis. Cependant, elle 

semble avoir un impact sur la tenue mécanique, notamment en fatigue. En s’appuyant sur les 

résultats de la base de données DOE/MSU [Mandell97], K. Vallons et al. mettent en évidence 

que les UD NCF ont un meilleur comportement sans fil de couture qu’avec un fil de couture 

[Vallons13] (cf Figure  II.21). 

 
Figure  II.21 : Influence de la couture sur la durée de vie des UD NCF [Vallons13] selon les résultats de la 

base de donnée DOE/MSU [Mandell97] 

Ces différences en matière de résistance mécanique s’expliquent par exemple par la création 

de zones riches en résine, lorsque la couture écarte les mèches, qui favorise d’ailleurs le 

phénomène de « kinking » en compression [Berbinau99]. La couture peut aussi avoir un effet 

sur le taux volumique de fibres et l’épaisseur locale du matériau composite [Vallons14] en 
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modifiant notamment la perméabilité des renforts [Lundström00]. Enfin, lors de la réalisation 

de la couture, l’aiguille peut aussi endommager localement les fibres des nappes d’UD. 

c. Taux volumique de fibres 

Taux volumique de fibres - Le taux volumique de fibres est défini comme la proportion 

de renforts dans le volume total de matière du composite. Il a des effets très contradictoires. 

D’une part, un volume de fibres élevé permet d’augmenter la rigidité et la résistance du 

matériau en quasi-statique. Mais d’autre part, un taux volumique de fibres élevé provoque 

des phénomènes de confinement qui par concentrations de contraintes, favorisent 

l’endommagement en fatigue [Vallons13]. En s’appuyant toujours sur la base de données 

DOE/MSU, K. Vallons et al. montrent que la pente de la courbe S-N augmente1 avec le 

volume de fibres (Figure  II.22).  

Taux volumique de fibres et couture - Dans le cas des NCF, la couture semble avoir un 

effet de confinement local. Par exemple, en Figure  II.22 nous constatons que l’influence du 

taux volumique de fibres est plus marqué avec que sans couture. 

 
Figure  II.22 : Influence du taux volumique de fibres sur la durée de vie des UD NCF [Vallons13] selon les 

résultats de la base de donnée DOE/MSU [Mandell97] 

Notons cependant que cet effet de la couture sur l’accentuation du confinement semble 

valable uniquement pour de faibles taux volumiques de fibres. Par exemple, en comparant un 

stratifié composé de triaxes NCF (cousus) et un stratifié composé d’un empilement de pli 

d’unidirectionnels dans différentes directions nous pouvons remarquer que pour des taux 

volumiques de fibres au-delà de 50% les deux stratifiés ont une tenue en fatigue similaire. 

Cependant en dessous de 50% de fibres, nous retrouvons l’effet de confinement provoqué par 

la couture avec un stratifié triaxe qui s’endommage davantage en fatigue que le stratifié 

obtenu en déposant plusieurs nappes d’unidirectionnels [Mandell97, 99]. 

                                        
1 Plus la pente d’une courbe S-N est élevée, plus le matériau est sensible à la fatigue. 
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d. Ondulations des plis d’unidirectionnels 

Lors des essais réalisés sur éprouvettes [0/90], dans le cadre de cette étude, pour valider la 

cinétique d’endommagement (cf Section  II.1.3), il est apparu que l’ondulation des plis à 0°, 

provoquée par l’hétérogénéité des renforts déposés précédemment dans la séquence 

d’empilement, favorisait l’apparition d’un délaminage précoce, fortement néfaste pour la 

tenue de la structure. En Figure  II.23, nous voyons, avant chargement, que le troisième pli à 

0° ondule fortement en milieu d’image à cause de l’absence d’une mèche à 90° dans le pli qui 

le précède dans la séquence d’empilement (à sa gauche). Très tôt, sous une sollicitation 

cyclique de type traction-traction, un délaminage apparait, visible sur l’éprouvette par une 

zone blanchie (Figure  II.24). On voit également sur la Figure  II.24 que ce délaminage n’est 

pas cantonné au bord de l’éprouvette mais la traverse dans la largeur. Précisons néanmoins 

que ce n’est pas parce que le délaminage transverse l’éprouvette dans sa largeur qu’il n’est 

pas lié à un effet de bord. La rupture, quant à elle, intervient pour un nombre de cycles 36% 

plus faible que celui atteint par une éprouvette qui ne présente pas ce type de défaut. De 

plus, elle se localise dans une des deux zones délaminées. 

 
Figure  II.23 : Influence de l’ondulation des plis à 0° sur l’apparition d’un délaminage en fatigue sous  

σx
max = σx

ult/2, R = 0,1, à f = 10 Hz dans un [0/90]2s réalisé avec le renfort BX45-600 et la résine de l’étude 

Avant essai Après 20 000 cycles 
n = 22% N 

Fin charge statique 
σ = σult/2 

Après 80 000 cycles 
n = 89% N 

1 2 3 4 
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Figure  II.24 : Rupture de l’éprouvette [0/90]2s en BX45-600 dans une zone délaminée 

Les observations fournies dans la littérature vont dans le même sens. Des auteurs remarquent 

sur des tubes fabriqués en RTM que l’ondulation de plis n’a pas d’impact sur les fissurations 

ou les pertes de raideur en fatigue. Par contre elle provoque des délaminages qui engendrent 

une rupture précoce [Schmidt12a]. En compression, l’ondulation des plis est défavorable car 

elle favorise le phénomène de « kinking » [Berbinau99; Wang01]. 

e. Bords libres 

R.B. Pipes et N.J. Pagano montrent que la contrainte de cisaillement inter-laminaire 

augmente localement au niveau des bords libres d’un stratifié [±θ ]s, sous une sollicitation de 

traction, ce qui favorise le délaminage [Pipes70]. Les auteurs montrent que la contrainte de 

cisaillement interlaminaire au bord dépend de la valeur de l’angle θ  (Figure  II.25). Ils 

remarquent qu’elle est maximale pour θ  = 35° et qu’elle s’annule lorsque θ  = 60°. 

 
Figure  II.25 : Contrainte de cisaillement inter-laminaire en bord d’éprouvette [±θ ]s  

en fonction de l’angle θ  [Pipes70] 
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f. Epaisseur des stratifiés 

Les pales d’éoliennes sont composées de matériaux composites dont l’épaisseur peut être 

élevée. Il est en effet courant d’obtenir des monolithiques de plus de 70 mm en pied de pale 

ou dans certains spar-cap. Nous nous intéressons donc ici à l’influence de l’épaisseur sur la 

fatigue de ce type de matériau. 

 

Effet d’échelle - Si les matériaux composites peuvent atteindre plusieurs dizaines de 

millimètres d’épaisseur dans les structures, les essais de caractérisation se font généralement 

sur des éprouvettes de seulement quelques mm. Il est donc important de savoir si le 

composite est soumis à un effet d’échelle. Les auteurs qui ont essayé de répondre à cette 

question ont constaté que lorsque le volume de matériau testé augmente, la tenue mécanique 

diminue. La principale raison est liée à la probabilité de trouver un défaut critique qui 

augmente avec la taille du volume considéré. La réduction de la résistance et de la durée de 

vie semble valable pour tous les modes de sollicitation [Wisnom99; Lahuerta16]. Par exemple, 

l’abattement de la déformation à rupture d’un matériau composite verre-époxy en fonction 

du volume est donné en Figure  II.26. Cependant, les observations quantitatives doivent être 

considérées avec prudence car des résultats contradictoires sur le sujet mettent en évidence la 

difficulté de mettre en œuvre des essais où seules les dimensions changent. Quoiqu’il en soit, 

les matériaux composites semblent soumis à un effet d’échelle et l’abattement de la tenue en 

fatigue reste dans la marge de sécurité fixée par les organismes certificateurs de l’éolien 

[Lahuerta16]. 

Si les résistances en quasi-statique et en fatigue sont soumises à l’effet d’échelle, notons que 

les modules d’élasticité, eux, sont indépendants de la taille de l’échantillon considéré, dès lors 

que le volume est représentatif [Wisnom99]. 

 
Figure  II.26 : Effet d’échelle dans la direction des fibres d’un matériau composite verre-époxy [Wisnom97] 

Auto-échauffement – Les matériaux composites à matrice organique et plus 

particulièrement à fibres de verre évacuent mal la chaleur. En fatigue, la viscoélasticité de ces 

matériaux provoque un échauffement et l’épaisseur a un impact direct sur la chaleur générée 

[Lahuerta12]. 
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Variation des propriétés dans l’épaisseur – F. Lahuerta et al. ont infusé des plaques 

d’UD verre-époxy d’environ 60 mm d’épaisseur dans lesquelles ils ont introduit des tissus 

d’arrachage qui permettent après infusion de séparer le composite dans l’épaisseur en 

plusieurs couches. Des éprouvettes sont donc extraites dans l’épaisseur et testées en quasi-

statique et en fatigue, en traction et en compression. Les résultats montrent qu’en traction la 

position dans l’épaisseur a peu d’influence. Par contre la tenue en compression en statique et 

en fatigue est légèrement meilleure au milieu de la plaque épaisse que sur le dessus et le 

dessous. Les auteurs en déduisent que les propriétés mécaniques évoluent dans l’épaisseur. Ils 

expliquent en partie cette évolution par des différences de températures pendant la phase de 

cuisson [Lahuerta15]. 

g. Construction du stratifié 

Un pli épais ou plusieurs plis fins ? – Il semble que l’utilisation de plusieurs plis fins 

plutôt qu’un seul pli épais permet de limiter l’initiation et l’évolution de l’endommagement et 

d’améliorer aussi la tenue en statique [Parvizi78; Nairn00; Huchette05; Arteiro13] et en 

fatigue [Sihn07; Revest11]. Ceci est aussi valable pour l’initiation des délaminages en bord de 

pièce [O’Brien81]. Ces observations sont cohérentes avec les remarques sur l’effet d’échelle 

faites au paragraphe précédent. Un compromis doit donc être trouvé entre la tenue 

mécanique et la durée de l’opération de drapage pendant la fabrication. 

Séquence d’empilement des plis - Les NCF en fibres de carbone [0/90]2s sont plus sujets 

à la perte de raideur en statique et ont une résistance moindre que les [90/0]2s. Dans le 

premier empilement, tous les plis à 0° sont séparés par des plis à 90° alors que dans le second, 

2 plis à 0° se trouvent côte à côte au milieu de l’éprouvette. Les auteurs remarquent que les 

délaminages et les ruptures de fibres interviennent plus favorablement lorsque les plis à 0° 

sont séparés par des plis à 90° [Mattsson08]. 

Arrêt des plis – Les zones d’arrêt de plis constituent une faiblesse de la structure 

[Thawre16] (Figure  II.27) mais sont indispensables dès lors que la structure est soumise à des 

efforts internes variables qui imposent des variations d’épaisseurs, comme c’est le cas des 

pales d’éoliennes. Ces faiblesses sont liées à l’apparition favorisée de délaminages en traction 

en raison de contraintes hors plan, et de microflambement des fibres lorsque la structure 

entre en compression [Steeves05]. 

 
Figure  II.27 : Influence des arrêts de plis sur la durée de vie en fatigue [Thawre16] 

PLL specimen 

PLD specimen 
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h. Porosités 

Statique – Les porosités sont depuis longtemps connues pour avoir un effet sur la rigidité et 

sur la résistance en statique des matériaux composites à matrice organique, quels que soient 

le type de fibre, de matrice, le renfort, le procédé et le mode de sollicitation [Olivier95; 

Varna95; Wisnom96; Kosmann15]. 

Fatigue – En fatigue, l’étude de l’influence des porosités sur le comportement et la tenue 

mécanique est un peu plus récente. Citons les travaux de F. Schmidt et al. qui étudient en 

fatigue des tubes avec des porosités distribuées et accumulées par rapport à des tubes sains 

[Schmidt12b]. Ils montrent que les porosités, particulièrement lorsqu’elles sont regroupées, 

engendrent l’apparition de délaminages qui semblent réduire la durée de vie  Sur des plaques, 

la présence de porosités, même en très faible proportion, favorise l’apparition de fissures 

transverses et réduit la durée de vie [Maragoni17]. En compression, les porosités, au même 

titre que les zones riches en résine, semblent favoriser le « kinking » [Berbinau99]. 

 

Nous venons de voir que de nombreux facteurs influencent l’endommagement d’un matériau 

composite en fatigue. Dans le cadre de cette étude nous nous limiterons à décrire l’influence 

de la sollicitation mécanique. Pour ceci, nous avons choisi de négliger l’influence des 

conditions extérieures et de fixer autant que possible les paramètres liés au matériau : 

a. Tous les échantillons sont réalisés avec les mêmes fibres et la même matrice : fibres de 

verre E avec une résine époxy adaptée à l’éolien (faible viscosité et temps de prise en gel 

long) 

b. En matière d’architecture des renforts, tous les stratifiés étudiés sont construits à partir 

des six renforts NCF décrits dans le Tableau  I.5. 

c. Une méthode pour déterminer de manière approchée le taux volumique de fibres sera 

proposée au Chapitre III. Nous verrons alors que nos échantillons ont un taux volumique 

de fibres compris entre 40% et 50%. L’influence du taux volumique de fibres sur les 

caractéristiques mécanique du matériau sera prise en compte.  

d. Les défauts d’ondulation hors plan sont propres aux renforts utilisés ; nous ne les écartons 

pas. Nous considérons qu’ils participent à la dispersion des résultats en fatigue. 

e. Les bords libres sont inévitables sur une éprouvette non tubulaire. Nous savons qu’ils ont 

une influence sur l’endommagement en fatigue ; nous en tennons compte dans l’analyse 

des résultats. 

f. Les éprouvettes utilisées sont minces ce qui limite les variations des propriétés dans 

l’épaisseur. Nous veillerons à utiliser une base de mesure pour la déformation adaptée au 

matériau (cf Paragraphe  I.3.2.c). 

g. Nous limitons notre étude à des sollicitations dans le plan du stratifié et nous n’étudions 

pas les changements d’épaisseurs. 

h. Le taux surfacique, la dimension et la position des porosités ont été observés après 

fabrication. Nous nous plaçons dans la mesure du possible dans des conditions où la 

variation de ce type de défaut est minimale (cf Paragraphe  I.3.1.c). 
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II.3. Dimensionnement des matériaux composites stratifiés en 

fatigue 

A la lumière de ce que nous avons pu comprendre (grâce à la littérature) sur les mécanismes 
d’endommagement qui interviennent dans les matériaux composites stratifiés, et des facteurs qui les 
influencent en fatigue, intéressons nous aux approches qui permettent de modéliser leur apparition et leur 
évolution, ou tout simplement d’estimer la durée de vie. 
 

De manière générale, les méthodes de dimensionnement des structures se classent en deux 

catégories opposées : les approches qui tolèrent l’endommagement et les approches qui ne le 

tolèrent pas. Les approches de modélisation utilisées dans le cadre de la première catégorie 

s’intéressent à l’évolution de l’endommagement jusqu’à la rupture du matériau. Les 

structures sont alors conçues de manière à ne pas atteindre cette rupture au cours de la durée 

d’utilisation fixée par le cahier des charges, tout en tolérant la présence de l’endommagement. 

Au contraire, les approches de la seconde catégorie consistent à modéliser l’initiation de 

l’endommagement et à s’assurer que le matériau ne s’endommagera pas, pour la durée de vie 

fixée par le cahier des charges. Notons que cette seconde méthode est conservative et adaptée 

à un contexte sécuritaire élevé mais ne permet pas une optimisation poussée des structures. 

Nous consacrerons un premier paragraphe aux approches de la deuxième catégorie dites aussi 

de « durée de vie sûre » ou de « limite d’endurance » qui ne tolèrent pas l’endommagement 

puis nous détaillerons dans trois paragraphes les approches qui permettent de modéliser 

l’évolution de l’endommagement en fatigue. Nous les avons classées de manière classique en 

trois familles : les approches bassées sur l’utilisation des courbes S-N, les approches 

phénoménologiques basées sur la description de la rigidité et de la résistance résiduelle et les 

approches basées sur les mécanismes d’endommagement. 

II.3.1. Approches « limite d’endurance » 

La limite d’endurance d’un matériau est définie comme le seuil (en déformation, en 

contrainte, en énergie, …) en dessous duquel aucune rupture n’est observée sous une 

sollicitation de fatigue pour un nombre de cycles donné. 

Les approches « limite d’endurance » appartiennent donc aux méthodes de dimensionnement 

qui ne tolèrent pas l’endommagement. L’objectif de ces approches est de prévoir la limite 

d’endurance du matériau et les pièces sont conçues de manière à ce que cette limite 

d’endurance ne soit pas dépassée. 

a. Méthode classique 

Dans le cadre de l’éolien, l’organisme certificateur DNV-GL [Germanischer Lloyd10] précise 

que si la structure est composée de plis d’unidirectionnels en fibres de verre et que la 

déformation est inférieure à 0,35% en traction et 0,25% en compression, alors elle sera 

certifiée pour fonctionner pendant 20 ans. Notons que ces limites d’endurance sont réduites à 

0,24% en traction et 0,18% en compression pour les matériaux composites à fibres de 

carbone, ce qui met en évidence que la limite d’endurance dépend évidemment du matériau. 
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Cette approche est conservative de manière générale. Alors considérer les valeurs plancher 

d’un organisme de certification nous place dans des conditions de sécurité extrêmes, qui dans 

le cadre de l’éolien où la masse de la structure est une source du chargement peut nous placer 

dans une situation où le concepteur ne trouve pas de solution.  

La détermination des limites d’endurances se fait classiquement en réalisant les courbes S-N 

du matériau. La sollicitation est diminuée jusqu’à ce que le matériau ne cède pas au bout 

d’un nombre de cycle identifié comme le nombre de cycle maximal auquel la structure sera 

soumise. La limite d’endurance est donc dépendante du mode de sollicitation appliqué et du 

choix du nombre de cycle maximal (Figure  II.28.b). 

b. Essais d’auto-échauffement 

Si l’obtention de la limite d’endurance peut prendre du temps (notamment pour des nombres 

de cycles élevés alors que les fréquences de sollicitation sont limitées pour les composites), des 

approches plus rapides déjà appliquées pour les métaux sont en cours de développement pour 

les stratifiés : les méthodes d’auto-échauffement [Westphal13, 14]. Ces approches se basent 

sur la dissipation d’énergie, sous forme de chaleur, liée aux mécanismes d’endommagement 

mis en jeu sous des chargements cycliques. L’approche consiste à observer le taux de 

croissance de la température de l’éprouvette sous des blocs de sollicitation d’amplitude 

croissante. La modification du taux de croissance de la température signale l’apparition de 

mécanismes d’endommagement. En Figure  II.28 nous pouvons voir que la valeur de la 

contrainte à l’intersection des pentes de la courbe d’auto-échauffement est cohérente avec la 

limite d’endurance observée sur une courbe S-N classique : 371 MPa. 

  
 

Figure  II.28 : (a) Courbe d’auto-échauffement et (b) courbe S-N d’un [45/90/0]s à fibres carbone en 
traction-traction sous contrainte moyenne de 250 MPa [Westphal14] 

Si ces approches sont prometteuses en termes de durée d’essai pour déterminer la limite 

d’endurance (quelques heures), notons que tous les mécanismes d’endommagement ne 

semblent pas être observables par dissipation thermique et que le choix des points pour 

tracer les pentes sur la courbe d’auto-échauffement (Figure  II.28.a) reste très sensible à 

l’opérateur [Westphal14]. 

 

(b) (a) 
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II.3.2. Approches basées sur l’utilisation des courbes S-N 

Parmi les approches où l’endommagement est toléré dans le matériau et dont l’objectif est de 

modéliser cet endommagement pour estimer la durée de vie, la plus courante est basée sur 

l’utilisation des courbes S-N déterminées à l’échelle macroscopique : celle du stratifié. Elle 

consiste à interpoler ou extrapoler la durée de vie du matériau mesurée lors d’essais à l’aide 

de lois phénoménologiques. 

a. Cas de la fatigue uniaxiale d’amplitude constante 

Considérons tout d’abord un cas assez simple où la sollicitation est uniaxiale et d’amplitude 

constante. Ce type de chargement est peu probable pour une structure. Néanmoins elle est 

très facile à reproduire en laboratoire. 

Le matériau est sollicité pour plusieurs niveaux de chargement (contrainte maximale), et 

pour différents rapports de charge, jusqu’à rupture. Les durées de vies obtenues, par niveau 

de sollicitation et par rapport de charge, sont reportées sur deux types de diagrammes : un 

diagramme qui donne la durée de vie en fonction de la contrainte maximale pour des 

rapports de charge fixés (la courbe S-N) et un diagramme qui donne l’influence du rapport de 

charge en fonction de la contrainte maximale à durée de vie fixée (le diagramme CFL). 

 

Les courbes S-N sont généralement décrites à l’aide de modèles de type log-log ou semi-log. 

Le modèle semi-log, dit de Wöhler, s’écrit de la manière suivante : 

)log(.1
max

Nb
ult

−=
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 ( II.2) 

où maxσ  est la contrainte max imposée pendant le cyclage, ultσ  correspond à la contrainte de 

rupture statique et -b est la pente de la droite dans le plan σmax-log(N). 

Le modèle log-log, dit de Basquin, s’écrit de la façon suivante : 
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où cette fois, -1/m est la pente de la droite dans le plan log(σmax)-log(N). 

 

D’autres auteurs [Tate08; Kelkar09] s’inspirent de modèles utilisés en biologie pour décrire la 

forme en S des courbes S-N (Figure  II.29). Cette modélisation permet de mettre évidence 

deux domaines : la fatigue oligocyclique, dans lequel les ruptures interviennent après un 

nombre de cycles faible, et la fatigue polycyclique associée aux grandes durées de vie (105 à 

106 ou 107 cycles). Cette modélisation permet aussi de représenter la limite d’endurance 

(lorsqu’elle existe) par une asymptote horizontale. Mathématiquement, la représentation 

sigmoïdale peut s’écrire de la manière suivante : 
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où )log(Nx =  et Aσ , Bσ , x0 et dx sont des paramètres à identifier. Notons tout de même 

que Aσ  et Bσ  représentent les valeurs extrêmes, à savoir la rupture statique pour Aσ  et la 

limite d’endurance pour Bσ . 

 

 
Figure  II.29 : Courbe S-N sigmoïdale [Tate08] 

Les courbes S-N sont généralement tracées en contrainte maximale, pour R ou σ
m fixé, mais 

elles peuvent aussi être tracées en amplitude de contrainte où à l’aide d’autres grandeurs 

comme la déformation ou l’énergie de déformation [Ellyin90]. 

 

Les diagrammes CFL, rappelons-le, représentent l’influence du rapport de charge pour une 

durée de vie fixée. Ils sont généralement tracés dans le plan σa-σm où σa représente l’amplitude 

en contrainte et σm représente la contrainte moyenne de la sollicitation cyclique. Le modèle le 

plus simple consiste à réaliser une interpolation linéaire : droite de Goodman, ou linéaire par 

morceaux lorsque plusieurs rapports de charge ont été testés. L’interpolation linéaire (Figure 

 II.30.a) consiste souvent à réaliser des essais à un rapport de charge R = 0,1 (traction-

traction) et d’en déduire pour toute durée de vie, une relation qui permet de passer d’une 

sollicitation à une autre. L’interpolation linéaire par morceaux consiste généralement à 

réaliser des essais à R = 10 (compression-compression), R = -1 (traction-compression) et R = 0,1 

(traction-traction) puis une interpolation linéaire est faite entre les résultats d’essais. 

   
Figure  II.30 : Diagrammes CFL (a) linéaire (droite de Goodman) (b) linéaire par morceau 

Des modèles non linéaires sont aussi proposées dans la littérature. Citons le modèle de Gerber 

qui décrit un diagramme parabolique, les diagrammes en formes de cloches proposées par B. 
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Harris et ses collaborateurs [Harris97] (Figure  II.31.b) ou les diagrammes anisomorphes 

proposés par M. Kawai et al. dont la particularité est de changer de forme en fonction de la 

durée de vie [Kawai10]. 

Nous pouvons en conclure qu’avec de nombreux essais sous chargement d’amplitude 

constante, à l’aide d’une identification de la courbe S-N et en choisissant un modèle 

empirique pour décrire la forme du diagramme CFL, nous sommes en mesure d’estimer la 

durée de vie pour n’importe quelle sollicitation de contrainte maximale et minimale constante 

(Figure  II.31.a) qui peut aussi être définie en amplitude et contrainte moyenne (Figure 

 II.31.b). 

   
Figure  II.31 : Expression de la durée de vie d’un stratifié [0/±45] carbone époxy à l’aide de courbes S-N et 

d’un diagramme en forme de cloche [Harris97] (a) en fonction du rapport de charge et de la contrainte 
maximale dans le domaine de validité du modèle (b) en fonction de la valeur moyenne et de l’amplitude 

b. Cas de la fatigue uniaxiale d’amplitude variable 

Comme nous l’avons déjà souligné, un chargement de fatigue réel est rarement de valeur 

moyenne et d’amplitude constante mais plutôt composé par une séquence de chargement que 

nous pouvons modéliser comme une succession de cycles d’amplitude et de valeur moyenne 

variable. La solution utilisée pour aborder cette problématique dans le cadre des approches 

de type durée de vie est de se ramener à des blocs d’amplitude constante pour lesquels nous 

venons de voir que nous savons estimer la durée de vie. Des méthodes de comptage sont donc 

utilisées pour identifiés des cycles dans le chargement. Ces cycles sont ensuite regroupés en 

blocs de chargement lorsque leur occurrence ni est supérieure à 1 (Figure  II.32). 

 
Figure  II.32 : Représentation schématique du comptage de cycles 
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La durée de vie est ensuite calculée en cumulant l’endommagement di induit par chaque bloc 

de chargement. Cet endommagement est défini comme la proportion de durée de vie 

consommée par chaque bloc : 

i

i
i

N

n
d =  ( II.5) 

où ni est l’occurrence du cycle i sur la séquence et Ni est la durée de vie sous le chargement 

constant i calculé comme indiqué au Paragraphe  II.3.2. a. Lorsque l’endommagement atteint 

1, la rupture est atteinte. 

Les méthodes diffèrent ensuite sur la manière de cumuler l’endommagement. Le modèle le 

plus utilisé est la règle de Miner [Miner45] qui consiste à cumuler de façon linéaire 

l’endommagement : 
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D  ( II.6) 

De la même manière, lorsque D atteint 1, la rupture intervient. Notons que cette règle a été 

postulée pour décrire la tenue en fatigue des métaux et qu’elle est peu adaptée pour décrire 

l’endommagement des matériaux composites sous des spectres de chargement complexes 

[Post08; Passipoularidis09]. Des modèles non linéaires sont proposés en remplacement dans la 

littérature. Citons par exemple celui [Bond99] [Bond00] : 
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où A, B et C sont des paramètres à identifier, dépendants du matériau. M.J. Owen et R.J. 

Howe proposent de fixer C = 2 [Owen72]. 

Précisons qu’une fois que l’endommagement total D sur la séquence est déterminé, la durée 

de vie N, ou le nombre de répétition admissible de cette séquence est obtenu de la manière 

suivante : 

D
N

1=  ( II.8) 

c. Cas de la fatigue multiaxiale d’amplitude variable 

Les lois que nous avons décrites dans les deux paragraphes précédents sont dédiées à des 

sollicitations unidirectionnelles. C'est-à-dire que la sollicitation est appliquée dans une 

direction unique et constante. Dans le cadre de l’approche que nous abordons, le cas des 

sollicitations multiaxiales est traité à l’aide de critères de ruptures multiaxiaux initialement 

formulés pour les chargements quasi-statiques et étendus aux sollicitations de fatigue. Citons 

par exemple le critère de rupture quadratique de Tsai-Hill qui s’écrit en statique : 
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Dans cette équation, 1σ , 2σ  et 12τ  sont les composantes de l’état de contraintes et ult
1σ , 

ult
2σ  et ult

12τ  sont les contraintes ultimes statiques dans les directions associées. Ce critère est 
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étendu à la fatigue par T.P. Philippidis et A.P. Vassilopoulos [Philippidis99, 02, 04] qui le 

formulent de la manière suivante : 
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où a
1σ , a

2σ  et a
12τ  sont les amplitudes des composantes de l’état de contraintes cyclique et 

( )Nmax

1σ , ( )Nmax

2σ , ( )Nmax

12τ  sont les courbes S-N dans les directions associées sous les 

mêmes rapports de charge. Par résolution de l’équation ( II.10), la durée de vie N sous un bloc 

de chargement d’amplitude constante peut être déterminée. En utilisant un modèle de cumul 

de l’endommagement comme ceux présentées dans le paragraphe précédent nous sommes en 

mesure d’estimer l’endommagement pour une sollicitation multiaxiale d’amplitude variable. 

D’autres critères en contrainte sont utilisables en contrainte comme celui de Z.Hashin et 

A.Rotem [Hashin73] ou en énergie [Shokrieh06]. Ces méthodes sont cependant limitées aux 

sollicitations multiaxiales proportionnelles.  

Comme nous venons de le voir, les approches basées sur l’utilisation de courbes S-N peuvent 

être appliquées à l’échelle du pli, mais les hypothèses auxquelles elles font appel, notamment 

que les plis ont une raideur constante, ou que la résistance sous un chargement dans une 

direction est indépendante du chargement dans les autres directions sont discutables. Ces 

approches sont donc principalement utilisée à l’échelle du stratifié. Et notons que 

l’identification des courbes S-N et des diagrammes CFL pour l’ensemble des stratifiés qui 

composent une structure comme une pale d’éolienne nécessitent de lourdes campagnes 

d’essais. 
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II.3.3. Approches phénoménologiques basées sur la description de la rigidité et 

de la résistance résiduelle 

Toujours parmi les méthodes de dimensionnement qui s’intéressent à l’évolution de 

l’endommagement en fatigue, une deuxième famille d’approches regroupe les modèles 

phénoménologiques basés sur la description de la rigidité et de la résistance résiduelle. Ces 

approches décrivent l’évolution de ces grandeurs au cours du chargement, ce qui permet de 

modéliser la tenue en fatigue à l’échelle du pli et du stratifié. 

a. Approches basées sur la description de la rigidité résiduelle 

Les modèles basés sur la description de la rigidité résiduelle décrivent l’évolution du module 

d’élasticité résiduel au cours de la sollicitation. La perte de rigidité est décrite à l’aide d’une 

variable D telle que E = E0(1-D) avec E0 le module d’élasticité initial et E le module d’élasticité 

résiduel. La caractéristique des modèles phénoménologiques est liée à leur forte dépendance 

aux sollicitations avec lesquelles ils sont identifiés. 

Citons par exemple le modèle de W. Van Paepegem et J. Degrieck, utilisable à l’échelle du 

pli ou du stratifié, qui distingue la traction de la compression pour des tissés verre-époxy 

sollicités en flexion [Van Paepegem01a] : 

( )
( )

ncompressioen

tractionen
D

A

dn

dD
b

cult

0

1−
∆

=
σσ

 ( II.11) 

Dans cette loi, A, b et c sont des paramètres à identifier, dépendants du matériau. 

Notons que la rigidité résiduelle et la déformation résiduelle semblent répondre aux mêmes 

mécanismes d’endommagement et que les lois qui les modélisent sont donc souvent couplées. 

Les mêmes auteurs proposent un couplage avec la perte de raideur en cisaillement :  

ncompressioen

tractionen
dn

dD
c

dn

d p

0

12
6εε =  ( II.12) 

où pε , ε et 6c  sont respectivement : la déformation résiduelle permanentes, la déformation 

résiduelle totale et un paramètre matériau à identifier [Van Paepegem03]. 

Si les modèles de rigidité résiduelle décrivent très bien la perte de raideur pour des 

sollicitations données, l’estimation de la durée de vie n’est pas leur but premier ; celle-ci se 

fait donc de manière indirecte. La rupture peut être définie par une certaine valeur du 

paramètre D, par exemple D = 1, bien qu’au moment de la rupture le module d’élasticité 

résiduel du matériau soit non nul. La rupture peut aussi être atteinte lorsqu’un pli désorienté 

de la direction du chargement à perdu suffisamment de raideur pour que la charge transférée 

sur ses plis voisins dépasse la charge ultime (statique) et génère une rupture. Mais cette 

dernière solution ne fonctionnerait pas pour tous les stratifiés. Une approche finalement 

souvent adoptée consiste à considérer que la section est endommagée et que la contrainte que 
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subit le matériau est supérieure à la contrainte moyenne calculée à partir de la section 

initiale (non endommagée). On parle alors de contrainte effective notée σ~ :  

D
E

−
==

1
.~ 0 σεσ  ( II.13) 

En considérant les contraintes effectives à la place des contraintes homogènes dans un critère 

de rupture statique, certains auteurs essaient d’estimer la rupture [Van Paepegem03].  

b. Approches basées sur la résistance résiduelle 

De la même manière que des modèles décrivent l’évolution de la rigidité au cours de la durée 

de vie, d’autres modèles décrivent l’évolution de la résistance. Rappelons que la rigidité 

résiduelle concerne principalement les directions matricielles alors que la résistance résiduelle 

concerne principalement la direction des fibres. Ces modèles de résistance résiduelle sont dits 

phénoménologiques lorsqu’ils s’expriment en fonction de la résistance ultime (résistance 

résiduelle initiale), de la sollicitation, du nombre de cycles et de la durée de vie sous cette 

même sollicitation : 

( )NnfR ult ,,,σσ=  ( II.14) 

Citons par exemple le modèle linéaire de Broutman et Sahu Figure  II.33. 

( ) ( )
i

i
iultulti

N

n
nR max,σσσ −−=  ( II.15) 

 
Figure  II.33 : Représentation schématique du modèle linéaire de résistance résiduelle de Broutman et Sahu 

Citons aussi le modèle proposé par M.M. Shokrieh et L.B. Lessard [Shokrieh97b] qui nous 

permet de mettre en évidence que ces modèles sont identifiés pour une sollicitation fixée et 

qu’ils dépendent donc du rapport de charge : 

( ) ( ) ( )
( ) ( ) ( ) maxmax

1

max

25.0loglog

25.0loglog
1,, σσσσ

αβ

+−−





















−
−−= ult

N

n
RnR  ( II.16) 

Dans cette relation, α et β sont des paramètres matériau à identifier. Les auteurs utilisent la 

loi de B. Harris et collaborateurs [Harris97] pour passer d’un rapport de charge R à un autre. 

Les auteurs intègrent ensuite la résistance résiduelle qu’ils calculent dans le critère de rupture 

de Tsai-Hill pour estimer la rupture en fatigue sous sollicitation multiaxiale [Diao99] : 
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R(Ni) = σmax,i 

R(0) = σult 

Ni 

R(ni) 

ni 

σ
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c. Modèles couplant rigidité et résistance résiduelle 

Si les modèles de résistance ou de rigidité résiduelle peuvent être utilisés seuls, comme nous 

venons de le voir, ils sont généralement couplés de manière à confronter une contrainte 

évaluée à partir d’une rigidité résiduelle, avec une résistance résiduelle, au cours de la 

sollicitation de fatigue pour estimer la rupture finale. L’avantage de ces modèles, couplant 

rigidité et résistance résiduelle, comparées aux méthodes basées sur l’utilisation des courbes 

S-N, est de tenir compte des pertes de raideur des plis pour estimer la durée de vie du 

stratifié (Figure  II.34). 

 
Figure  II.34 : Algorithme schématique illustrant l’estimation de la durée de vie à l’aide d’approches 

phénoménologiques 

Un incrément de chargement en fatigue est appliqué qui génère une dégradation de la 

résistance résiduelle et de la rigidité. Ces dégradations, comme nous l’avons précisé, peuvent 

s’effectuer pli par pli. La dégradation de la rigidité des plis génère une mise à jour de l’état 

de contraintes. En effet, certains plis se déchargent et génèrent un surplus de sollicitation 

dans les plis voisins. Enfin un critère de rupture est appliqué. Si aucune rupture n’est 

détectée, l’algorithme passe à l’incrément de chargement suivant. Si une rupture est détectée 

uniquement dans un pli, la rigidité est mise à jour et un nouveau calcul de contraintes est 

réalisé de manière à redistribuer la charge suite à la rupture du pli. Enfin, si tous les plis sont 

rompus, le stratifié est considéré ruiné et la durée de vie est obtenue. 

De telles approches sont proposées par de nombreux auteurs [Lian10; Eliopoulos11], qui 

utilisent souvent le critère de rupture multiaxial du Puck pour les plis d’unidirectionnels 

Incrément de charge en fatigue  

(n, 
max

stratσ , 
min

stratσ ) 

 
Dégradation de 

la résistance 
R(n) 

Dégradation de la rigidité 
E(n) 

Calcul des contraintes 
σ = E(n).ε 

Rupture : 
f(σmax/ R(n)) > 1 ? 

non 1 pli 

Rupture finale 

tous les plis 



 Chapitre II. Des mécanismes d’endommagement à l’estimation de la durée de vie 

 124 

[Kennedy13; Dong16], et les lois de résistance linéaire de Broutman et Sahu 

[Passipoularidis11]. 

Notons finalement, et c’est la caractéristique des approches que nous appelons 

phénoménologiques, que la variable qui pilote les lois de dégradation est le nombre de cycles 

et que la plupart du temps la durée de vie doit être connue. Ces approches sont donc 

fortement liées aux approches basées sur l’utilisation des courbes S-N dans la mesure où la 

durée de vie doit pouvoir être estimée à partir d’une sollicitation cyclique et que l’influence 

de la contrainte moyenne est prise à l’aide des mêmes diagrammes CFL que ceux présentés à 

la Section  II.3.2. 

II.3.4. Approches basées sur les mécanismes d’endommagement 

Les deux familles d’approches que nous venons de présenter : les approches basées sur 

l’utilisation des courbes S-N et les approches phénoménologiques basées sur la description de 

la rigidité et de la résistance résiduelle formulent toutes deux des lois de prévision de la durée 

de vie dites phénoménologiques. Elles ne s’intéressent pas aux mécanismes d’endommagement 

et sont donc limitées dans la description du comportement en fatigue sous sollicitation 

complexes : lorsque des couplages non observés lors des essais de caractérisation 

interviennent. Les approches que nous présentons ci-après s’intéressent au contraire à 

l’évolution de l’endommagement dans le matériau en fonction d’un état de contraintes local : 

à l’échelle microscopique (des constituants) ou mésoscopique (du pli). Ces approches peuvent 

donc, a priori, traiter des sollicitations extérieures complexes. 

Nous diviserons ces approches en deux familles : les approches basées sur la mécanique de la 

rupture qui modélisent de manière « discrète » l’évolution de chaque fissure et les approches 

utilisant un formalisme thermodynamique représentant l’état d’endommagement, 

homogénéisé ou moyen sur un volume représentatif, par des variables internes. 

a. Approches basées sur la mécanique de la rupture 

Les approches basées sur la mécanique de la rupture décrivent la propagation locale 

d’endommagements de type fissure dans le matériau. Ces approches s’intéressent aussi bien à 

la prévision de l’évolution des fissures transverses qu’à celle des délaminages et font appel à 

des modélisations qui considèrent une discontinuité du déplacement pour modéliser les 

fissures. 

i. Prévision de l’évolution des fissures transverses 

Quelques auteurs se sont penchés sur la prévision de la fissuration transverse en s’appuyant 

sur la mécanique de la rupture. Citons par exemple les travaux J.F. Caron et A. Ehrlacher 

[Caron97, 99] qui modélisent l’évolution de la fissuration transverse dans les plis à 90° d’un 

[0/90]s carbone à l’aide d’une loi d’évolution de type Paris appliquée à la résistance 

transverse : 

ηη SCR
dN

dR
e

e ∆−= −3  ( II.18) 
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Dans cette loi, Re est la résistance résiduelle du pli transverse, S∆  est l’amplitude de la 

sollicitation et C et η sont les paramètres de la loi de Paris. De manière à obtenir une 

évolution progressive du nombre de fissures, une distribution aléatoire des résistances initiales 

est appliquée. Notons qu’une telle modélisation n’est possible que si le pli à 90° est 

initialement divisé en plusieurs cellules définissant ainsi la position des fissures potentielles. 

ii. Prévision de l’évolution du délaminage 

Les approches basées sur la mécanique de la rupture ou les zones cohésives sont 

principalement dédiées à la prévision de l’évolution des délaminages pour lesquels 

l’anticipation de la position est moins hasardeuse que pour des fissures transverses. Une revue 

récente des modèles de prévision du délaminage en fatigue est donnée par J.A. Pascoe et al. 

[Pascoe13] et B.L.V. Bak [Bak14]. 

 

Anticiper la position des fissures transverses que celles des délaminages, 

 

Dans le cadre de la mécanique de la rupture, ces modèles s’écrivent souvent sous la forme 

d’une loi de Paris :  

( )nGfC
dN

da
.=  ( II.19) 

où da  représente l’augmentation de la surface délaminée lorsque le nombre de cycle 

augmente de dN . Dans cette même relation, C et n sont les paramètres de la loi de Paris (à 

identifier) et ( )Gf  est une fonction du taux de restitution d’énergie sur le cycle [Pascoe13]. 

Le calcul numérique se fait par incréments de cycles sur un maillage qui permet une 

dissociation des nœuds à l’endroit où la fissure se propage (Figure  II.35). L’inconvénient de 

ces méthodes repose alors sur leur dépendance forte au maillage qui doit par ailleurs être très 

fin. 

 
Figure  II.35 : Modélisation numérique de l’ouverture d’une fissure dans le cadre de la mécanique de la 

rupture [Krueger04] 

Dans le cadre de la modélisation par des zones cohésives, moins dépendante de la taille du 

maillage que les approches de type mécanique de la rupture, des interfaces sont introduites 

entre les plis. Le comportement de ces interfaces, ou zones cohésives est modélisé par une loi 

élastique linéaire jusqu’à un certain seuil à partir duquel la raideur, notée K en Figure  II.36 

se dégrade jusqu’à devenir nulle. 
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Figure  II.36 : Comportement d’une zone cohésive dont la dégradation s’exprime au moyen de la perte de 

raideur de l’interface [Bak14] 

La modélisation du délaminage en fatigue à l’aide de zones cohésives revient donc 

généralement à écrire une loi dans laquelle l’endommagement D dépend du chargement et du 

nombre de cycles. Par exemple, citons la loi proposée par P. Robinson et al. [Robinson05] 

dans laquelle le taux de croissance de la perte de raideur D de l’interface, liée à la fatigue, est 

supposée suivre par la relation suivante : 

βλ δ
β

+

+
= 1

1

De
C

dn

dD
 ( II.20) 

où δ  correspond à l’ouverture de l’interface, et C, β et λ sont des paramètres à identifier. 

b. Approches utilisant un formalisme thermodynamique 

Par opposition aux approches discrètes, les approches qui utilisent le formalisme 

thermodynamique décrivent l’état du matériau à l’aide de variables internes. Ces variables 

peuvent être liées à la description physique des endommagements sous forme de densité par 

exemple, ou liées à la loi de comportement du matériau. Cette dernière approche est appelée 

« mécanique de l’endommagement ». 

i. Description physique des défauts 

R. Talreja propose de décrire les défauts de type fissure par une variable interne vectorielle 

qui représente la direction et la taille des endommagements [Talreja86]. Dans l’équation 

suivante, la variable interne scalaire V(α) est définie par la direction n(α) normale au plan des 

fissures de mode α et par l’endommagement D(α) qui rend compte de la taille et de la 

dimension caractéristique des fissures dans ce plan. 
( ) ( ) ( )ααα nDV =  ( II.21) 

La variable vectorielle est obtenue en considérant les directions possibles de la fissuration. 

L’auteur déduit ensuite la rigidité du matériau à partir de son état de fissuration. Cette 

approche a été reprise par A. Thionnet et J. Renard, et plus tard par N. Revest qui 

proposent des lois d’évolutions de la densité de fissures transverses à l’aide d’un seuil Ac 

[Thionnet93, 94; Revest11] : 
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où α représente maintenant la densité de fissures normalisée par l’épaisseur des plis, a, b et c 

sont des paramètres matériau à identifier, m représente le mode de fissuration et N, R et f 

définissent la nombre de cycles, le rapport de charge et la fréquence. 

ii. Mécanique de l’endommagement 

P. Ladeveze et E. Le Dantec proposent quant à eux de décrire l’endommagement dans le 

composite à l’échelle du pli à l’aide de variables internes qui représentent la perte de raideur 

dans la direction transverse (d’indice 2), et de cisaillement (d’indice 12) [Ladevèze92]. : 
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Les travaux effectués au LMA-Marseille ont permis d’étendre à la fatigue cette approche 

initialement définie sous chargement statique en considérant que l’endommagement total est 

composé en partie par un endommagement quasi-statique et en partie par un 

endommagement de fatigue [Payan02, 04] : 
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Dans cette approche, l’évolution de l’endommagement est pilotée par les forces 

thermodynamiques associées [Hochard10, 14] : 
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où a, af, b, bf, m, n, γ, β1, β2, β3, β4, sont des paramètres dépendant du matériaux, qui permettent 

de modéliser l’influence de la sollicitation transverse et de cisaillement sur l’endommagement 

matriciel en statique ou en fatigue, sY0 , fY0  sont les seuils d’endommagement en statique et 

en fatigue et 
id

Y , f
id

Y , f
id

Y∆  sont les forces thermodynamiques qui pilotent 

l’endommagement. En statique, les forces thermodynamiques dérivent du potentiel élastique 

comme nous le verrons au Chapitre III. Elles s’expriment de la manière suivante : 

( )20

2

12 ii

i
d dE

Y s
i −

=
σ

 ( II.27) 

Par analogie, les forces thermodynamiques qui pilotent l’endommagement en fatigue sont 

liées à la valeur maximale et à l’amplitude de la sollicitation : 
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Notons que ces approches s’intéressent aussi à la description de la déformation résiduelle. La 

rupture du pli est obtenue par instabilité dans la direction matricielle et par un seuil de 

rupture dans la direction des fibres. Les auteurs montrent que le seuil de rupture dans la 

direction des fibres est piloté par l’endommagement matriciel d2. 

Les approches basées sur la mécanique de l’endommagement avec un cumul statique-fatigue 

sont aussi utilisées par l’Onera dans des modèles dans lesquels les forces motrices qui pilotent 

l’évolution de l’endommagement sont exprimées en fonction des déformations 

[Rakotoarisoa14]. 

Notons finalement que les variables d2 et d12 sont définies à l’échelle mésoscopique (échelle du 

pli) et que des modèles multi-échelles avec des variables d’endommagement à l’échelle 

mésoscopique mais aussi à l’échelle microscopiques (échelle des constituants) permettent de 

décrire avec plus de précision les mécanismes d’endommagement qui entrent en jeu dans les 

matériaux composites stratifiés [Ladevèze01; Huchette06; Laurin13]. Cependant de tels 

modèles restent peu exploités en fatigue. 

II.4. Discussion 

Trois approches de modélisation de l’évolution de l’endommagement en fatigue ont été 

présentées. Les approches basées sur l’utilisation des courbes S-N permettent de décrire de 

manière globale, mais non physique, l’endommagement à l’aide de modèles empiriques. Ces 

approches sont peu coûteuses en temps de calcul et simples à mettre en œuvre dans le cadre 

du dimensionnement d’une structure. Cependant, elles permettent difficilement de traiter des 

sollicitations complexes et variées dans la mesure où leur fiabilité repose sur la similitude du 

chargement avec celui qui a permis d’identifier les paramètres des modèles. Notons aussi que 

ces méthodes étant formulées à l’échelle du matériau considéré comme homogène, des 

campagnes d’essais lourdes sont nécessaires pour obtenir le comportement en fatigue des 

nombreux stratifiés composant une structure comme celle d’une pale d’éolienne. Si des 

formulations sont possibles à l’échelle du pli pour limiter les campagnes d’essais, les 

hypothèses sur lesquelles elles reposent (notamment que les plis ont une raideur constante, ou 

que la résistance sous un chargement dans une direction est indépendante du chargement 

dans les autres directions) sont discutables. 

Les approches phénoménologiques basées sur la description de la rigidité et de la résistance 

résiduelle permettent, elles, de formuler un modèle à l’échelle du pli valable pour tout 

empilement à condition que les phénomènes d’endommagement interplis soient négligeables. 

Néanmoins ces approches présentent toujours une dépendance forte à la sollicitation qui a 

permis d’identifier les paramètres des modèles, et la résistance sous un chargement dans une 

direction est toujours considérée indépendante du chargement dans les autres directions. 



 II.4. Discussion 

 129 

La dépendance à la sollicitation extérieure (macroscopique) est appelée à s’effacer lorsqu’on 

utilise des modèles formulés à l’échelle microscopique (fibre-matrice) ou mésoscopique (plis) 

qui ne s’expriment plus en fonction d’un nombre de cycles mais d’une sollicitation à l’échelle 

où le modèle est formulé. Il s’agit des approches de type endommagement. Nous avons 

présenté parmi ces approches, des lois dérivant de la mécanique de la rupture mais qui ne 

sont pas adaptées au dimensionnement de structures complètes à cause d’un niveau de 

description numérique de la structure bien trop élevé. Les lois basées sur le formalisme 

thermodynamique et qui utilisent des variables d’endommagement interne représentent alors 

une alternative intéressante. Elles permettent de décrire le niveau d’endommagement dans les 

stratifiés à l’aide d’une campagne de caractérisation effectuée à l’échelle du pli. Parmi ces 

modèles nous avons présenté des modèles basés sur la description physique des 

endommagements et des modèles basés sur la mécanique de l’endommagement. Si pour les 

premiers, le lien entre la densité de fissures et la durée de vie n’est pas évident, les seconds 

permettent tout à fait d’estimer la durée de vie des stratifiés et d’une structure. C’est donc ce 

type d’approches que nous avons choisi d’utiliser dans le cadre de ce travail en 

approfondissant la relation entre l’endommagement matriciel et la résistance dans la direction 

des fibres. 

 

Une synthèse des diverses approches de prévision de la durée de vie des stratifiés que nous 

avons présentées est proposée en Figure  II.37. Dans cette figure, les grandeurs N, E et R 

représentent respectivement la durée de vie à l’échelle du stratifié, la rigidité et la résistance. 

Les variables n, a, D, α et d représentent respectivement le nombre de cycles, une longueur de 

fissures, l’endommagement d’une zone cohésive, une densité de fissuration, et une perte de 

raideur. 

 

 
Figure  II.37 : Représentation schématique des approches de détermination de la durée de vie en fatigue 

d’un matériau composite stratifié 

         N  – Durée de vie 

   R(n) �  N - Résistance résiduelle 

  E(n) + R(n) �  N - Rigidité et résistance résiduelle 

a,D     �  N – Mécanique de la rupture 

α     �  N – Description physique des endommagements 

         d � E(d) + R(d) �  N – Mécanique de l’endommagement 

Courbes S-N 

Phénoménologique 

Endommagement 

Echelle méso Echelle 
macro 

Echelle 
micro 



 Chapitre II. Des mécanismes d’endommagement à l’estimation de la durée de vie 

 130 

 

 



131 

 

 

Chapitre III. 

Le modèle d’endommagement unifié 

statique-fatigue à l’échelle du pli 
 

 
L’analyse des approches proposées dans la littérature pour décrire l’endommagement des matériaux 
composites et leur durée de vie en fatigue nous a permis d’en identifier une comme prometteuse pour le 
dimensionnement des pales d’éoliennes : les approches basées sur la mécanique de l’endommagement. Un 
modèle d’endommagement unifié statique-fatigue formulé à l’échelle du pli est donc proposé puis identifié 
pour le matériau de l’étude : le verre-époxy NCF réalisé par infusion. Ce modèle est basé sur la 
description des pertes de rigidités et de la déformation résiduelle à l’échelle du pli. Un couplage entre 
l’endommagement matriciel et la résistance dans la direction des fibres permet de modéliser la résistance 
résiduelle.  
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III.1. Description du modèle à l’échelle du pli 

Commençons par exposer le modèle d’endommagement unifié à l’échelle du pli que nous considérons. Ce 
modèle, basé sur la mécanique de l’endommagement est de type élasto-plastique endommageable avec un 
endommagement cumulé statique-fatigue. Les lois qui le régissent décrivent l’évolution de la rigidité et de 
la déformation résiduelle à l’aide de variables internes. 

III.1.1. Un modèle basé sur la mécanique de l’endommagement 

a. Historique 

Le modèle exposé ci-dessous s’appuie sur de nombreuses contributions et nous souhaitons 

donc commencer par un rapide historique de son développement. 

En 1992, Pierre Ladevèze et Eric Le Dantec du LMT-Cachan proposent un modèle pour 

décrire la rigidité et la déformation résiduelle des matériaux composites en fibres de carbones 

sous chargement quasi-statique [Ladevèze92]. Au début des années 2000, ce modèle est repris 

au LMA-Marseille par l’équipe de Christian Hochard, avec notamment les travaux de thèse 

de Juliette Payan qui étend ce modèle à la fatigue des matériaux composites tissés en fibres 

de carbone et lui confère ainsi sont caractère unifié [Payan02, 04]. En 2014, les travaux de 

thèse de Stéphanie Miot [Miot09] et Yannick Thollon [Thollon09] consacrés aux matériaux 

composites tissés en fibre de verre et matrice époxy permettent de définir une loi d’évolution 

de l’endommagement en statique adaptée au matériau composites à fibres de verre. La loi 

d’évolution de l’endommagement en fatigue est complétée et des essais de torsion-traction sur 

tubes d’UD sont proposés pour déterminer l’influence de l’endommagement matriciel sur la 

rupture dans la direction des fibres [Hochard14]. 

b. Comportement élasto-plastique endommageable du pli 

L’endommagement du pli d’UD est décrit à l’aide de 4 variables internes : 

� p~  la déformation plastique cumulée qui décrit l’écrouissage isotrope transverse et 

induit les déformations résiduelles p
2ε  et p

12γ  

� d1, d2 et d12 qui décrivent la perte de rigidité du pli. 

Chacune des trois variables : d1, d2 et d12 est affectée à un des trois modules d’élasticité qui 

décrivent le comportement isotrope transverse du pli d’unidirectionnel sous hypothèses de 

contraintes planes : 
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Dans l’expression précédente, 0

1E , 0

2E  et 0

12G  décrivent le module initial du pli 

respectivement dans la direction des fibres, transverse aux fibres et de cisaillement. 
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Ainsi : 

� d1 permet de modéliser le comportement élastique linéaire dans la direction des fibres 

et la rupture fragile. 

� d2 permet de modéliser la perte de raideur transverse observée sous sollicitation 

transverse et de cisaillement. 

� d12 permet de modéliser la perte de raideur en cisaillement observée sous sollicitation 

transverse et de cisaillement. 

Le modèle prévoit qu’en compression transverse, lorsque les fissures se referment, le pli 

retrouve sa rigidité initiale. 

 

Avec les hypothèses précédentes et en négligeant les phénomènes d’origine thermique, 

l’énergie de déformation élastique du matériau endommagé s’écrit : 
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Les déformations élastiques sont obtenues en dérivant l’énergie de déformation par rapport 

aux contraintes :  
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Ce qui donne la matrice de souplesse [ ] 1−K  suivante dans le repère du pli : 
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Notons que pour vérifier l’égalité : 
2

21

1
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EE

νν
= , nous avons nécessairement : 
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À chaque variable d’endommagement di est associée une force thermodynamique idY  qui 

s’obtient en dérivant l’énergie de déformation par rapport aux variables d’endommagement : 
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c. Hypothèse d’endommagement cumulé statique-fatigue et couplage matriciel 

L’endommagement décrit par les variables d1, d2 et d12 peut être généré par des sollicitations 
monotones ou cycliques. Nous faisons l’hypothèse, comme proposé dans les travaux de 
Juliette Payan [Payan04], que les endommagements générés par des chargements monotones 
et cycliques se cumulent. Ceci s'appuie sur le fait que les mécanismes d'endommagement sous 
chargement quasi-statique et de fatigue sont les mêmes pour les matériaux composites 
stratifiés étudiés. 
De plus, les pertes de raideurs transverses et de cisaillement étant liées à des mécanismes 

d’endommagement similaires (endommagement matriciel), un couplage entre les variables d2 

et d12 est proposé [Ladevèze92; Hochard14]. Ces hypothèses se traduisent mathématiquement 

par les relations suivantes : 
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où s
id  est l’endommagement lié au chargement statique, f

id  est l’endommagement lié au 

chargement de fatigue, et c le paramètre de couplage entre la perte de raideur transverse et 

de cisaillement qui modélisent toutes deux l’endommagement matriciel. 

 

Dans ce modèle, la déformation résiduelle n’est pas définie comme la somme d’une 

composante statique et d’une composante de fatigue. Nous verrons que la déformation 

résiduelle est pilotée par les contraintes effectives qui dépendent directement de 

l’endommagement cumulé statique-fatigue.  

( )fs ddfp 22
~ +=&  ( III.8) 

Cette hypothèse sera discutée à la fin de ce chapitre, en Section  III.5. 
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III.1.2. Lois d’évolution de la rigidité en quasi-statique 

L’évolution des pertes de raideur sous chargement quasi-statique est pilotée par les forces 

thermodynamiques. La rupture dans la direction des fibres est de type fragile (Figure  III.1.a) 

et le seuil de rupture ult
dY 1  dépend de l’endommagement matriciel :  
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Lorsque la force thermodynamique dans la direction des fibres devient égale au seuil de 

rupture ( )21 dY ult
d  la rupture se manifeste par le passage de la variable sd1  de 0 à une valeur 

telle que l’endommagement total dans la direction des fibres atteigne 1 (Figure  III.1.a). Le 

couplage entre l’endommagement matriciel et la tenue dans la direction des fibres est détaillé 

au paragraphe suivant. 

L’endommagement matriciel sd2  est quant à lui progressif (Figure  III.1.b) :  

( ) ( )( )
+

−−−= 012

YtYs eqetd  ( III.10) 

Notons que cette relation [Hochard14] est choisie pour décrire au mieux les résultats 

expérimentaux obtenus avec le matériau de l’étude mais d’autres relations existent 

[Ladevèze92; Payan04]. Dans la relation précédente, 0Y  est le seuil d’initiation de 

l’endommagement matriciel et eqY  est la fonction de couplage des forces thermodynamiques 

associées à l’endommagement matriciel en quasi-statique : 
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τ 122
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Dans cette expression, a, b, m et n sont des paramètres à identifier qui dépendent du 

matériau. La plus grande valeur prise par cette fonction entre 0 et t pilote l’endommagement 

matriciel. Cette fonction est souvent appelée force thermodynamique équivalente mais 

l’attention du lecteur doit se porter sur le fait que cette grandeur n’est pas homogène à une 

force thermodynamique, tout comme 0Y . 

 
Figure  III.1 : Représentation des lois d’évolution, sous chargement quasi-statique, de l’endommagement 

(a) dans la direction des fibres et (b) matriciel 
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III.1.3. Couplage entre l’endommagement matriciel et la résistance dans la 

direction des fibres 

Il a été remarqué expérimentalement que l’endommagement matriciel engendrait une chute 

de la résistance dans la direction des fibres [Laurin13; Rakotoarisoa14; Hochard14; Eyer15]. 

Ceci s’explique par la dégradation des capacités de la matrice à distribuer l’effort axial entre 

les fibres. Nous pouvons imaginer que lorsque la matrice ne répartit plus correctement l’effort 

entre les fibres, dans le cas d’un matériau non idéal où des fibres sont plus chargées que 

d’autres, une rupture précoce intervient. En effet, en raison des variabilités de propriétés 

mécaniques (rigidité) et des défauts géométriques (ondulation), les fibres ne sont pas chargées 

uniformément. La matrice, lorsqu’elle n’est pas endommagée, permet de limiter ces effets. 

Une loi d’évolution de la résistance dans la direction des fibres en fonction de 

l’endommagement matriciel 2d  a été identifiée à l’aide du protocole expérimental détaillé au 

Paragraphe  III.3.4. Cette loi prend la forme suivante : 
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Dans cette expression, AY , BY , md et λd  sont des paramètres caractéristiques du matériau à 

identifier (Figure  III.2).  

 
Figure  III.2 : Représentation de la loi de couplage entre l’endommagement matriciel  

et la résistance dans la direction des fibres 
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III.1.4. Lois d’évolution de la rigidité en fatigue 

Les pertes de raideur induites par un chargement de fatigue sont pilotées par les taux de 

croissance de l’endommagement suivants : 
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Dans ces expressions, 1a , 2a , 2b , 1γ , 2γ , 1l , 2l , 1m , 2m , 1n  et 2n  sont des caractéristiques 

des matériaux à identifier, n est le nombre de cycles, et f
id

Y  et f
id

Y∆  sont définies par les 

relations suivantes : 
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Si la perte de raideur transverse et de cisaillement est progressive en fatigue, la chute de la 

raideur dans la direction des fibres est très limitée sur une grande partie du chargement et 

devient rapide sur les derniers cycles avant la rupture (Figure  III.3). 

 
Figure  III.3 : Représentation des lois d’évolution, sous chargement cyclique, de l’endommagement de 

fatigue (a) dans la direction des fibres, (b) matriciel 

La rupture en fatigue avec le modèle proposé est obtenue par instabilité en sollicitation 

matricielle (lorsque la perte de raideur transverse et de cisaillement est telle qu’un incrément 

de déformation entraine une diminution de la contrainte transmise) ou par rupture des fibres, 

lorsque 
1dY  devient égal à ult

dY 1 . Rappelons, à propos de ces deux derniers termes, que le 

premier augmente lorsque d1 augmente (Equation ( III.6)) et que le second diminue lorsque d2 

augmente (Figure  III.2). 
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III.1.5. Lois d’évolution de la déformation résiduelle 

La déformation résiduelle est pilotée par les quantités effectives des contraintes et des 

déformations :  
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Notons que ces relations vérifient l’équivalence en énergie :  
pp εσεσ && ~:~: =  ( III.20) 

La fonction de charge qui pilote l’évolution de l’écrouissage isotrope est la suivante : 
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sinon, si 0<f , 0~ =p& . 

Les règles d’écoulement donnent ensuite :  
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Les apports de ce modèle par rapport au modèle du LMA-Marseille [Thollon09; Hochard14] 

se situent dans : 

a.  la proposition d’une loi continue pour le couplage entre l’endommagement matriciel et 

la résistance dans la direction des fibres (Equation ( III.12)). Cette formulation est 

justifiée par les essais d’identification détaillés en Section  III.3.4 

b.  la modélisation d’une perte de raideur dans la direction des fibres en fatigue (Equation 

( III.13)). Cette hypothèse permet de modéliser les durées de vies obtenues dans la 

direction des fibres et sera discutée lors de l’identification des paramètres de la loi. 

c.  la considération d’une déformation résiduelle transverse et la prise en compte de 

l’influence de la contrainte transverse sur l’écrouissage, comme suggéré par P. Ladevèze 

et E. Le Dantec [Ladevèze92] 

d.  la prise en compte du taux volumique de fibres dans l’identification des paramètres du 

modèle comme nous le verrons ensuite 
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III.2. Résolution numérique à l’échelle du pli ou du stratifié 

Avant d’identifier les paramètres du modèle (Section III.3) exposé précédemment, et de comparer les 

résultats numériques avec des essais de validation (Section  III.4), quelques mots sont nécessaires pour 
décrire la résolution numérique du modèle à l’échelle du pli et du stratifié. Celle-ci a été pensée de 
manière à être compatible avec l’utilisation d’un solveur éléments finis et peut être décomposée en deux 
algorithmes. Dans un premier temps nous décrirons l’algorithme de calcul de l’endommagement sous 
chargement quasi-statique et dans un second temps, l’algorithme de calcul de l’endommagement cumulé 
statique-fatigue sous chargement de fatigue. 

III.2.1. Chargement quasi-statique 

La fonction de l’algorithme de calcul de l’endommagement sous chargement quasi-statique est 

de décrire le comportement du pli ou du stratifié considéré sous chargement quasi-statique 

jusqu’à la charge souhaitée et de détecter la rupture si celle-ci survient.  

L’évolution de l’endommagement de chaque pli est pilotée par les forces thermodynamiques, 

elles-mêmes liées à l’état de contraintes ou de déformations et à l’endommagement du pli de 

manière directe, et des plis voisins de manière indirecte. Ces interactions ne permettent pas 

de résoudre les équations du modèle de manière analytique pour n’importe quel stratifié. Un 

schéma de résolution implicite est donc mis en place. Le choix a été fait, dans le souci de 

pouvoir intégrer cette méthode de résolution à l’échelle de la structure, de réaliser deux 

boucles, en séparant le comportement local du pli et la sollicitation à l’échelle globale : ici, 

celle du stratifié. 

A l’échelle locale, celle du pli, l’endommagement est déterminé pour un incrément de 

déformation à l’aide d’une méthode implicite à gradient de type Newton-Raphson. Nous 

cherchons à déterminer la variable : 

















=
p

dx s

~

σ
 ( III.24) 

Une fonctionnelle ( )ε,xF  est donc définie de manière à s’annuler lorsque l’ensemble des 

équations qui pilotent le comportement statique sont vérifiées. L’équation ( III.25) est donc 

successivement résolue pour une déformation d’entrée jε  jusqu’à ce que le résidu F  

devienne suffisamment petit pour considérer que la solution a convergé. 

( ) ( )jljlll xFxFxx εε ,,
1

1

−
+ ∇−=

r
 ( III.25) 

Notons que la jacobienne ( )jlxF ε,∇
r

 est recalculée à chaque incrément. 
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Figure  III.4 : Algorithme de calcul de l’endommagement sous chargement quasi-statique 
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A l’échelle globale, celle du stratifié, le choix a été fait de piloter la sollicitation en efforts 

généralisés1. Il s’agit donc de déterminer la déformation à l’échelle du pli nécessaire au calcul 

de l’endommagement à l’échelle locale. Nous utilisons pour ceci aussi une méthode implicite 

qui s’appuie sur la détermination de la matrice tangente du stratifié : 

( ) ( )1

1

111 , −

−

−−− −








∂
∂+= jijjjj x σσε

ε
σεε  ( III.26) 

Le calcul de la matrice tangente est détaille en Annexe F. Rappelons que dans les conditions 

de contraintes planes et pour un chargement de membrane, selon les hypothèses de la théorie 

des stratifiés, la déformation est constante dans l’épaisseur du stratifié, donc constante d’un 

pli à l’autre. 

En réalité seul l’endommagement matriciel est déterminé à l’échelle locale. 

L’endommagement dans la direction des fibres, de type fragile, est déterminé après 

convergence à l’échelle locale et globale. La rupture du stratifié est détectée lorsqu’un des plis 

présente une rupture dans la direction des fibres (d1 = 1) ou lorsque le stratifié atteint une 

instabilité qui se manifeste par une tangente horizontale sur la courbe effort-déformation. 

Une fois l’instabilité atteinte, le stratifié ne peut pas supporter un effort supérieur et l’effort 

courant est donc considéré comme l’effort maximal à rupture du stratifié. Afin de déterminer 

avec précision cet effort à rupture, l’incrément de chargement est divisé par 2 lorsque la 

rupture est détectée jusqu’à atteindre la précision souhaitée. L’algorithme est schématisé en 

Figure  III.4. 

III.2.2. Chargement de fatigue d’amplitude constante 

a. Méthode numérique 

L’algorithme qui permet de calculer d’endommagement cumulé statique-fatigue sous 

chargement de fatigue d’amplitude constante a pour objectif de décrire, pour un chargement 

en effort imposé défini par une valeur maximale, une valeur minimale et un nombre de 

cycles, l’évolution de la raideur dans chacun des plis au cours du chargement et d’en déduire 

la durée de vie si une rupture intervient. Cet algorithme est illustré en Figure  III.5 et détaillé 

ci-dessous. 

Un schéma explicite avec saut de cycles est utilisé pour le calcul de l’endommagement en 

fatigue. Nous avons ainsi, à l’incrément i, pour chaque pli d’indice k : 

( ) ( ) n
n

d
dd

i

f
k

i

f
ki

f
k ∆











∂
∂+=

−
−

1

1  ( III.27) 

où ( )
1−i

f
kd  est l’endommagement de fatigue du pli d’indice k à l’incrément i-1, 

1−











∂
∂

i

f
k

n

d
est le 

taux de croissance de l’endommagement calculé à l’incrément i-1 du pli d’indice k, décrit par 

les équations ( III.13) et ( III.14), et n∆  est le saut de cycles. 

                                        
1 Efforts moyens à l’échelle du stratifié. 
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Notons que le taux de croissance de l’endommagement du pli d’indice k à l’incrément i-1 

dépend de l’endommagement cumulé statique-fatigue ( f
k

s
kk ddd += ) et de la sollicitation 

cyclique du pli ( max

kσ , min

kσ ). En faisant l’hypothèse que le chargement est proportionnel à 

l’échelle du stratifié (ce qui est vrai dans la zone utile des éprouvettes lors des essais 

d’identification et de validation utilisés dans ce chapitre), les contraintes maximales et 

minimales à l’échelle des plis ( max

kσ , min

kσ ) sont atteintes lorsque la contrainte à l’échelle du 

stratifié est respectivement maximale et minimale ( max

stratσ , min

stratσ ). L’endommagement statique 

dans chaque pli est quant à lui généré par le chargement initial jusqu’à charge maximale 
max

stratσ  (ou charge minimale min

stratσ  dans certains cas), à l’échelle du stratifié, mais il évolue 

aussi au cours du chargement de fatigue. En effet, lorsque l’endommagement cumulé 

statique-fatigue augmente, les forces thermodynamiques statiques associées augmentent 

également et l’endommagement statique est donc amené à évoluer. De plus, 

l’endommagement de fatigue dans un stratifié peut générer des redistributions de contraintes 

entre les plis et avoir ainsi un effet sur l’état d’endommagement. Avant chaque incrément de 

chargement en fatigue, trois chargements quasi-statiques sont simulés. Le premier jusqu’à 
max

stratσ , le second jusqu’à min

stratσ  et le troisième à nouveau jusqu’à max

stratσ . Les deux premières 

charges statiques numériques permettent de connaître l’état d’endommagement maximal 

atteint dans les plis (ne sachant pas si la contrainte maximale est plus critique que la 

contrainte minimale). Les deux dernières charges statiques numériques permettent, pour 

l’état d’endommagement maximal atteint, de connaître l’état de contraintes maximal et 

minimal ( max

kσ , min

kσ ) dans chacun des plis. Nous supposerons que ces états de contraintes 

maximal et minimal et que l’endommagement statique restent inchangés pendant le saut de 

cycles n∆ . 

Afin de gagner en temps de calcul le choix a été fait de faire évoluer la valeur du saut de 

cycles ∆n au cours du chargement. Cette valeur est choisie à chaque incrément de chargement 

de fatigue de manière à générer un incrément d’endommagement de fatigue fd∆ constant. 

Ainsi, le saut de cycles est élevé en début de chargement, quand l’endommagement évolue 

lentement, puis il devient faible au cours du chargement lorsque le taux de croissance de 

l’endommagement augmente. 

Le saut de cycles n∆  est calculé en considérant la même valeur fd∆  et la valeur maximale 

de taux de croissance de l’endommagement parmi chacun des plis, et dans toutes les 

directions : 
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d
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( III.28) 

Ceci permet de s’assurer que le saut de cycles génère une augmentation de l’endommagement 

en fatigue dans chaque pli du stratifié qui ne dépasse pas la valeur fd∆  dans chaque 

direction. La valeur de fd∆  est fixée au début des calculs. L’influence de cette valeur sur le 
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résultat est discutée au paragraphe suivant. Toutefois, la valeur minimale de n∆  considérée 

ne sera pas prise inférieure à 1, car même si mathématiquement rien ne l’empêche, cela n’a 

aucun sens en terme de modélisation des chargements cycliques.  

 
Figure  III.5 : Algorithme de calcul de l’endommagement cumulé statique-fatiguesous chargement de 

fatigue d’amplitude constante 

La description fournie à ce stade se limite à l’étude d’un chargement en fatigue sous un état 

de contraintes uniaxial d’amplitude constante à l’échelle du stratifié. D’autres modes de 

chargement seront étudiés au Chapitre IV, une fois que l’identification des paramètres du 

modèle sera réalisée. 

 

Notons que les hypothèses de contraintes planes et de chargement en membrane ne 

permettent pas avec le modèle proposé de modéliser l’influence de la séquence d’empilement 

des plis dans le stratifiés. 

 

Charges quasi-statiques à l’échelle du stratifié :  
maxminmax
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b. Influence du saut de cycles 

La nature explicite du schéma de résolution en fatigue pose la question du choix de 

l’incrément d’endommagement fd∆  qui a une influence sur le résultat du calcul. Pour 

étudier l’influence de ce paramètre numérique, les calculs suivants sont réalisés. Le modèle 

est exécuté avec les paramètres matériaux identifiés au Chapitre  III.3 pour trois stratifiés 

différents : 

- Un stratifié [0]3 avec le renfort UD1135 et Vf = 47%, sollicité sous σx
max = 350 MPa et 

R = 0,1 

- Un stratifié [±45/0/±45] avec les renforts UD600 et BX45-1000, Vf = 39%, sollicité 

sous σx
max = 100 MPa et R = 0,1 

- Un stratifié [±45]2s avec le renfort BX45-600 et Vf = 49%, sollicité sous  

σx
max = 50 MPa et R = 0,1 

Pour chaque stratifié, le calcul est réalisé avec différentes valeurs de fd∆ . L’écart par 

rapport à la durée de vie obtenue avec la plus faible valeur1 de fd∆  est tracé en Figure 

 III.6.a. et donné dans le Tableau  III.1. 
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Figure  III.6 : Influence de l’incrément d’endommagement ∆df en fatigue, pour trois stratifiés,  

(a) sur le résultat en durée de vie et (b) sur le nombre de saut de cycles réalisés pour y parvenir  

                                        
1 Sauf pour l’empilement [±45]2s où l’écart est calculé par rapport à la durée de vie obtenue avec 

fd∆ = 0,0001 
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Nous constatons que la durée de vie converge, lorsque l’incrément d’endommagement 

dimunue, pour les empilements [0]3 et [±45/0/±45]. Pour l’empilement [±45]2s, nous 

constatons une convergence du resultat jusqu’à fd∆  = 0,0001 puis une divergence lorsque la 

valeur de l’incrément d’endomagement diminuent. Ce point, d’ordre numérique, doit être 

éclairci dans les perspectives à cours terme. 

La diminution de l’incrément d’endommagement s’accompagne nécessairement d’une 

augmentation du temps de calcul directement lié au nombre de sauts de cycles (cf Figure 

 III.6.b.). Un compromis doit donc être trouvé entre la fidélité du résultat et la durée du 

calcul.  

Pour la suite de l’étude nous prendrons un incrément d’endommagement fd∆  = 0,005 qui 

nous donne un écart sur la durée de vie respectivement de 0,5%, 0.3% et 3,6% pour les 

empilements [0]3, [±45/0/±45] et [±45]2s, par rapport aux résultats obtenu avec l’incrément 

d’endommagement qui donne un résultat convergé. Avec cet incrément d’endommagement, 

selon les cas simulés, le nombre d’itérations en fatigue est compris entre 10 et 500 ce qui 

correspond à des temps de calcul compris entre 10 s et 4 min sur un PC avec 4 processeurs 

Inter® Core™ i5-5250 CPU @ 1,60 GHz. 
 

 [0]3 [±45/0/±45] [±45]2s 

∆df 

(-) 

Sauts de 
cycles  

(-) 

Durée 
de vie 

(cycles) 

Ecart vs 
résultat 
convergé 

Sauts de 
cycles  

(-) 

Durée 
de vie 

(cycles) 

Ecart vs 
résultat 
convergé 

Sauts de 
cycles  

(-) 

Durée 
de vie 

(cycles) 

Ecart vs 
résultat 
convergé 

5.0E-02 12 338277 5.8% 23 418247 8.2% 4 443485 37.0% 
1.0E-02 59 322477 0.9% 115 447714 1.8% 22 347931 7.4% 
5.0E-03 116 321331 0.5% 239 454592 0.3% 44 335353 3.6% 
1.0E-03 579 319958 0.1% 1251 457289 0.3% 222 326139 0.7% 
5.0E-04 1159 319825 0.1% 2533 458891 0.7% 442 324948 0.4% 
1.0E-04 5839 319698 0.0% 12700 455274 0.1% 2179 323810 0.0% 
5.0E-05 11795 319681 0.0% 25852 455753 0.0% 4343 334833 3.4% 
2.5E-05 - - - 53915 455784 0.0% - - - 
1.0E-05 64317 319663 0.0% - - - 22140 352195 8.8% 

Tableau  III.1 : Influence de l’incrément d’endommagement en fatigue sur la simulation pour trois stratifiés 
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III.3.Identification des paramètres du modèle à l’échelle du pli 

Les algorithmes décrits précédemment ont été implémentés dans Scilab v5.5.2 de manière à réaliser 
l’identification des paramètres du modèle. 

III.3.1. Démarche générale 

a. Stratégie d’identification 

La stratégie d’identification des paramètres du modèle à l’échelle du pli doit, autant que faire 

ce peut, permettre dans un premier temps d’isoler les mécanismes d’endommagement et leurs 

effets, puis d’activer les couplages dans un second temps. La chronologie adoptée s’inspire des 

travaux de thèse de David Lévêque [Lévêque98]. Le comportement dans la direction des 

fibres est tout d’abord identifié à l’aide d’essais de traction sur un stratifié [0]3. Le 

comportement en cisaillement pur des UD est ensuite identifié par des essais sur des stratifiés 

[±45]2s puis le comportement transverse et le couplage avec le cisaillement sont identifiés à 

l’aide d’essais sur des stratifiés [±65]2s. 

Notons que l’hypothèse de cumul de l’endommagement de statique et de fatigue, nous permet 

d’identifier tout d’abord le comportement quasi-statique (Section  III.3.3) puis celui en fatigue 

(Section  III.3.5). L’identification du couplage entre l’endommagement matriciel et la 

résistance dans la direction fibres sera traitée de manière distincte (Section  III.3.4), avant 

l’identification du comportement en fatigue. 

Les six renforts utilisés et le procédé de fabrication des éprouvettes pour l’identification ont 

été décrits à la Section  I.3.1. Le procédé d’infusion a la particularité de produire un matériau 

avec taux volumique de fibres variable. En effet, l’utilisation d’un contre moule souple ne 

permet pas de garantir une épaisseur constante (cf Paragraphe  I.3.1.c) et donc un volume de 

fibres constant. Nous verrons que le volume de fibres a une influence forte sur le 

comportement du pli. Ce point, qui mérite une attention particulière, sera traité de manière 

préalable avec l’identification des caractéristiques mécaniques initiales (Section  III.3.2) ainsi 

que lorsque nous nous intéresserons à la résistance dans la direction des fibres (Section 

 III.3.4). 

 

Les variables d’endommagement mésoscopiques considérées modélisent la perte de raideur et 

la déformation résiduelle du pli d’UD. Les essais mis en œuvres pour identifier les lois 

d’évolution de ces variables d’endommagement ont donc vocation à mettre en évidence la 

perte de raideur et la déformation résiduelle. En quasi-statique, ces grandeurs sont mesurées 

à l’aide d’essais de charges-décharges d’étendues croissantes (Figure  III.7.a). Le module 

d’élasticité initial est identifié avant endommagement. Chaque boucle de décharge-charge 

permet d’identifier la déformation résiduelle (à charge nulle) et le module sécant de la boucle, 

associée au niveau de charge maximal atteint. Pour permettre le cumul de l’endommagement 

en statique et en fatigue, la définition et la mesure de l’endommagement doit être semblable 

(Figure  III.7.b). Le module initial de l’éprouvette de fatigue est donc identifié avec une 

charge lente, dans les mêmes conditions que l’identification en statique. Un bloc de 
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chargement d’amplitude constante, piloté en effort est exécuté. Après ce bloc de chargement, 

une décharge lente puis un palier de relaxation, plus ou moins long en fonction des 

stratifications testées, sont effectués afin de recouvrer la déformation résiduelle réversible liée 

au fluage du matériau sous la charge moyenne appliquée en fatigue. Après relaxation, la 

déformation résiduelle irréversible est obtenue et une charge lente jusqu’à la contrainte 

maximale appliquée en fatigue permet de déterminer la raideur sécante du matériau après des 

endommagements cumulés statique et de fatigue. 

t
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Figure  III.7 : Quantification expérimentale de la perte de raideur et de la déformation résiduelle  

(a) en statique et (b) en fatigue 

 

Rappelons que notre modèle est formulé à l’échelle du pli et que nous nous intéressons donc à 

l’évolution du comportement mécanique du pli. Si l’obtention du module sécant des UD dans 

un stratifié [0] est directe, l’obtention du module et de la déformation résiduelle dans les UD 

pour les stratifications [±45]2s et [±65]2s mérite quelques explications. C’est l’objet des deux 

paragraphes suivants. 
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b. Identification du comportement en cisaillement à l’aide d’essais sur stratifiés 

[±45]2s 

L’identification du comportement en cisaillement « pur » se fait à l’aide d’essais de traction 

longitudinale sur un stratifié [±45]2s. Dans le cas d’un stratifié symétrique et équilibré, la 

déformation et la contrainte de cisaillement du pli s’obtiennent de la manière suivante : 

( )yx εεγ −=12  ( III.29) 

xστ
2

1
12 =  ( III.30) 

où 1212 2εγ =  et 12τ  sont respectivement la déformation et la contrainte de cisaillement du 

pli unidirectionnel dans le repère du pli et xε , yε  et xσ  sont respectivement la déformation 

longitudinale, la déformation transverse et la contrainte longitudinale homogénéisée du 

stratifié dans le repère du stratifié. La direction x
r
 correspond à la direction du chargement à 

l’échelle de l’éprouvette. 

Le comportement en cisaillement du pli d’UD est donc connu à partir du comportement en 

traction du [±45]2s. 

Nous ferons l’hypothèse que les relations ( III.29) et ( III.30) restent vraies pour les niveaux 

d’endommagement considérés. La démonstration de ces relations est donnée en Annexe G. 

c. Identification du comportement couplé cisaillement-transverse à l’aide 

d’essais sur stratifié [±65]2s 

L’identification du comportement couplé cisaillement - traction transverse à l’échelle du pli se 

fait à l’aide d’essais de traction sur un stratifié [±65]2s. Nous nous intéressons ci-dessous à 

l’extraction du comportement du pli dans le stratifié [±65]2s à l’aide de la théorie des 

stratifiés. 

i. Détermination du module transverse initial du pli d’UD 

Selon la théorie des stratifiés, le module longitudinal initial d’un stratifié [±θ ] s’obtient à 

l’aide des carcatéristiques mécaniques du pli d’UD et de l’orientation des plis :  

( ) ( )θνθ ,,,,
0

12

0

12

0

2

0

1

0 GEEfE Exx =  ( III.31) 

Une fois les modules initiaux du pli dans la direction des fibres et en cisaillement identifiés, la 

quantification du module longitudinal initial du [±65]2s nous permet donc d’obtenir le module 

transverse 0

2E  du pli d’UD :  

( ) ( )( )θνθθ ,,,,
0

12

0

12

0

1

0

2

0

2 GEEfE xE=  ( III.32) 
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ii. Détermination des déformations élastiques et résiduelles du pli d’UD 

La déformation résiduelle ou élastique à l’échelle du pli est déterminée par changement de 

repère, une fois la déformation résiduelle ou élastique identifiée dans le repère du stratifié : 

( ) 
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 ( III.33) 

avec ( )θcos=c  et ( )θsin=s . Notons que d’après la théorie des stratifiés la déformation de 

cisaillement dans le repère du stratifié est nulle pour un stratifié symétrique équilibré sollicité 

en traction [Gay05]. 

 

iii. Détermination des pertes de raideur du pli d’UD en statique 

Avec l’hypothèse de cisaillement nul à l’échelle du stratifié, les contraintes à l’échelle des plis 

sont obtenues, en fonction des déformations, à l’aide du système : 
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où les termes de raideur dans le repère du stratifié sont fonction de paramètres connus à 

l’exception de d2 et d12 que l’on souhaite déterminer : 

( )122
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12

0

12

0

2

0

1 ,,,,,, ddGEEfK ijij θν=  ( III.35) 

En effet, en quasi-statique, la variable d’endommagement d1 est nulle jusqu’à la rupture des 

fibres des plis. Cette rupture (des fibres) n’a d’ailleurs pas lieu car une instabilité liée à 

l’endommagement matriciel est atteinte avant rupture des fibres. 

Ce système d’équations peut être résolu afin d’identifier le couple 2d , 12d  pour chaque boucle 

de charge-décharge : 
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Le détail de la démonstration est fourni en Annexe H. 

 

iv. Détermination des contraintes du pli d’UD en statique 

Les contraintes du pli d’UD sont ensuite obtenues par inversion de la matrice de souplesse 

donnée en ( III.4). 
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III.3.2. Effet du taux volumique de fibres sur les propriétés mécaniques initiales 

a. Variation du taux volumique de fibres en infusion 

Le taux volumique de fibres est supposé homogène dans chaque éprouvette et il est quantifié, 

de manière approchée à l’aide de la relation suivante [Gay05] : 

f

of
f h

m
V

ρ.
=  ( III.37) 

avec Vf le taux volumique de fibres, mof le grammage de renforts (ie la masse de renforts par 

mètre carré), h l’épaisseur moyenne mesurée de l’éprouvette et ρf la masse volumique du verre 

prise égale à 2600 Kg/m3 [Gay05]. 

 

Pour l’ensemble des éprouvettes testées dans ces travaux, le taux volumique de fibres varie 

entre 40% et 50%. Le choix a été fait de tenir compte de l’influence de cette variation sur les 

caractéristiques mécaniques autant que possible. Ceci permet d’une part la comparaison du 

comportement d’éprouvettes dont le taux de fibres diffère, et d’autre part d’identifier le 

modèle de manière indépendante du taux de fibres des éprouvettes testées. Néanmoins, les 

paramètres identifiés sont à utiliser pour un couple matériau procédé identique et un taux 

volumique de fibres qui reste compris entre 40% et 50%. Les relations utilisées pour corriger 

les caractéristiques mécaniques usuelles (modules d’élasticité, coefficients de Poisson, 

contraintes) en fonction du taux volumique de fibres sont inspirées de la loi des mélanges 

[Gay05]. 

b. Module d’élasticité initial du pli d’UD dans la direction des fibres 

La loi des mélanges donne un module d’élasticité des plis d’UD dans la direction des fibres 

qui s’exprime en fonction du module de la fibre Ef
0, du module de la matrice Em

0 et du taux 

volumique de fibres Vf [Gay05]: 

( )fmff VEVEE −+= 1000

1  ( III.38) 

En pratique Em
0 << Ef

0 et comme les valeurs de Vf considérées sont comprises entre 40% et 

50%, nous ferons l’approximation suivante : 

ff VEE 00

1 =  ( III.39) 

Pour l’ensemble des essais de traction longitudinale réalisés sur stratifiés [0]3, avec les deux 

références de renfort utilisées : UD1135 et UD600, le module est mesuré entre 0,05% et 0,25% 

de déformation (comme préconisé par la norme ISO-527-5). Ces essais regroupent des essais 

quasi-statiques et de fatigue dont les éprouvettes sont droites ou échancrées (dimensions 

données en Figure  I.60) et dont les vitesses de chargement varient entre 0,02 à 2,0 mm/min. 

Notons toutefois que ces deux derniers paramètres (géométrie d’éprouvette et vitesse de 

chargement) ont une influence négligeable sur la mesure du module longitudinal par rapport 

au taux volumique de fibres. La valeur du module d’élasticité du pli d’UD dans la direction 

des fibres est tracée en Figure  III.8 en fonction du taux volumique de fibres de l’éprouvette. 
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Figure  III.8 : Identification du module d’élasticité du pli d’UD dans la direction des fibres en fonction du 
taux volumique de fibres 

Les résultats montrent que le module d’élasticité du pli d’UD dans la direction des fibres est 

en effet très dépendant du taux volumique de fibres. Ce dernier variant entre 40% et 50%, le 

module d’élasticité peut varier d’une dizaine de GPa (20 à 30%) d’une éprouvette à l’autre, 

ce qui justifie sa correction. Le lecteur remarquera que la relation choisie pour décrire 

l’évolution du module d’élasticité du pli d’UD dans la direction des fibres en fonction du taux 

volumique de fibres est proche des résultats expérimentaux, quel que soit le renfort. 

Rappelons toutefois que nous ne chercherons pas à extrapoler cette relation pour des taux 

volumiques de fibres supérieurs à 50% ou inférieurs à 40%. 

 

La moyenne et l’écart type sur les valeurs de Ef
0 sont donnés dans le Tableau  III.2. 

 

 Moyenne Ecart type Ecart relatif 

Ef
0 (MPa) 90 866 3960 4,4% 

Tableau  III.2 : Identification du module d’élasticité initial du pli d’UD dans la direction des fibres  
sur 20 valeurs 
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c. Coefficient de Poisson initial du pli d’UD 

La loi des mélanges donne un coefficient de Poisson des plis d’UD qui s’exprime en fonction 

du coefficient de Poisson des fibres νf
0, de la matrice νm

0, ainsi que du taux volumique de 

fibres Vf [Gay05]: 

( )fmff VV −+= 1000

12 ννν  ( III.40) 

Nous n’avons pas réalisé suffisamment de mesure du coefficient de Poisson pour identifier les 

paramètres de l’équation ( III.40). Nous considèrerons donc les valeurs suivantes, issues de la 

littérature : 
 

 Valeur Ecart type Ecart relatif 

νf
0 (-) 0,25 - - 

νm
0 (-) 0,40 - - 
Tableau  III.3 : Coefficients de Poisson du verre E et de l’époxy [Gay05] 

Une comparaison de la relation retenue avec une valeur de coefficient de Poisson quantifiée 

lors d’un essai de traction monotone en quasi-statique sur une éprouvette droite [0]3 réalisée 

avec le renfort UD1135 est donnée en Figure  III.9. 
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Figure  III.9 : Coefficient de Poisson en fonction du taux volumique de fibres 



 Chapitre III. Le modèle d’endommagement unifié statique-fatigue à l’échelle du pli 

 154 

d. Module d’élasticité initial du pli d’UD en cisaillement 

Le module de cisaillement des plis d’UD s’exprime, selon la loi des mélanges, en fonction du 

module de cisaillement de la fibre Gf
0, de la matrice Gm

0 ainsi que du taux volumique de fibres 

Vf [Gay05]: 

( ) f

f

m
f

m

V
G

G
V

G
G

0

0

0
0

12

1 +−
=  

( III.41) 

En pratique Gm
0 << Gf

0 et comme les valeurs Vf considées sont entre 40% et 50%, alors 

l’approximation suivante est considérée : 

( )f

m

V

G
G

−
=

1

0

0

12  ( III.42) 

Pour l’ensemble des essais de traction réalisés sur stratifiés [±45]2s, fabriqués avec le renfort 

BX45-600, le module de cisaillement initial est mesuré entre 0 et 0,15% de déformation de 

cisaillement (le module initial est mesuré avant qu’une diminution de la raideur soit 

observée). Ces essais regroupent des essais sous chargement quasi-statique et de fatigue dont 

les éprouvettes sont droites (dimensions données en Figure  I.60.a) et dont les vitesses de 

chargement sont comprises entre 0,3 et 3,8 mm/min. Cependant nous avons observé que la 

vitesse de chargement avait une influence négligeable par rapport au taux volumique de 

fibres sur le module de cisaillement initial. Deux systèmes de mesure de la déformation ont 

été utilisés : jauges de déformation collées dans la direction longitudinale et transversale, ou 

extensomètre longitudinal et transverse. Les jauges de déformation ont une base de mesure 

de 6 mm. L’extensomètre longitudinal a une base de mesures de 20 mm alors que celle de 

l’extensomètre transverse est de 25 mm. La Figure  III.10 donne pour chaque éprouvette 

testée la relation entre le module de cisaillement et le taux volumique de fibres. 
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Figure  III.10 : Identification du module initial de cisaillement en fonction du taux volumique de fibres 

Les résultats montrent que le module de cisaillement est lui aussi dépendant du taux 

volumique de fibres. Sur la plage de taux de fibres testés, le module de cisaillement peut 
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varier d’une éprouvette à l’autre jusqu’à environ 1 GPa (20 à 25%), ce qui justifie sa 

correction.  

La moyenne et l’écart type sur les valeurs expérimentales de Gm
0 sont donnés dans le Tableau 

 III.4. 
 

 Moyenne Ecart type Ecart relatif 

Gm
0 (MPa) 2 337 116 5,0% 

Tableau  III.4 : Identification du module de cisaillement matriciel initial sur 22 valeurs 

 

e. Module d’élasticité initial du pli d’UD dans la direction transverse 

De la même manière, d’après la loi des mélanges, le module d’élasticité des plis d’UD dans la 

direction transverse s’exprime en fonction du module transverse de la fibre Eft
0, du module 

d’élasticité de la matrice Em
0 et du taux volumique de fibres Vf [Gay05] : 
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 ( III.43) 

Comme pour les autres modules, cette relation est approchée par la relation suivante : 

( )f

m

V

E
E

−
=

1

0
0

2  ( III.44) 

Pour l’ensemble des essais de traction réalisés sur stratifiés [±65]2s, fabriqués avec le renfort 

BX25-600, le module longitudinal initial est mesuré entre 0 et 0,1% de déformation. Ces 

essais regroupent des essais sous chargement quasi-statique et de fatigue dont les éprouvettes 

sont droites (dimensions données en Figure  I.60.a) et dont les vitesses de chargement vont de 

0,2 à 1 mm/min. La déformation longitudinale du stratifié [±65]2s est mesurée à l’aide d’un 

extensomètre longitudinal de base 20 mm. Connaissant le module d’élasticité initial du pli 

d’UD dans la direction des fibres, celui de cisaillement et le coefficient de Poisson du pli 

d’UD en fonction du taux volumique de fibres de l’éprouvette [±65]2s considérée, le module 

transverse du pli d’UD est obtenu à l’aide de l’équation ( III.32) et tracé en fonction du taux 

volumique de fibres en Figure  III.11. 
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Figure  III.11 : Identification du module d’élasticité transverse initial en fonction du taux volumique de 

fibres 

Le calcul du module transverse initial est soumis aux variabilités du module initial du [±65], 

du coefficient de Poisson ainsi que des modules d’élasticité initiaux dans la direction des 

fibres et de cisaillement. Ces variabilités peuvent expliquer que la dépendance du module 

transverse au taux volumique de fibres apparaisse moins évidente que pour le module dans la 

direction des fibres et le module de cisaillement. Par souci de cohérence le module transverse 

ets aussi corrigé, et la valeur Em
0 identifiée est donnée dans le tableau ci-dessous.  

 

 Moyenne Ecart type Ecart relatif 

Em
0 (MPa) 5 397 910 17% 
Tableau  III.5 : Identification du module matriciel initial sur 12 valeurs 

Notons que nous retrouvons bien que Em
0<< Ef

0. Aussi, la fibre de verre étant supposée 

isotrope, son module de cisaillement Gf
0 peut être estimé facilement et nous retrouvons que 

Gm
0 << Gf

0 ce qui est cohérent avec les hypothèses faites dans ces quatre derniers 

paragraphes.  

L’identification de l’influence du taux volumique de fibres sur les modules d’élasticité du pli 

d’UD aurait tout à fait pu être réalisée à l’aide des relations ( III.38), ( III.41) et ( III.43). 

Toutefois, les simplifications proposées ont été motivées par le fait de pouvoir traiter 

séparément les essais sur les stratifiés [0], [±45] et [±65], et l’identification qui en découle. 
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III.3.3. Loi d’évolution de l’endommagement matriciel en quasi-statique 

Rappelons que l’endommagement matriciel sous chargement quasi-statique est défini par les 

variables sd2 , sd12  et p~ . Les pertes de raideur sont pilotées par les relations suivantes : 

( ) ( )( )

( ) ( )
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( ) ( )( ) ( )( )( )n
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m
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t
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τ 122
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≤
 ( III.46) 

 

L’écrouissage est piloté par la fonction de charge suivante : 

0

2

2

22

12
~.~~ RpKf −−+= γσατ  avec 0≤f  ( III.47) 

 

a. Comportement en cisaillement « pur » 

Dans un stratifié [±45]2s sollicité en traction, les plis d’UD sont sollicités principalement en 

cisaillement. En effet, l’effet de la contrainte dans la direction des fibres et de la contrainte 

dans la direction transverse sur l’endommagement sont négligeables devant celui de la 

contrainte de cisaillement. Dans de telles conditions, et sous un chargement croissant, les 

relations traduisant l’évolution de l’endommagement deviennent : 

( ) ( )( )( )
+

−−−= 012.

12 1.
YtYbs n

dectd  ( III.48) 

et  

( ) 01212
~.~ RK p += γγτ  ( III.49) 

 

Un essai quasi-statique de charges-décharges permet d’identifier sur chaque boucle la perte de 

raideur sd12  et la déformation résiduelle effective p
12

~γ  associée à la charge maximale atteinte 

que l’on peut exprimer à travers 
12dY  ou 12

~τ  (Figure  III.7.a et Figure  III.12). 
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Figure  III.12 : Identification de l’évolution de l’endommagement en quasi-statique à l’aide d’un essai de 

charges-décharges sur un stratifié [±45]2s 

Nous faisons l’hypothèse que l’ensemble des paramètres de ces lois d’évolutions sont 

indépendants du volume de fibres à l’exception du module initial 0

12G . Ainsi les lois sont 

identifiées de manière indépendante, éprouvette par éprouvette, en considérant le module 

initial propre à chaque éprouvette, puis une moyenne des paramètres sera effectuée entre les 

éprouvettes. 

Quatre éprouvettes droites en BX45-600 sont utilisées pour l’identification. La mesure de la 

déformation est effectuée à l’aide de jauges extensométriques et/ou de deux extensomètres : 

Un extensomètre longitudinal de base 20 mm et un extensomètre transversal de base 25 mm 

(largeur de l’éprouvette). La vitesse de chargement est de 1 mm/min et les décharges sont 

initiées tous les 0,5% de déformation longitudinale. Le comportement en cisaillement obtenu 

à l’aide des relations ( III.29) et ( III.30) est visible en Figure  III.12. 

Les paramètres c, n et Y0 de la loi d’évolution de la perte de raideur en fonction de la force 

thermodynamique de cisaillement sont respectivement choisis égaux à 1, à 0,5 et à la valeur 

de b.
12dY n à γ12 = 0,15% : déformation avant laquelle nous supposons l’endommagement nul. 

Vu les résultats expérimentaux présentés en Figure  III.13.a, la valeur du paramètre Y0 étant 

très faible, le choix de prendre Y0 = 0 aurait aussi été possible. Le paramètre b est ensuite 

identifié par minimisation des moindres carrés sur les contraintes. Le choix du paramètre c 

sera justifié dans le paragraphe suivant mais notons qu’il s’agit de la valeur considérée dans 

les travaux du LMA-Marseille [Thollon09; Hochard14]. Le paramètre n a été choisi de 

manière à décrire convenablement le comportement jusqu’à des déformations de cisaillement 

de l’ordre de 4%. Au-delà d’une telle déformation, le chargement n’est plus représentatif de la 

sollicitation observée dans une structure et les hypothèses considérées au Paragraphe  III.3.1.b 

seraient discutables. 

Le paramètre R0 de la loi d’écrouissage est choisi égal à la valeur de 12
~τ  pour γ12 = 0,15%. 

Comme précédemment, le choix de R0 = 0 aurait aussi été possible vu les résultats 

expérimentaux présentés en Figure  III.13.b. Les paramètres K et γ sont ensuite identifiés 
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éprouvette par éprouvette par moindres carrés et la valeur moyenne est ensuite considérée. 

Une comparaison des lois identifiées avec les données expérimentales est proposée en Figure 

 III.13.a pour la perte de raideur et Figure  III.13.b pour l’écrouissage. Les paramètres 

identifiés et leurs valeurs sont donnés dans le Tableau  III.6. 
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Figure  III.13 : Identification sous chargement quasi-statique des paramètres de cisaillement de la loi 

dévolution (a) de la perte de raideur et (b) de l’écrouissage 

 Valeur Ecart type Ecart relatif 

c (-) 1,0 - - 

b (MPa-n) 0,819 0,066 8% 

n (-) 0,50 - - 

Y0 (-) 0,055 0,007 13% 

R0 (MPa) 5,92 0,67 11% 

γ (-) 0,565 0,063 11% 

K (MPa) 1250 350 28% 
Tableau  III.6 : Paramètres de la loi d’évolution de l’endommagement matriciel sous chargement quasi-

statique réduite au cisaillement seul 
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b. Comportement couplé cisaillement-transverse 

Des essais de charges-décharges sont réalisés sur des stratifiés [±65]2s, fabriqués avec le 

renfort BX25-600. Ces essais permettent d’identifier, éprouvette par éprouvette, les pertes de 

raideur sd 2  et sd12 , les déformations résiduelles effectives p
2

~ε  et p
12

~γ  du pli associées à l’état 

de contraintes atteint dans le pli : 2σ  et 12τ  selon la méthode décrite au Paragraphe 

 III.3.1.c. Notons que les composantes de l’état de contraintes peuvent être respectivement 

écrite sous la forme 
2dY  ou 2

~σ  et 
12dY  ou 12

~τ . Cinq éprouvettes droites [±65]2s sont 

sollicitées en traction avec une vitesse de chargement de 0,1 mm/min. Les dimensions des 

éprouvettes sont données en Figure  I.60.a. Les décharges ont lieu tous les 0,1% de 

déformation longitudinale. La mesure de la déformation est effectuée à l’aide de deux 

extensomètres : un extensomètre longitudinal de base 20 mm et un extensomètre transversal 

de base 25 mm (largeur de l’éprouvette). Le comportement longitudinal de l’éprouvette 5 est 

représenté en Figure  III.14 et son mode de rupture est visible en Annexe E, en Figure E.5. La 

rupture se manifeste par une fissure transverse dans les plis à +65°. 
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Figure  III.14 : Comportement longitudinal du stratifié [±65]2s (éprouvette 5, mesure de la déformation 
avec les extensomètres) sous sollicitation de charges-décharges quasi-statiques 

Le paramètre m est choisi égal à 1,2 pour épouser la forme de la courbe ( )
22 d

m
d YfaY =  qui se 

distingue correctement pour la mesure avec extensomètres (Figure  III.15.a). Les paramètres a 

et α  sont ensuite identifiés par minimisation des moindre carrés et leur moyenne sera 

ensuite considérée. Leur valeur est donnée dans le Tableau  III.7. Les différences observées 

entre la mesure avec les extensomètres et les jauges peut venir en partie de la différence de 

base de mesure mais notons que les extensomètres étaient positionnés dans la zone où 

l’éprouvette a rompu.  
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Figure  III.15 : Identification sous chargement quasi-statique des paramètres de couplage cisaillement-

transverse de la loi d’évolution (a) de la perte de raideur et (b) de la déformation résiduelle 

 Valeur Ecart type Ecart relatif 

a (MPa-1/m) 2.62 0.28 11% 

m (-) 1.20 - - 

α (-) 0.62 0.11 17% 
Tableau  III.7 : Paramètres de couplage cisaillement-transverse de la loi d’évolution de l’endommagement 

matriciel en quasi-statique 

La détermination des paramètres sd 2  et sd12  au cours du chargement nous permet de 

confronter les mesures expérimentales avec l’hypothèse prise au paragraphe précédent 

concernant la valeur de c (Figure  III.16). Si la relation c = 1 semble décrire convenablement 

le comportement de l’éprouvette 5 mesuré avec les extensomètres, la détermination de la 

variabilité à l’aide de la méthode de Monte-Carlo montre qu’il serait hasardeux de 

déterminer une relation plus précise entre sd 2  et sd12  avec ces essais. Les paramètres choisis 

pour la détermination des incertitudes sur sd 2  et sd12  sont regroupés dans le Tableau  III.8. 

L’application de la méthode de Sobol a montré que sd 2  était principalement sensible à la 

valeur du module transverse alors que sd12  est plutôt sensible à l’angle θ du pli. 
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Figure  III.16 : Relation entre sd12  et sd 2  et mise en évidence de l'effet de la variabilité expérimentale des 

propriétés du matériau sur la quantification de sd12  et sd 2  

 

 Valeur Ecart relatif 

Ef
0 (MPa) 90 866 4,4% 

Em
0 (MPa) Propre à l’éprouvette 17% 

Gm
0 (MPa) 2 337 5,0% 

νf
0 (-) 0,25 - 

νm
0 (-) 0,4 - 

θ (°) 65 3% 

εx
e (-) Propre à la boucle 3% 

εy
e (-) Propre à la boucle 3% 

σx (MPa) Propre à la boucle 1% 

Tableau  III.8 : Paramètres d’entrées du calcul de la variabilité des valeurs de sd12  et sd 2  à l’aide de la 

méthode de Monte-Carlo, en supposant que les variables suivent une loi de Gauss 
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III.3.4. Couplage entre l’endommagement matriciel et la résistance dans la 

direction des fibres 

a. Protocole expérimental 

i. Principe de l’essai 

L’objectif des essais présentés ici est d’exprimer la résistance résiduelle des UD en traction en 

fonction de l’endommagement matriciel généré par fatigue. La fabrication de tubes étant 

délicate par infusion, les méthodes d’identification proposées par le LMA [Hochard14] qui 

s’appuient sur des essais de torsion-traction ne peuvent pas être facilement employées ici. Un 

protocole expérimental est donc proposé de manière à réaliser des essais sur des plaques 

représentatives du matériau utilisé dans les structures industrielles. 

Une éprouvette large [±45]2s est sollicitée en fatigue sous un chargement de traction-traction 

à force imposée de manière à générer un endommagement matriciel par cisaillement à 

l’échelle du pli d’UD (Figure  III.17.a). L’essai de fatigue est arrêté avant d’atteindre la 

rupture et le niveau d’endommagement matriciel d12 est quantifié expérimentalement par un 

essai de charge-décharge quasi-statique. Des éprouvettes [0/90]2s sont extraites à partir de 

l’éprouvette large [±45]2s (par découpe à 45° de la direction de chargement) (Figure  III.17.b). 

Ces dernières sont sollicitées en traction monotone quasi-statique jusqu’à rupture de manière 

à déterminer la résistance du pli à 0° (Figure  III.17.c). En générant (avec plusieurs 

éprouvettes larges [±45]2s) plusieurs niveaux d’endommagement matriciel, la relation définie 

par l’équation ( III.12) peut être identifiée. 

t

σx

t

(a) (b) (c)

σx

x
x

12

y y

 
Figure  III.17 : Principe de l’essai d’identification du couplage entre l’endommagement matriciel et la 

résistance résiduelle dans la direction des fibres  
(a) Sollicitation cyclique des plis d’un stratifié [±45]2s en cisaillement (endommagement matriciel)  

(b) Extraction d’éprouvettes [0/90]2s du stratifié [±45]2s  
(c) Essais de résistance résiduelle du 0° dans le stratifié [0/90]2s, après endommagement par cisaillement 

cyclique 
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Les géométries d’éprouvettes utilisées dans cette partie (et uniquement pour la mesure du 

couplage entre l’endommagement matriciel et la résistance dans la direction des fibres) sont 

données en Figure  III.18. 

(b)

(b)(a)  
Figure  III.18 : (a) Géométrie de l’éprouvette large [±45]2s pour générer l’endommagement matriciel en 

fatigue (b) Géométrie des éprouvettes [0/90]2s extraites pour déterminer la résistance résiduelle 

ii. Création et quantification de l’endommagement matriciel 

La stratification ±45° a été choisie pour deux raisons. Elle permet tout d’abord de générer 

sous un chargement de traction, une sollicitation proche du cisaillement pur dans les plis 

d’UD qui crée un endommagement matriciel diffus. Ensuite, la perte de raideur en 

cisaillement est simple à mesurer à l’échelle du stratifié (cf Chapitre  III.3.1.b) et des niveaux 

d’endommagement élevés peuvent être atteints. 

La procédure décrite au Chapitre  III.3.1.a est utilisée pour quantifier la perte de raideur en 

fatigue. La vitesse de chargement pour la détermination des modules sécants est de  

20 MPa/min et le palier de relaxation est de 1 h après le chargement de fatigue. Ce palier est 

nécessaire pour recouvrer la déformation de fluage générée par la contrainte moyenne positive 

appliquée en fatigue. Rappelons que la quantification du module sécant après chargement de 

fatigue doit se faire en appliquant en quasi-statique la même contrainte que la contrainte 

maximale appliquée en fatigue (Figure  III.7.b). 

Comme nous l’avons vu précédemment, la mesure de d12 est liée à la mesure de l’effort axial 

σx, de la déformation axiale εx et de la déformation transverse εy dans le repère du stratifié. 

Cependant, la largeur de l’éprouvette [±45]2s nécessaire à l’extraction d’éprouvettes [0/90]2s, 

fait que l’éprouvette n’est pas assez élancée pour garantir un état de contraintes et de 

déformations homogène dans la zone utile. Une comparaison des champs de déformation 

calculés par analyse numérique entre une éprouvette [±45]2s standard élancée de dimensions : 

250 mm par 25 mm et l’éprouvette [±45]2s large considérée est donnée en Figure  III.19.  

La géométrie de l’éprouvette [±45]2s standard élancée est celle utilisée pour les essais sous 

chargements quasi-statique et de fatigue dans le reste de cette étude (cf Figure  I.60.a). La 

géométrie de l’éprouvette large [±45]2s utilisée pour générer l’endommagement matriciel en 

fatigue et qui est considérée pour la comparaison des champs de déformation est donnée en 
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Figure  III.18.a. Les champs de contraintes et de déformations dans les deux éprouvettes 

[±45]2s (large et élancée) sont calculés avec la méthode des éléments finis à l’aide du solveur 

NASTRAN avec des hypothèses de comportement élastique linéaire et des petites 

perturbations. Des éléments coques composites à quatre nœuds sont utilisés pour modéliser le 

stratifié, pli d’UD par pli d’UD. Les contraintes et déformations de chacun des plis sont 

obtenues selon la théorie classique des stratifiés [Gay05]. Le collage des talons est considéré 

parfait et l’épaisseur de colle n’est pas modélisée. Les degrés de liberté des nœuds au niveau 

des mors sont tous bloqués à une extréminté de l’éprouvette et tous bloqué sauf la translation 

dans la direction du chargement à l’autre extréminté. Un effort est appliqué de manière 

proportionnelle à la section de l’éprouvette de manière à générer la même contrainte 

moyenne. Sur la Figure  III.19 nous pouvons voir qu’un élément de talon est en dehors des 

mors pour l’éprouvette élancée alors que pour l’éprouvette large, la longueur de talon libre 

est de cinq éléments pour modéliser la distance entre les mors et la fin des talons décrite en 

Figure  III.18. Les chanfreins des talons ne sont pas modélisés. 
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Figure  III.19 : Comparaison des champs de déformation dans le pli +45° d’un [±45] sous le même niveau 

de contrainte dans une éprouvette large et élancée 

La comparaison de la déformation de cisaillement montre un champ non homogène pour 

l’éprouvette large (Figure  III.19). Cependant, une zone quasiment homogène au centre de 

l’éprouvette est suffisamment grande pour extraire les quatre éprouvettes [0/90]2s de 

résistance résiduelle et garantir des niveaux d’endommagements proches d’une éprouvette à 

l’autre dans la zone utile. 

La mesure de la déformation axiale εx et transverse εy est réalisée par corrélation d’images 

numériques dans la zone décrite par un losange rouge en Figure  III.20. Dans cette zone, qui 
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correspond à la zone utile des éprouvettes [0/90]2s de résistance résiduelle l’écart type sur la 

mesure des déformations est inférieur à 10%. Les écarts types obtenus sur les résistances 

résiduelles au paragraphe suivant nous confortent dans l’idée que l’endommagement est 

suffisamment homogène dans la zone d’extraction des éprouvettes [0/90]2s pour obtenir des 

résultats exploitables. 

Les essais de fatigue ont été réalisés à l’aide d’une machine hydraulique MTS de 50 kN et la 

corrélation d’images a été effectuée avec le système de mesure GOM-Aramis v6.3.0. Nous 

tenons à remercier l’IRDL (ENSTA-Bretagne) pour nous voir permis d’effectuer une partie 

de ces essais dans leur locaux alors que notre machine d’essais était en panne. 
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Figure  III.20 : Mesure de la déformation longitudinale et transverse par corrélation d’images sur 

éprouvette [±45] large après endommagement par fatigue 

iii. Mesure de la résistance résiduelle 

Après la sollicitation en fatigue des éprouvettes [±45]2s larges, quatre éprouvettes [0/90]2s 

sont extraites et sont chargées de manière monotone en quasi-statique jusqu’à rupture afin de 

mesurer la résistance résiduelle des plis à 0°. Ces essais statiques sont réalisés à l’aide d’une 

machine électromécanique MTS de 100 kN. Une géométrie particulière d’éprouvette est 

définie en Figure  III.18.b de manière à obtenir une rupture loin des mors. Les éprouvettes 

sont découpées au jet d’eau et des talons chanfreinés [±45]2s sont collés à chaque extrémité 

des éprouvettes pour limiter les concentrations de contraintes, induites par le serrage dans les 

mors. 

La précision de la direction d’extraction des éprouvettes [0/90]2s est importante de manière à 

ne pas réaliser un essai sur une éprouvette [θ/θ+90]2s. En effet un désalignement de la 

direction des fibres à 0° par rapport au chargement a des conséquences directes sur la mesure 

de la résistance statique [Gay05]. Le désalignement des plis à 0° a donc été mesuré à l’aide de 

la méthode décrite au Paragraphe  I.3.1.c.iv. Rappelons que l’orientation des plis dans le plan 

et hors plan est soumise à de fortes variations liées au matériau et au procédé. La 

comparaison de l’orientation des plis à 0° entre éprouvettes [0/90]2s saines et éprouvettes 

[0/90]2s endommagées en fatigue n’a pas révélé de différence significative générée par 

l’endommagement en fatigue. Nous considérerons donc que les plis à 0° des éprouvettes 

[0/90]2s de résistance résiduelle sont alignés avec la direction du chargement. 
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b. Résultats obtenus avec le renfort BX45-602 

i. Résistance résiduelle en traction monotone quasi-statique des éprouvettes [0/90]2s 

Quatre éprouvettes larges [±45]2s ont été réalisées par infusion avec le renfort BX45-602 et 

testées en fatigue avec un rapport de charge R = 0,1 et une fréquence f = 5Hz. La résistance 

résiduelle en traction du [0/90]2s et la raideur de cisaillement résiduelle des plis d’UD sont 

obtenues avec la méthode décrite précédemment. La résistance résiduelle des éprouvettes 

[0/90]2s est comparée à celle du matériau non endommagé, prélevé dans les mêmes conditions 

dans une cinquième plaque [±45]2s non sollicitée en fatigue. Le taux volumique de fibres des 

éprouvettes testées varie entre 42% et 49%. Les résultats sont donc corrigés afin de les 

comparer pour le volume de fibres moyen Vf = 46%. Les paramètres particuliers d’essais et les 

résultats sont regroupés dans le Tableau  III.9 et affichés en Figure  III.21.  
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Figure  III.21 : Résistance résiduelle du stratifié [0/90]2s avec le renfort BX45-602 en fonction de la perte 

de raideur en cisaillement d12 pour Vf = 46% 

Réf ép. 
[±45]2s 

σx
max 

fatigue 
Nb. de 
cycles 

d12 
Nb. d’ép. 
[0/90]2s 
extraites 

Résistance 
résiduelle 
moyenne 

Écart type 
sur la 

résistance 
résiduelle 

Chute de la 
résistance 
résiduelle 

 (MPa) (-) (-) (-) (MPa) (MPa/MPa) (%) 
5B - 0 0 3 537 4,3% - 

8A 57 160 000 0,52 4 359 4,8% 33% 

8B 55 65 000 0,50 4 402 4,7% 25% 

9A 50 280 000 0,43 4 496 3,6% 8% 

9B 40 50 000 0,28 4 546 8,3% -2% 
Tableau  III.9 : Résistance résiduelle du stratifié [0/90]2s avec le renfort BX45-602 et variable 

d’endommagement d12 après sollicitation de fatigue en traction à R = 0,1 pour Vf  = 46% 

Les modes de rupture observés sont présentés en Annexe E, en Figure E.8 et en Figure E.9. 

Ces modes de rupture sont mixtes et regroupent des ruptures et déchaussements de fibres 

dans les plis à 0° ainsi que du délaminage. Néanloins, il est difficile de savoir si le délaminage 

s’est propagé avant ou après la rupture des fibres. 
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Notons qu’une diminution significative de la résistance résiduelle est observée lorsque 

l’endommagement matriciel augmente, malgré la dispersion pour chaque niveau 

d’endommagement. Une manière de confirmer que la chute de résistance résiduelle est liée à 

l’endommagement matriciel mais aussi de déterminer la limite basse de cette chute de 

résistance est d’effectuer un essai de traction monotone quasi-statique à une température 

proche de la température de transition vitreuse de la matrice. Au cours d’un tel essai, la 

participation de la matrice dans la tenue mécanique est très significativement diminuée. 

ii. Comparaison des résultats avec un essai de traction monotone quasi-statique sur stratifié [0/90]2s 
à 80°C 

Un essai additionnel est réalisé sur une éprouvette [0/90]2s issue de la plaque 5B non 

endommagée de laquelle ont été extraites les éprouvettes [0/90]2s pour déterminer la 

résistance initiale. Cet essai de traction quasi-statique monotone est réalisé en enceinte 

thermique à une température de 80°C. Cette température est choisie car elle correspond à la 

température de transition vitreuse de la matrice. A cette température, la contribution de la 

matrice à la tenue mécanique du [0/90]2s est donc fortement réduite. 

La chute de résistance mesurée avec cet essai est de 46% par rapport au matériau non 

endommagé testé à température ambiante (environ 20°C). Ce résultat est affiché en rouge en 

Figure  III.21. Il confirme que la matrice joue un rôle important dans la résistance dans la 

direction des fibres et qu’une limite basse de résistance semble exister. 

iii. Identification de la loi de résistance résiduelle des UD dans la direction des fibres 

A la fin d’un essai de traction monotone quasi-statique sur un [0/90]2s, lorsque l’éprouvette se 

rompt, les plis à 90° ne reprennent plus de contraintes et tout le flux d’effort passe par les 

plis à 0°. Ceci est lié au fait que lorsque le statifié [0/90]2s, atteint une charge qui provoque la 

rupture, la densité de fissures transverses dans les plis à 90° est si élevée qu’elle ne leur 

permet pas de transmettre un effort axial. Ce phénomène est vrai à la rupture quel que soit 

le niveau d’endommagement matriciel au début de l’essai de traction. Ainsi la contrainte à 

rupture des plis à 0° est obtenue facilement : comme le double de la contrainte à rupture du 

[0/90]2s. La force thermodynamique liée à l’endommagement dans la direction des fibres est 

ensuite calculée avec un endommagement d1 = 0. En effet, l’endommagement dans la 

direction des fibres en fatigue lors de l’essai sur le [±45]2s est supposé négligeable et 

l’endommagement dans la direction des fibres en quasi-statique est nul jusqu’à rupture. 

Les paramètres de la loi de couplage entre la résistance résiduelle du pli d’UD et 

l’endommagement matriciel donnée en relation ( III.12) sont donc identifiés pour un taux 

volumique de fibres de 46%. En considérant un paramètre de couplage c = 1, notons que nous 

avons d2 = d12. Le paramètre AY  est calculé avec la contrainte à rupture du matériau sain. Le 

paramètre BY  est calculé avec la contrainte à rupture à 80°C. Les paramètres dm et dλ sont 

ensuite identifiés par minimisation des moindres carrés. Les valeurs identifiées sont données 

dans le Tableau  III.10 et la loi obtenue est comparée aux résultats d’essais en Figure  III.22 
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Figure  III.22 : Couplage entre la résistance résiduelle du pli d’UD du BX45-602 et l’endommagement 

matriciel à Vf = 46% – Comparaison de la loi identifiée avec les résultats d’essais 

 Valeur Ecart relatif 

YA (MPa) 13,9 8,6% 

YB (MPa) 4,0 - 

dm (-) 0,49 - 

dλ (-) 0,035 - 
Tableau  III.10 : Paramètres de la loi de couplage entre la résistance résiduelle du pli d’UD du BX45-602 

et l’endommagement matriciel à Vf = 46% 

c. Corrections de YA et YB liées au taux volumique de fibres et au renfort 

La résistance dans la direction des fibres est fortement liée au taux volumique de fibres, 

comme le module d’élasticité, mais dépend aussi fortement du renfort utilisé, contrairement 

aux modules d’élasticité comme nous l’avons vu précédement. Cette dépendance au renfort 

s’explique par une architecture qui peut être différente d’un renfort à l’autre et qui est 

susceptible de générer plus ou moins de défauts ayant un effet sur la résistance à rupture.  

Pour les besoins de l’étude, plusieurs renforts ont été utilisés et plusieurs taux volumiques de 

fibres sont observés après infusion. Les paramètres YA et YB sont donc identifiés pour chaque 

renfort et une correction en fonction du taux volumique de fibres est proposée pour tenir 

compte de la variabilité des propriétés liée aux matériaux et au procédé. 

Tout comme pour les modules d’élasticité, la loi des mélanges nous donne une contrainte à 

rupture dans la direction des fibres dans les plis d’UD qui s’exprime en fonction de la 

contrainte à rupture des fibres ult
fσ , du module de la fibre Ef

0, du module de la matrice Em
0 et 

du taux volumique de fibres Vf [Gay05]: 

( )











−+= f

f

m
f

ult
f

ult V
E

E
V 1

0

0

1 σσ  ( III.50) 

Cette relation sera approchée par : 

f
ult
f

ult Vσσ =1  ( III.51) 
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Lorsque la rupture statique des plis d’UD intervient, en supposant que l’endommagement d1 

soit nul à l’instant précédent la rupture, nous avons : 

0
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1
1

2E
Y

ult
ult

d

σ=  ( III.52) 

En considérant la correction de la contrainte à rupture et du module d’élasticité dans la 

direction des fibres en fonction du taux volumique de fibres, donnée par les équations ( III.39) 

et ( III.52), nous obtenons : 
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La correction des paramètres YA et YB en fonction du taux volumique de fibres revient donc à 

identifier les paramètres YAf et YBf tels que : 







=

=

BffB

AffA

YVY

YVY
 ( III.54) 

Nous supposerons que les autres paramètres de la loi de couplage entre la résistance résiduelle 

des plis d’UD et l’endommagement matriciel, définis par la relation ( III.12), sont 

indépendants du taux volumique de fibres. 

Les paramètres YAf et YBf sont identifiés en réalisant des essais de traction monotone quasi-

statique jusqu’à rupture sur les renforts BX45-602, UD600, UD1135 et BX45-600. Les 

renforts BX45 sont testés à l’aide d’éprouvettes droites [0/90]2s alors que les UD sont testés 

avec des éprouvettes droites et échancrées [0]3. Les résultats obtenus à température ambiante 

(YA) et à 80°C (YB) sont illustrés en Figure  III.23 en fonction du volume de fibres.  
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Figure  III.23 : Identification des paramètres YAf et YBf pour quatre renforts de l’étude 

Les modes de rupture observés sont présentés en Annexe E, en Figure E.1 pour l’UD600 et 

l’UD1135, et en Figure E.10 pour le BX45-600. Ils se caractérisent par des déchaussements de 

fibres. 
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Notons dans un premier temps que l’UD1135 n’a pas été testé à 80°C par manque de temps. 

En remarquant que les renforts sont classés dans le même ordre selon les paramètres YAf et 

YBf, et que les renforts BX45-600 et UD600 encadrent le renfort UD1135, nous considérerons 

une valeur YBf (à 80°C) pour l’UD1135 au prorata des valeurs obtenues pour YAf (à 

température ambiante) pour le BX45-600 et l’UD600. 

Notons ensuite que les valeurs YA et YB obtenues sont très dépendantes du renfort et que plus 

d’essais seraient nécessaires pour valider la dépendance au taux volumique de fibres. Le 

renfort BX45-602 présente une architecture plus régulière que le BX45-600, ce qui se 

manifeste par une résistance à la rupture supérieure à température ambiante mais aussi 

lorsque le matériau est soumis à une température proche de la température de transition 

vitreuse de la matrice. Nous constatons aussi que l’UD600 semble plus résistant que l’UD1135 

mais qu’au regard de la dispersion des résultats, plus d’essais seraient nécessaire pour mettre 

en évidence une influence de l’épaisseur des plis sur la résistance dans la direction des fibres. 

Les lois issues de cette identification sont tracées en Figure  III.24 pour les quatre renforts et 

les paramètres identifiés sont regroupés dans le Tableau  III.11. 
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Figure  III.24 : Loi de couplage entre l’endommagement matriciel et la résistance résiduelle du pli d’UD de 

quatre renforts de l’étude à Vf = 46% 

 Valeur Ecart relatif 

YAf - BX45-602 (MPa) 30,0 9% 

YBf - BX45-602 (MPa) 8,6 - 

YAf - UD600 (MPa) 21,6 12% 

YBf - UD600 (MPa) 8,3 23% 

YAf – UD1135 (MPa) 17,3 8% 

YBf - UD1135 (MPa) 6,8 - 

YAf - BX45-600 (MPa) 15,3 11% 

YBf - BX45-600 (MPa) 6,1 13% 
Tableau  III.11 : Paramètres de la loi de couplage entre la résistance résiduelle du pli d’UD et 

l’endommagement matriciel en fonction du renfort après correction du taux volumique de fibres 
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d. Discussion sur la méthode d’identification du couplage entre 

l’endommagement matriciel et la résistance dans la direction des fibres 

Une méthode a été proposée pour mettre en évidence et identifier la relation entre 

l’endommagement matriciel généré par cisaillement des plis d’UD et la résistance dans la 

direction des fibres. Des niveaux d’endommagements croissants ont été générés par des essais 

cycliques de traction-traction sur des plaques de stratifié [±45]2s et la résistance résiduelle du 

pli d’UD est mesurée dans des stratifiés [0/90]2s extraits du stratifié [±45]2s endommagé en 

fatigue. Le seuil de résistance est quant à lui identifié à l’aide d’essais en température.  

Plusieurs points liés aux hypothèses considérées méritent une discussion comme : 

� L’influence de la sollicitation de cisaillement en fatigue 

� Le choix de la variable pour décrire l’endommagement matriciel 

� Le choix de la température pour la détermination du seuil de résistance 

i. Influence de la sollicitation de cisaillement en fatigue 

Par comparaison aux approches phénoménologiques pour déterminer la résistance résiduelle, 

qui expriment la résistance résiduelle en fonction d’un nombre de cycles vu par le matériau et 

qui sont donc dépendantes de la sollicitation, l’approche que nous proposons est 

théoriquement indépendante de la sollicitation appliquée (à condition que la ou les variables 

d’endommagements utilisées soit pertinentes), ce qui constitue un avantage conséquent en 

matière de durée des campagnes de caractérisation. 

Tous les essais cycliques de cette étude ont été réalisés en traction-traction avec un rapport 

de charge similaire (R = 0,1), et cette indépendance à la sollicitation reste à vérifier en 

réalisant des essais de traction-traction pour d’autres rapports de charges mais aussi des 

essais de traction-compression voire de compression-compression. 

Notons d’ailleurs que la chute observée de la résistance résiduelle dans cette étude arrive 

pour des niveaux d’endommagement (d12 = 0,4 à 0,6) inférieurs à ceux observés dans la 

littérature (d12 = 0,8) avec des tubes sollicités en torsion alternée [Thollon09; Hochard14] et 

que cette indépendance à la sollicitation reste donc à démontrer bien que d’autres facteurs 

d’influence soient possibles comme celui du pli transverse, l’épaisseur des plis, le couple 

matériau-procédé, etc... 

ii. Choix de la variable d’endommagement matriciel d12 

La variable mésoscopique choisie pour décrire l’endommagement matriciel (perte de raideur) 

résulte d’une combinaison de plusieurs mécanismes d’endommagements aux échelles micro- et 

méso-scopiques : décohésion fibre-matrice, fissures transverses, micro délaminages en pointe 

de fissure et plasticité de la matrice. Cette combinaison de mécanismes d’endommagement 

peut varier en fonction du mode de chargement (transverse ou de cisaillement). En effet, le 

cisaillement induit principalement un endommagement diffus à l’échelle microscopique qui 

consiste en des décohésions fibre-matrice et de la plasticité matricielle, alors que le 

chargement dans la direction transverse aux fibres induit plutôt des endommagements 

mésoscopiques comme les fissures transverses et le micro-délaminage. Rien ne prouve que ces 

deux types de mécanismes d’endommagement induisent un abattement similaire de la 
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résistance résiduelle du pli d’UD. Une approche plus générale consisterait donc à définir la 

résistance résiduelle dans la direction des fibres comme une fonction de plusieurs variables 

d’endommagement associées aux différents mécanismes d’endommagement (en séparant les 

phénomènes à l’échelle micoscopique de ceux à l’échelle macroscopique), comme proposés 

dans les approches multi-échelle [Ladevèze01; Laurin13]. 

iii. Choix de la température pour la détermination du seuil de résistance 

La résistance à rupture dans la direction des fibres pour un endommagement matriciel 

maximal (YB) est évaluée avec des essais de traction monotone quasi-statique à 80°C. Cette 

température a été choisie car elle correspond à la température de transition vitreuse de la 

matrice selon la fiche technique transmise par le fournisseur. Des essais effectués sur l’UD600 

pour plusieurs valeurs de température montrent que la chute de la résistance mécanique n’est 

pas plus importante à 100°C qu’à 80°C (Figure  III.25). Ceci confirme la pertinence du choix 

que nous avons fait concernant la température d’essais (80°C). 
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Figure  III.25 : Contrainte à rupture statique d’éprouvettes [0]3 réalisées en UD600,  

à Vf = 45%, en fonction de la température 
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III.3.5. Loi d’évolution de l’endommagement en fatigue 

a. Comportement dans la direction des fibres 

Le comportement en fatigue dans la direction des fibres est identifié à l’aide d’essais sur des 

stratifiés [0]3 réalisés avec le renfort UD1135. Les éprouvettes utilisées sont de type droite et 

échancrée (Figure  I.60). La déformation longitudinale est mesurée à l’aide d’un extensomètre 

de base 20 mm. Nous nous intéressons à la mesure de la durée de vie et de la perte de raideur 

pour différents niveaux de chargement pour les deux rapports de charge suivant : R=0,1 et 

R=0,5. Ces rapports de charges permettent d’étudier l’influence de l’amplitude de la 

sollicitation en traction-traction. Les essais sont réalisés à 10 Hz avec une machine 

hydraulique MTS de capacité 100 kN. Les modes de rupture obtenus sont présentés en 

Annexe E, en Figure E.2. Comme en quasi-statique, le mode de rupture constaté des 

stratifiés [0] 3 est le déchaussement de fibres. 

Rappelons la loi dont nous cherchons à identifier les paramètres : 

( ) ( ) ( ) 2

1

1

1
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1 1
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ff YYda
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d ∆−=
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∂ γ
 ( III.55) 

Les essais sur le 0° ont montré une faible dépendance à l’amplitude du chargement. Nous 

considèrons donc que l2 = 0. Notons que l’augmentation des paramètres a1 et l1 ont tendance à 

donner de la pente à la courbe S-N alors que l’augmentation de γ1 a tendance à l’adoucir 

(Figure  III.26). 

 
Figure  III.26 : Influence des paramètres de la loi de perte de raideur dans la direction des fibres sur la 

pente de la courbe S-N, à rapport de charge fixé 

 
Figure  III.27 : Influence des paramètres de la loi de perte de raideur dans la direction des fibres sur la 

forme de l’évolution de l’endommagement à rapport de charge et contrainte maximale fixés 
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La forme concave ou convexe de la fonction ( )Nfd f =1  est quant à elle, pour un niveau de 

chargement et un rapport de charge fixé, directement dépendante de la valeur de la relation 

γ1-2(l1+l2) (Figure  III.27). 

Les paramètres sont identifiés en réalisant un balayage des valeurs : 

- Nous souhaitons que la rupture soit modélisée par un emballement très rapide. Ceci 

nous amène donc à faire en sorte que γ1-2(l1+l2) < 0 et nous considérons des valeurs 

comprises entre -10 et -1 par pas de 1. 

- Le paramètre l1 doit être positif étant donné que l2 est nul (le taux de croissance de 

l’endommagement doit augmenter lorsque la contrainte maximale augmente). Nous 

prendrons pour l1 des valeurs comprises entre 1 et 10 par pas de 1. 

- Le paramètre a1 est testé avec des valeurs de 1.10i, 2.10i et 5.10i MPa-l1 avec i allant 

de -7 à 5. 

Ceci nous donne 3 900 jeux de paramètres à tester. Pour chaque jeu nous déterminons 

numériquement l’endommagement en fatigue d’un stratifié [0] en UD1135 avec un taux 

volumique de fibres de 46% sous un rapport de charge R = 0,1 pour quatre niveaux de 

chargement maximal : 600 MPa, 400 MPa, 350 MPa, 300 MPa. 

Dans un premier temps, l’écart entre les durées de vie obtenues avec le modèle et les essais 

sont comparées et les jeux de paramètres donnant la meilleure corrélation sont retenus (par 

minimisation des moindres carrés). Les jeux de paramètres, pré-sélectionnés par rapport à 

leur capacité à estimer la durée de vie, sont ensuite évalués sur la forme de la fonction 

( )nfd f =1  qui revient finalement à choisir la valeur la plus faible de la relation γ1-2(l1+l2) 

parmi les jeux de paramètres retenus. Les paramètres finalement retenus sont donnés dans le 

Tableau  III.12, à l’exception du paramètre a1 qui n’est pas communiqué pour des raisons de 

confidentialité. 

La courbe S-N obtenue selon le modèle proposé, calculée avec les paramètres du Tableau 

 III.12, est comparée avec les résultats des essais en Figure  III.28. La prévision de la durée de 

vie des stratifiés 0° par le modèle avec les paramètres identifiés est satisfaisante.  
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Figure  III.28 : Comparaison modèle-essai : Courbe S-N sous R = 0,1 et R = 0,5, à 10 Hz,  

du stratifié [0]3 réalisé avec l’UD1135 et normalisé à Vf = 46% 
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L’évolution de la perte de raideur dans la direction des fibres au cours de la durée de vie est 

donnée pour deux éprouvettes en Figure  III.29. Les mesures expérimentales sont comparées à 

la simulation pour le même taux volumique de fibres et sous le même chargement. Le point 

où d1 = 1 sur les courbes d’essais ne correspond pas à une mesure mais est positionné 

arbitrairement au nombre de cycles qui correspond à la rupture de l’éprouvette lors des essais 

pour visualiser la durée de vie.  
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Figure  III.29 : Comparaison modèle-essai de la perte de raideur en fatigue dans la direction des fibres 

d’éprouvettes [0]3 réalisés avec l’UD1135 

(a) sous max

1σ = 350 MPa, R = 0,1, à 10 Hz avec Vf = 46,8% 

(b) sous max

1σ = 330 MPa, R = 0,5, à 10 Hz avec Vf = 47,3% 

L’écart de durée de vie entre la simulation et les essais en Figure  III.29 est lié à l’écart déjà 

observé sur la courbe S-N en Figure  III.28. Les essais donnent une rupture brutale des 

éprouvettes [0]3s, avec une perte de rigidité dans la direction des fibres inférieure à 5%. La 

perte de rigidité est même nulle dans le cas de l’essai à R = 0,5 présenté en Figure  III.29.b. 

La perte de raideur de 18% observée en fin d’essai, en Figure  III.29.a est surement liée à un 

glissement de l’extensomètre lors des ruptures de fibres à proximité des talons qui a tendance 

à intervenir pour les éprouvettes échancrées, comme nous l’avons montré au Chapitre I (cf 

Figure  I.64.b). Dès lors, la perte de raideur progressive prévue par le modèle sur la dernière 

décade de la simulation n’est pas fidèle à la réalité physique. Cependant, si l’introduction 

d’un endommagement dans la direction des fibres de type perte de raideur ne semble pas 

approprié pour décrire la physique, notons qu’un endommagement progressif doit être 

modélisé pour prévoir la rupture en fatigue dans la direction des fibres. En effet, les stratifiés 

[0] sollicités dans la direction des fibres sont soumis à un chargement longitudinal pur et ne 

sont donc pas soumis à un endommagement matriciel qui induirait un abattement du seuil de 

rupture dans la direction des fibres. L’introduction d’une relation entre le chargement dans la 

direction des fibres et l’endommagement matriciel ne solutionnerait pas le problème car la 

contrainte à rupture en température (pour un endommagement matriciel maximal) de 

l’UD1135 mesurée est de 512 MPa à Vf = 46%. Donc sans modélisation d’un endommagement 

en fatigue dans la direction des fibres le modèle prévoirait une durée de vie infinie pour les 

points de la courbe S-N dont la contrainte maximale est inférieure à 512 MPa (à partir de  

1 000 cycles selon la Figure  III.28). Retenons donc que l’endommagement progressif en 
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fatigue dans la direction des fibres a pour objectif de décrire la durée de vie dans la direction 

des fibres mais qu’il introduit un biais sur la description de la raideur. Il conviendrait donc 

de décrire cet endommagement par une variable autre qu’une perte de raideur dans des 

travaux futurs. Ceci nécessitera des investigations complémentaires afin de comprendre les 

mécanismes d'endommagement des fibres de verre pour les décrires de façon réaliste dans une 

évolution future du modèle proposé dans le cadre de cette étude. 
 

Paramètre Valeur 

γ1 (-) 13 

a1 (MPa-l1-l2) Entre 10-7 et 10-3 

l1 (-) 7 

l2 (-) 0 
Tableau  III.12 : Paramètres de la loi d’évolution de l’endommagement en fatigue dans la direction des 

fibres (la valeur de a1 n’est pas communiquée pour des raisons de confidentialité 

b. Comportement en cisaillement 

L’endommagement matriciel est piloté en fatigue par les sollicitations transverses et de 

cisaillement. Nous identifions dans un premier temps le comportement en cisaillement pur à 

l’aide d’essais sur des stratifiés [±45]2s réalisés avec le renfort BX45-600. Les éprouvettes 

utilisées sont de type droite (Figure  I.60.a). La déformation longitudinale et transversale est 

mesurée à l’aide d’extensomètres de base respective 20 mm et 25 mm. Nous nous intéressons 

à la mesure de la durée de vie et de la perte de raideur en cisaillement du pli d’UD pour 

différents niveaux de chargement pour les rapports de charge : R = 0,1 et R = 0,5. Les essais 

sont réalisés à 3 ou 5 Hz, de manière à limiter l’échauffement du matériau, avec une machine 

hydraulique MTS de 100 kN. Les modes de rupture obtenus sont présentés en Annexe E, en 

Figure E.4. Ils se caractérisent par la rupture transverse des plis à ±45°. 

La loi d’évolution de l’endommagement matriciel dont nous cherchons à identifier les 

paramètres est la suivante : 
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Lorsque la sollicitation est en cisaillement pur, cette loi se réduit à : 
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 ( III.57) 

Les paramètres ont une influence sur le taux de croissance de l’endommagement en fatigue 

semblable à ceux de la loi sens fibre (Figure  III.26 et Figure  III.27). 

L’identification se fait comme au paragraphe précédent, par balayage de svaleurs des 

paramètres : 

- Nous considérons des valeurs de γ2-2(n1+n2) comprises entre -8 et 8 par pas de 2. 

- Le paramètre n1 peut être positif ou négatif à condition que n2 soit positif. Nous avons 

choisi de tester pour n1 des valeurs comprises entre -2 et 2 par pas de 1 et pour n2 des 

valeurs comprises entre 0 et 5 par pas de 1 
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- Le paramètre b2 est testé avec des valeurs de 1.10i, 2.10i et 5.10i MPa-n1-n2 avec i allant 

de -5 à 5. 

Ceci nous donne 8 810 jeux de paramètres à tester. Pour chaque jeu nous déterminons 

numériquement l’endommagement en fatigue d’un stratifié [±45] en BX45-600 avec un taux 

volumique de fibres de 44% sous les rapports de charge R = 0,1 et R = 0,5 pour les niveaux de 

chargement maximal en cisaillement dans le repère du pli suivants :  

- 30 MPa, 27,5 MPa et 25 MPa pour R = 0,1 

- 40 MPa et 38 MPa pour R = 0,5 

Les paramètres finalement retenus sont donnés dans le Tableau  III.13. Comme 

précédemment, la valeur du paramètre b2 n’est pas communiquée pour des raisons de 

confidentialité. 

La courbe S-N obtenue avec le modèle, exécuté avec les paramètres du Tableau  III.13, est 

comparée avec les résultats des essais en Figure  III.30. La prévision de la durée de vie des 

stratifiés ±45° par le modèle avec les paramètres identifiés est satisfaisante.  
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Figure  III.30 : Comparaison modèle-essai : Courbes S-N sous R = 0,1 et R = 0,5, à 3 ou 5 Hz,  

du stratifiés [±45]2s réalisés avec le BX45-600. Le modèle est exécuté avec Vf = 44% 
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Figure  III.31 : Comparaison modèle-essai de la perte de raideur en cisaillement en fatigue d’éprouvettes 

[±45]2s réalisées avec le BX45-600 

(a) sous max

12τ = 25 MPa, R = 0,1, à 5 Hz avec Vf = 49% 

(b) sous max

12τ = 40 MPa, R = 0,5, à 5 Hz avec Vf = 44% 
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L’évolution de la perte de raideur de cisaillement au cours de la durée de vie est donnée pour 

deux éprouvettes en Figure  III.31. Les mesures expérimentales sont comparées à la simulation 

pour le même taux volumique de fibres et sous le même chargement. Comme pour l’analyse 

de la perte de raideur des éprouvettes [0], le point où d12 = 1 sur les courbes d’essais ne 

correspond pas à une mesure mais est positionné arbitrairement au nombre de cycles qui 

correspond à la rupture lors des essais pour visualiser la durée de vie. Un écart est observé 

entre la perte de raideur prévue par le modèle et la perte de raideur observée lors des essais. 

Tout d’abord, tout comme pour le comportement dans la direction des fibres, l’écart de durée 

de vie entre la simulation et les essais en Figure  III.31 est lié à l’écart déjà observé sur la 

courbe S-N en Figure  III.30. A propos de la forme de la fonction ( )nfd f =2 , notons que si 

pour un même rapport de charge la simulation s’écarte des essais, la simulation donne tout 

de même une perte de raideur progressive pour le rapport de charge R = 0,1 (Figure  III.31.a) 

alors qu’elle est plus brutale pour le rapport de charge R = 0,5 (Figure  III.31.b), ce qui 

correspond aux observations expérimentales. Finalement, l’écart observé sur la perte de 

raideur entre la simulation et les essais semble principalement lié à l’écart en fin de charge 

statique. Cet écart est lui-même lié à la dispersion observée sur le module initial de 

cisaillement lors des essais statiques. Nous y reviendrons au Paragraphe  III.4.1.b lors de la 

validation du modèle en statique. 
 

Paramètre Valeur 

γ2 (-) 2 

b2 (MPa-n1-n2) Entre 10-7 et 10-3 

n1 (-) -2 

n2 (-) 5 
Tableau  III.13 : Paramètres de la loi d’évolution de l’endommagement matriciel en fatigue réduite au 

cisaillement seul (la valeur de b2 n’est pas communiquée pour des raisons de confidentialité) 
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c. Comportement couplé cisaillement-transverse 

L’influence du chargement transverse sur l’endommagement matriciel en fatigue est identifié 

à l’aide d’essais sur les stratifiés [±65]2s réalisés avec le renfort BX25-600 une fois que 

l’influence du chargement en cisaillement pur est identifié. Les essais sont réalisés à 10 Hz 

avec une machine hydraulique MTS de 100 kN sur des éprouvettes droite (Figure  I.60.a) à  

R = 0,1 et R = 0,5. La déformation longitudinale est mesurée à l’aide d’un extensomètre de 

base 20 mm. Comme précédemment, nous nous intéressons à la mesure de la durée de vie et 

de la perte de raideur et les modes de rupture obtenus sont présentés en Annexe E, en Figure 

E.6. Ils se caractérisent par la rupture transverse des plis à ±65°. 

La loi d’évolution de l’endommagement matriciel dont nous cherchons à identifier les 

paramètres a été rappelée au paragraphe précédent. Les paramètres restant à déterminer : 

2a , 1m et 2m  sont identifiés par balayage comme précédemment : 

- Le paramètre m1 peut être positif ou négatif à condition que m2 soit positif. Nous 

avons choisi de tester pour m1 des valeurs comprises entre -5 et 5 par pas de 1 et pour 

n2 des valeurs comprises entre 0 et 5 par pas de 1 

- Le paramètre a2 est testé avec des valeurs de 1.10i, 2.10i et 5.10i MPa-m1-m2 avec i 

allant de -5 à 5. 

Ceci nous donne 2 178 jeux de paramètres à tester. Pour chaque jeu nous déterminons 

numériquement l’endommagement en fatigue d’un stratifié [±65] en BX25-600 avec un taux 

volumique de fibres de 46% sous les rapports de charge R = 0,1 et R = 0,5 pour les trois 

niveaux de chargement maximal à l’échelle du stratifié suivants :  

- 25 MPa, 22 MPa et 20 MPa pour R = 0,1 

- 35 MPa, 30 MPa et 25 MPa pour R = 0,5 

Les paramètres retenus sont donnés dans le Tableau  III.14 et la courbe S-N obtenue avec le 

modèle est comparée avec les résultats des essais en Figure  III.32. La prévision de la durée de 

vie des stratifiés ±65° par le modèle avec les paramètres identifiés est satisfaisante.  
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Figure  III.32 : Comparaison modèle-essai : Courbes S-N sous R = 0,1 et R = 0,5, à 10 Hz,  

de stratifiés [±65]2s réalisés avec le BX25-600. Le modèle est exécuté avec Vf = 46% 
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L’évolution de la perte de raideur longitudinale au cours de la durée de vie est donnée pour 

deux éprouvettes en Figure  III.33. Les mesures expérimentales sont comparées à la simulation 

pour le même taux volumique de fibres et sous le même chargement. Comme précédemment, 

le point où dx = 1 sur les courbes d’essais ne correspond pas à une mesure mais est positionné 

de manière à représenter la rupture de l’éprouvette. Un écart est observé entre la perte de 

raideur prévue par le modèle et la perte de raideur observée lors des essais. Tout d’abord, 

tout comme pour les comportements précédemment identifiés en fatigue, l’écart de durée de 

vie entre la simulation et les essais en Figure  III.33 est lié à l’écart déjà observé sur la courbe 

S-N en Figure  III.32. A propos de la forme de la fonction ( )nfd f =2 , la simulation donne 

une perte de raideur plus progressive que celle observée lors des essais. Néanmoins, la forme 

reste satisfaisante. Tout comme pour le comportement en cisaillement, l’écart observé sur la 

perte de raideur entre la simulation et les essais semble principalement lié à l’écart en fin de 

charge statique. Cet écart lui-même lié à la dispersion observée sur les modules initiaux lors 

des essais quasi-statiques. 
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Figure  III.33 : Comparaison modèle-essai de la perte de raideur longitudinale en fatigue d’éprouvettes 

[±65]2s réalisées avec le BX25-600 

(a) sous max

xσ = 22 MPa, R = 0,1, à 10 Hz avec Vf = 46% 

(b) sous max

xσ = 30 MPa, R = 0,5, à 10 Hz avec Vf = 48% 

 

Paramètre Valeur 

a2 (MPa-m1-m2) Entre 103 et 107 

m1 (-) 2 

m2 (-) 4 
Tableau  III.14 : Paramètres de couplage cisaillement-transverse de la loi d’évolution de l’endommagement 

matriciel en fatigue (la valeur de a2 n’est pas communiquée pour des raisons de confidentialité) 
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III.3.6. Synthèse des paramètres du modèle 

Une synthèse des paramètres du modèle est proposée dans le tableau suivant : 
 

 Paramètre Essai Valeur Ecart relatif 

Ef
0 (MPa) [0]3 90 866 4,4% 

Em
0 (MPa) [±65]2s 5 397 17% 

Gm
0 (MPa) [±45]2s 2 337 5,0% 

νf
0 (-) littérature 0,25 - 

Paramètres 

élastiques initiaux 

νm
0 (-) littérature 0,4 - 

c (-) hypothèse 1,0 - 

a (MPa-m) [±65]2s 2,62 11% 

b (MPa-n) [±45]2s 0,819 8% 

m (-) [±65]2s 1,20 - 

n (-) [±45]2s 0,50 - 

Paramètres 

d’endommagement 

statique 

Y0 (-) [±45]2s 0,055 13% 

R0 (MPa) [±45]2s 5,92 11% 

K (MPa) [±45]2s 1250 28% 

γ (-) [±45]2s 0,565 11% 

Paramètres 

d’écrouissage 

α (-) [±65]2s 0,62 17% 

γ1 (-) [0]3 13 - 

a1 (MPa-l1-l2) [0]3 Entre 10-7 et 10-3 - 

l1 (-) [0]3 7 - 

l2 (-) hypothèse 0 - 

γ2 (-) [±45]2s 2 - 

a2 (MPa-m1-m2) [±65]2s Entre 103 et 107 - 

m1 (-) [±65]2s 2 - 

m2 (-) [±65]2s 4 - 

b2 (MPa-n1-n2) [±45]2s Entre 10-7 et 10-3 - 

n1 (-) [±45]2s -2 - 

Paramètres 

d’endommagement 

en fatigue 

n2 (-) [±45]2s 5 - 

YAf - BX45-602 (MPa) [0/90]2s 30,0 9% 

YBf - BX45-602 (MPa) [0/90]2s 8,6 - 

YAf - UD600 (MPa) [0]3 21,6 12% 

YBf - UD600 (MPa) [0]3 8,3 23% 

YAf – UD1135 (MPa) [0]3 17,3 8% 

YBf - UD1135 (MPa) [0]3 6,8 - 

YAf - BX45-600 (MPa) [0/90]2s 15,3 11% 

YBf - BX45-600 (MPa) [0/90]2s 6,1 9% 

dm (-) [0/90]2s 0,49 - 

Paramètres de 

couplage entre 

endommagement 

matriciel et rupture 

dans la direction 

des fibres 

dλ (-) [0/90]2s 0,035 - 
Tableau  III.15 : Synthèse des paramètres du modèle 
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III.4. Comparaison modèle – essais 

Une comparaison entre les résultats prévus par le modèle et les essais mécaniques sur éprouvettes est 
détaillée et discutée dans cette partie. Nous nous intéresserons tout d’abord au comportement des stratifiés 
sous sollicitations quasi-statiques puis de fatigue. La comparaison sera tout d’abord effectuée avec les 
trois stratifications qui ont permis l’identification : [0]3, [±45]2s et [±65]2s. Nous validerons ensuite le 
comportement du modèle sur deux autres stratifications qui n’ont pas été utilisées pour l’identification : un 
[±45/0/±45] puis un [0/90]2s. 

III.4.1. Chargements quasi-statiques 

a. Stratifié [0]3 sous chargement quasi-statique monotone 

Le modèle statique est appliqué à un stratifié [0]3 avec les renforts UD1135 et UD600. Deux 

taux volumique de fibres sont considérés pour l’UD1135 : 42% et 49%, et nous prendrons un 

taux de fibres de 40% pour l’UD600. Ces taux de fibres sont choisis de manière à permettre 

la comparaison avec les essais en Figure  III.34. 
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Figure  III.34 : (a) Comparaison modèle – essais du comportement du [0]3 en UD1135 à Vf = 42% 
(b) Comparaison modèle – essais du comportement du [0]3 en UD1135 à Vf = 49% 
(c) Comparaison modèle – essais du comportement du [0]3 en UD600 à Vf = 40% 

(d) Influence du taux volumique de fibres sur le modèle appliqué à un stratifié [0]3 en UD1135 
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Les comparaisons modèle-essai (Figure  III.34.a-b-c) montrent une bonne corrélation en début 

de charge et un écart en fin de chargement. En effet, rappelons que le module d’élasticité du 

pli d’UD dans la direction des fibres est identifié entre 0,05% et 0,25% de déformation 

longitudinale, ce qui explique la coïncidence modèle-essai en début de charge. L’écart en fin 

de charge montre qu’un endommagement sens fibre intervient dans le pli d’UD. Cet 

endommagement n’est cependant pas modélisé. Il peut s’expliquer par la participation de la 

matrice à la rigidité dans la direction des fibres du pli d’UD de l’ordre de 5% à 10% selon la 

loi des mélanges (cf Equation ( III.38)). Si un écart est observé en matière de déformations 

entre le modèle et les essais en fin de charge, notons que la contrainte à rupture est 

correctement prévue. La Figure  III.34.d montre l’influence du taux volumique de fibres sur le 

résultat du modèle pour des valeurs proches des extrêmes que nous considérons. 

b. Stratifié [±45]2s sous chargement quasi-statique de charges-décharges 

Le modèle est appliqué à un stratifié [±45]2s dont le taux volumique de fibres est de 43,5% 

avec les paramètres identifiés dans le Tableau  III.15, soumis à un chargement quasi-statique 

de charge-décharge. Le comportement longitudinal du stratifié est comparé en Figure  III.35 

avec celui de deux éprouvettes qui ont servi à l’identification dont le volume de fibres est 

respectivement de 44% pour l’éprouvette 2 et de 43% pour l’éprouvette 3. 
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Figure  III.35 : Comparaison modèle – essais du comportement du stratifié [±45]2s sous chargement quasi-
statique de charges-décharges 

Le modèle prévoit un comportement compris entre celui des deux éprouvettes jusqu’à 0,5% 

de déformation longitudinale. Au-delà, le modèle donne un résultat plus raide que les deux 

éprouvettes. Au regard de la dispersion des résultats, la prévision de la déformation résiduelle 

et de la contrainte maximale semble satisfaisante. 
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c. Stratifié [±65]2s sous chargement quasi-statique de charges-décharges 

Le modèle est appliqué à un stratifié [±65]2s dont le taux volumique de fibres est de 43% avec 

les paramètres identifiés dans le Tableau  III.15, soumis à un chargement quasi-statique de 

charge-décharge. Le comportement longitudinal du stratifié est comparé en Figure  III.36 avec 

celui des deux éprouvettes qui ont servi à l’identification dont le volume de fibres est aussi de 

43%. 
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Figure  III.36 : Comparaison modèle – essais du comportement du [±65]2s à Vf = 43%, sous chargement 
quasi-statique de charges-décharges 

Le comportement prévu par le modèle correspond à un comportement moyen entre les deux 

éprouvettes. Le modèle retrouve la contrainte à rupture observée lors des essais et la 

déformation résiduelle, qui varie fortement d’une éprouvette à l’autre, se rapproche du 

résultat obtenu avec l’éprouvette 1. 



 Chapitre III. Le modèle d’endommagement unifié statique-fatigue à l’échelle du pli 

 186 

d. Stratifié [±45/0/±45] sous chargement quasi-statique de charges-décharges 

Les comparaisons présentées jusqu’ici ont été réalisées avec des stratifiés ayant servi à 

l’identification. Nous nous intéressons maintenant à la comparaison du modèle avec des 

stratifiés dont les essais n’ont pas servi à l’identification des paramètres.  

Commençons par un stratifié [±45/0/±45] réalisé avec les renforts UD600 et BX45-1000 

d’épaisseur moyenne 2,5 mm qui possède un taux volumique de fibres moyen de 40% selon 

l’Equation ( III.37). L’épaisseur relative des plis à 0° dans ce stratifié est de 23%. Cette 

stratification permet de vérifier les prévisions du modèle d’endommagement à l’échelle du pli 

dans des conditions de sollicitations multiaxiales liées à la stratification. La proportion de plis 

à 0° a été choisie de manière à engendrer une rupture du stratifié par rupture des fibres dans 

les plis à 0° liée au transfert de charges des plis à ±45° vers les plis à 0° au cours de 

l’endommagement de ces premiers. 

Un essai quasi-statique de type charges-décharges est réalisé avec une éprouvette de 

géométrie échancrée (Figure  I.60.b). La déformation est mesurée à l’aide d’un extensomètre 

longitudinal de base 20 mm. Le mode de rupture obtenu est visible en Annexe E, Figure 

E.7.a, éprouvette Tr2-4. Notons qu’il s’agit d’un mode de rupture des fibres du pli à 0° dans 

la zone utile de l’éprouvette. La comparaison modèle-essai est fournie en Figure  III.37. 
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Figure  III.37 : Comparaison modèle – essais du comportement d’un [±45/0/±45] avec les renforts UD600 
et BX45-1000 à Vf = 40% sous chargement quasi-statique de charges-décharges 

Le modèle donne dès le début du chargement un comportement moins raide que celui mesuré 

par l’essai. Cette différence de module initial peut s’expliquer par la dispersion des modules 

observée au Paragraphe  III.3.2. Le comportement n’est donc pas identique entre le modèle et 

l’essai mais compte tenu de la dispersion observée sur les modules, le résultat donné par le 

modèle est satisfaisant en matière de perte de raideur, de déformation résiduelle et de 

contrainte à rupture. 

Une étude du comportement composante par composante dans le pli à 0° et à -45°, dans le 

repère du pli, est proposée en Figure  III.38. Le comportement dans la direction des fibres est 



 III.4. Comparaison modèle – essais 

 187 

élastique linéaire pour les 2 plis (Figure  III.38.a et Figure  III.38.c) mais notons que lors de la 

décharge jusqu’à contrainte nulle à l’échelle du stratifié, la contrainte dans la direction des 

fibres dans le pli à 0° reste légèrement positive alors que la contrainte dans la direction des 

fibres dans le pli à -45° devient légèrement négative à cause de l’écrouissage. Les plis à ±45° 

imposent un état de compression transverse au pli à 0° et le cisaillement étant nul dans le pli 

à 0°, cette composante n’est pas représentée. Notons qu’en compression transverse, le pli à 0° 

n’est donc pas soumis à des pertes de raideur mais à une déformation résiduelle en 

compression qui reste cependant très faible (Figure  III.38.b). Le comportement transverse et 

en cisaillement du pli à -45° permet de visualiser l’endommagement en matière de perte de 

raideur (qui atteint 0,56 à la rupture) et de déformation résiduelle (Figure  III.38.d et Figure 

 III.38.e). Notons que pendant la décharge, la contrainte transverse et la contrainte de 

cisaillement deviennent négative à cause de l’écrouissage et que contrairement au 

cisaillement, le module transverse recouvre sa valeur initiale en compression. La rupture du 

stratifié détectée par le modèle est de type rupture de fibre dans le pli à 0°. 
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Figure  III.38 : Comportement du pli à 0° et à -45° d’après la simulation d’une charge-décharge-charge 
quasi-statique d’un [±45/0/±45] avec les renforts UD600 et BX45-1000 à Vf = 40% 

 

e. Stratifié [0/90] sous chargement monotone quasi-statique 

Une seconde stratification dont les essais n’ont pas servi à l’identification du modèle est 

utilisée pour la validation. Il s’agit des stratifiés [0/90]2s obtenus avec les renforts BX45-600 

et BX45-602. Par rapport au stratifié étudié dans le précédent paragraphe, le stratifié [0/90]2s 

présente un pli hors axe différent qui permet d’évaluer l’influence de la perte de rigidité du 

pli hors axe sur la rigidité du stratifié et la redistribution des contraintes dans le pli dans 
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l’axe pour une autre orientation. Ensuite, cette stratification permet d’avoir une contrainte 

de traction transverse positive dans le pli à 0° alors qu’elle est négative dans le pli à 0° du 

stratifié [±45/0/±45]. Ce dernier point permet donc d’évaluer l’influence de 

l’endommagement matriciel du pli à 0° sur sa rupture. Le taux volumique de fibres de 

l’ensemble des éprouvettes testées est compris entre 40% et 49%. Un essai monotone quasi-

statique est réalisé avec une éprouvette de géométrie droite (Figure I.60.a). La déformation 

est mesurée à l’aide d’un extensomètre longitudinal de base 20 mm. Les modes de rupture 

obtenus sont visibles en Annexe E, Figure E.9 et Figure E.10. Il s’agit de rupture des fibres 

dans les plis à 0°. 
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Figure  III.39 : Comparaison modèle – essais du comportement du [0/90]2s  

(a) en BX45-602 à Vf = 49% et (b) en BX45-600 à Vf = 44% 
Influence du taux volumique de fibre sur le modèle appliqué à un stratifié [0/90]  

(c) en BX45-602 (d) en BX45-600  

La comparaison modèle-essai est illustrée en Figure  III.39.a pour une éprouvette [0/90]2s à  

Vf = 49% avec le renfort BX45-602 et en Figure  III.39.b pour une éprouvette [0/90]2s à  

Vf = 44% avec le renfort BX45-600. Le modèle décrit parfaitement le comportement en début 

de charge, ce qui est normal car c’est dans cette plage qu’est identifié le module initial dans 

la direction des fibres. Une perte de raideur liée à l’endommagement des plis à 90° est ensuite 

décrite par le modèle mais semble insuffisante par rapport à la perte de raideur observée sur 

les éprouvettes lors des essais. Les observations faites lors des comparaisons modèle-essais du 
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[0] nous laissent penser que cet écart de comportement en fin de charge est lié à un 

endommagement dans la direction des fibres qui semble avoir lieu pendant les essais mais qui 

n’est pas modélisé. 

Le modèle est appliqué à un stratifié [0/90]2s avec les deux renforts utilisés pour des valeurs 

extrêmes de taux volumique de fibres. Les résultats, tracés en Figure  III.39.c et Figure 

 III.39.d montrent l’influence du volume de fibres sur le comportement et la contrainte à 

rupture du stratifié. 

Une étude du comportement composante par composante dans le pli à 0° et à 90°, dans le 

repère du pli, est proposée en Figure  III.40. La composante de cisaillement n’est pas 

représentée car non présente dans l’état de contraintes. Dans la direction du chargement, 

nous retrouvons bien le comportement élastique linéaire dans la direction des fibres du pli à 

0° (Figure  III.40.a) et un endommagement élevé du pli à 90° en traction transverse qui 

atteint d2 = 0,86 et p
2ε =1,1% en fin de charge (Figure  III.40.d). Le comportement des plis 

dans la direction transverse au chargement est moins usuel. Le pli à 90°, par anisotropie, 

induit une contrainte transverse de traction dans le pli à 0° (Figure  III.40.b). Cependant, la 

déformation transverse dans le pli à 0° est négative à cause des effets Poisson et de la 

déformation résiduelle qui atteint 0,1% dans ce pli. Inversement, le pli à 0° induit une 

contrainte en compression du pli à 90° dans la direction des fibres. Notons que la contrainte 

du pli à 90° dans la direction des fibres et la contrainte du pli à 0° dans la direction 

transverse s’annulent en moyenne. La rupture du stratifié détectée par le modèle est de type 

rupture de fibre dans le pli à 0°. 
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Figure  III.40 : Comportement prévu par le modèle, du pli à 0° et à 90°, d’un [0/90] en BX45-602  

à Vf = 40% sollicité en traction monotone quasi-statique jusqu’à rupture 
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III.4.2. Chargements en fatigue 

a. Stratifié [0] sous chargement de fatigue d’amplitude constante 

L’analyse en fatigue des stratifiés [0] a été déjà longuement étudiée lors de l’identification. 

Nous nous contentons donc ici de donner les courbes S-N à R = 0,1 du renfort UD1135 pour 

les valeurs extrêmes de taux volumiques de fibres considérés : 40% et 50% (Figure  III.41). Les 

résultats montrent que lorsque le taux volumique de fibres augmente, la durée de vie, et la 

contrainte maximale admissible augmentent aussi. Rappelons néanmoins que nous ne 

modélisons pas l’influence du confinement induit par des taux de fibres élevés que nous avons 

exposé lors de la synthèse bibliographique au Chapitre II. Il faut donc prendre avec 

précautions les résultats donnés par le modèle pour les taux volumiques de fibres élevés. 
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Figure  III.41 : Courbes S-N, prévues par le modèle, d’un stratifié [0] en UD1135, à R = 0.1, pour deux 

taux volumiques de fibres extrêmes 

Les points en dessous 102 et 103 cycles ne sont pas représentés et sont remplacés par une 

droite en pointillés entre la contrainte de rupture statique (prévue par le modèle) et les 

premières valeurs de durée de vie pertinentes données par le modèle en fatigue. Cette droite 

est tracée de manière à visualiser cette contrainte de rupture statique. Notons que la 

première partie de la courbe S-N (entre 0 et 103 cycles) présente peu d’intérêt pour le 

dimensionnement des pales d’éoliennes en fatigue. Cette remarque vaut aussi pour l’analyse 

des courbes S-N que nous donnons ensuite. 
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b. Stratifié [±45]2s sous chargement de fatigue d’amplitude constante 

La comparaison du modèle avec les essais en fatigue sur stratifiés [±45]2s a déjà été discutée 

précédemment en matière de durée de vie et de perte de raideur. La comparaison effectuée ici 

se limitera donc à la déformation résiduelle. La déformation résiduelle en cisaillement p
12γ  

dans les plis d’UD et dans le repère du pli est mesurée pour deux éprouvettes droites [±45]2s 

en BX45-600 sollicitées en fatigue à 5 Hz, à R = 0,1 et max

12τ = 25 MPa pour l’une et  
max

12τ = 40 MPa et R = 0,5 pour l’autre. La première éprouvette a un taux volumique de 

fibres de 49% et la seconde de 44%. La mesure de la déformation résiduelle se fait après un 

palier de relaxation de 10 min après chaque bloc de chargement (Figure  III.7.b). La 

comparaison des mesures expérimentales et de la simulation pour ces deux éprouvettes est 

fournie en Figure  III.42. Nous observons un écart significatif entre les résultats des essais et 

l’évolution prévue par la simulation : la déformation résiduelle prévue par la simulation est 

faible par rapport à celle observée pendant les essais. Rappelons que dans le modèle utilisé, la 

déformation résiduelle est seulement liée à l’augmentation des contraintes effectives. Sous 

chargement de fatigue, les contraintes effectives sont seulement liées à l’évolution de la 

raideur. Le modèle donne, en début de chargement en fatigue, une déformation résiduelle 

proche de celle mesurée par les essais. Cependant, l’évolution en fatigue suggère qu’une loi 

d’évolution de la déformation résiduelle puisse être ajoutée en fatigue.  

Toutefois, il faudrait auparavant vérifier que le palier de relaxation de 10 min est suffisant et 

que la déformation résiduelle observée en fatigue est bien irréversible. En d’autres termes, il 

faut vérifier qu’il ne s’agit pas de fluage.  
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Figure  III.42 : Comparaison modèle-essai de la déformation résiduelle en cisaillement du pli d’UD 

d’éprouvettes [±45]2s réalisées avec le BX45-600 en fatigue  

(a) sous max

12τ = 25 MPa, R = 0,1, à 5 Hz avec Vf = 49% 

(b) sous max

12τ = 40 MPa, R = 0,5, à 5 Hz avec Vf = 44% 

La Figure  III.43 donne les courbes S-N du stratifié [±45] prévues par le modèle pour deux 

taux volumiques de fibres extrêmes : 40% et 50%. Nous constatons que le modèle proposé 

prévoit bien une influence du taux volumique de fibres sur la durée de vie en fatigue des 

stratifiés [±45]. 



 Chapitre III. Le modèle d’endommagement unifié statique-fatigue à l’échelle du pli 

 192 

0

10

20

30

40

50

60

70

80

90

0 1 2 3 4 5 6 7

Log(N) (Log(cycles))

S
ig

m
a 

X
 m

ax
 (

M
P

a)

(MPa)

max

xσ

N (cycles)

Vf = 40%

Vf = 50%

100 101 102 103 104 105 106 107

 
Figure  III.43 : Courbes S-N, prévues par le modèle, d’un stratifié [±45] en BX45-600, à R = 0,1, pour deux 

taux volumiques de fibres extrêmes 

c. Stratifié [±65]2s sous chargement de fatigue d’amplitude constante 

Tout comme pour les deux précédentes stratifications traitées, les résultats du modèle et des 

essais en fatigue ont déjà été comparés pour le stratifié [±65]2s en matière de perte de raideur 

et de durée de vie. Une comparaison modèle-essais de la déformation résiduelle du stratifié 

[±65]2s en fatigue pour deux éprouvettes nous amène aux mêmes conclusions que pour le 

stratifié [±45]2s : un écart est observé entre la déformation résiduelle prévue par la simulation 

et celle mesurée lors des essais même si il faut noter que les valeurs sont beaucoup plus 

faibles (Figure  III.44). Cet écart pose la question d’un complément à apporter au modèle bien 

qu’il soit nécessaire de s’assurer au préalable que la déformation résiduelle observée ne soit 

pas une déformation liée au fluage. 
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Figure  III.44 : Comparaison modèle-essai de la déformation résiduelle longitudinale en fatigue 

d’éprouvettes [±65]2s réalisées avec le BX25-600 

(a) sous max

xσ = 22 MPa, R = 0,1, à 10 Hz avec Vf = 46% 

(b) sous max

xσ = 30 MPa, R = 0,5, à 10 Hz avec Vf = 48% 

Les courbes S-N calculées pour deux taux volumiques de fibres extrêmes donnent en Figure 

 III.45 un aperçu de l’influence du taux volumique de fibres sur la tenue en fatigue du [±65] 

prévue par le modèle. 



 III.4. Comparaison modèle – essais 

 193 

0

5

10

15

20

25

30

35

40

45

50

0 1 2 3 4 5 6 7

Log(N) (Log(cycles))

S
ig

m
a 

X
 m

ax
 (

M
P

a)

(MPa)

max

xσ

N (cycles)

Vf = 40%

Vf = 50%

100 101 102 103 104 105 106 107

 
Figure  III.45 : Courbes S-N, prévues par le modèle, d’un stratifié [±65] en BX25-600, à R = 0,1, pour deux 

taux volumiques de fibres extrêmes 

d. Stratifié [±45/0/±45] sous chargement de fatigue d’amplitude constante 

Les comparaisons présentées jusqu’ici pour la validation du modèle en fatigue ont été 

réalisées avec des stratifiés ayant servi à l’identification. Nous nous intéressons maintenant à 

la comparaison du modèle avec des stratifiés dont les essais n’ont pas servi à l’identification 

des paramètres.  

Le même stratifié [±45/0/±45] que celui qui a servi pour la validation statique, réalisé avec 

les renforts UD600 et BX45-1000, d’épaisseur moyenne 2,5 mm, qui nous donne un taux 

volumique de fibres moyen de 40%, est utilisé pour valider le modèle en fatigue. Quelques 

essais de fatigue à R = 0,1 et un essai à R = 0,5 permettent de comparer les prévisions de 

durée de vie du modèle avec les essais (Figure  III.46). Les modes de rupture obtenus sont 

visibles en Annexe E, Figure E.7.b et sont de type rupture des fibres du pli à 0° dans la zone 

utile. Les essais sont réalisés à 5 Hz avec des éprouvettes échancrées dont le taux volumique 

de fibres est compris entre 38% et 41%. 
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Figure  III.46 : Comparaison modèle-essai : Courbes S-N sous R = 0,1 et R = 0,5, à 5 Hz,  

du stratifiés [±45/0/±45] réalisé avec le BX45-1000 et l’UD600. Le modèle est exécuté avec Vf = 40% 
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Le modèle donne un résultat très proche de l’essai réalisé à R = 0,5 et des résultats 

conservatifs pour le rapport de charge R = 0,1. 

L’évolution de la perte de raideur longitudinale au cours de la durée de vie est donnée pour 

deux éprouvettes en Figure  III.47. Les mesures expérimentales sont comparées à la simulation 

pour le même taux volumique de fibres et sous le même chargement. Le point où dx = 1 sur 

les courbes d’essais ne correspond pas à une mesure mais est positionné arbitrairement au 

nombre de cycles qui correspond à la rupture de l’éprouvette lors des essais pour visualiser la 

durée de vie.  
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Figure  III.47 : Comparaison modèle-essai de la perte de raideur longitudinale en fatigue d’éprouvettes 

[±45/0±45] réalisées avec les renforts UD600 et BX45-1000 

(a) sous max

xσ = 105 MPa, R = 0,1, à 5 Hz avec Vf = 41% 

(b) sous max

xσ = 130 MPa, R = 0,5, à 5 Hz avec Vf = 40% 

Un écart est observé entre la perte de raideur prévue par le modèle et la perte de raideur 

observée lors des essais. Tout d’abord, l’écart de durée de vie entre la simulation et l’essai en 

Figure  III.47.a, pour le rapport de charge R = 0,1 est lié à l’écart déjà observé sur la courbe 

S-N en Figure  III.46. En matière de perte de raideur longitudinale, la simulation donne une 

évolution plus progressive que celle observée lors des essais pour les deux rapports de charge, 

sur la dernière décade. Ceci semble lié à la surestimation de la perte de raideur du pli à 0° 

donnée par le modèle dont nous avons déjà parlé en Section  III.4.1.a. Tout comme pour les 

autres stratifiés, l’écart observé sur la perte de raideur entre la simulation et les essais est 

fortement lié à l’écart en fin de charge statique. 

L’évolution de la déformation résiduelle longitudinale à l’échelle du stratifié, au cours de la 

durée de vie, est donnée pour les deux mêmes éprouvettes en Figure  III.48. Si un écart est 

observé entre la simulation et les essais, cet écart est tout de même faible au regard de la 

modélisation mise en œuvre. Le résultat peut être considéré comme satisfaisant. 
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Figure  III.48 : Comparaison modèle-essai de la déformation résiduelle longitudinale en fatigue 

d’éprouvettes [±45/0±45] réalisées avec les renforts UD600 et BX45-1000 

(a) sous max

xσ = 105 MPa, R = 0,1, à 5 Hz avec Vf = 41% 

(b) sous max

xσ = 130 MPa, R = 0,5, à 5 Hz avec Vf = 40% 

Finalement, comme pour les autres stratifications étudiées, les courbes S-N pour deux taux 

volumiques de fibres extrêmes sont calculées et illustrées en Figure  III.49. Le modèle prévoit 

une influence du taux volumique de fibres sur le [±45/0/±45] plus marquée en statique qu’en 

fatigue. 
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Figure  III.49 : Courbes S-N, prévues par le modèle, d’un stratifié [±45/0/±45] réalisé avec le BX45-1000 

et l’UD600, à R = 0,1, pour deux taux volumiques de fibres extrêmes 
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III.5. Discussion sur le modèle 

Un modèle a été présenté, identifié et comparé à des résultats d’essais. La prévision de la durée de vie pour 
les stratifications testées donne satisfaction. Néanmoins, une discussion est proposée autour des hypothèses 
considérées, des points forts, des limites et des perspectives de ce modèle. 

III.5.1. Synthèse des hypothèses 

Les principales hypothèses liées au modèle considéré et présentées au cours de ce chapitre 

sont synthétisées ci-dessous : 

 

(i) Les plis du stratifiés sont soumis à un état de contraintes planes et membranaire ; 

les interfaces interplis sont considérées parfaites. 

(ii) Le pli est considéré comme un matériau homogène anisotrope dont le 

comportement est élasto-plastique endommageable. L’endommagement est 

considéré diffus. Il est défini à l’échelle du pli par des variables d’endommagement 

internes décrivant la perte de raideur dans chacune des directions et les 

déformations résiduelles. 

(iii) La perte de raideur dans la direction des fibres est la même en traction et en 

compression. Elle est pilotée par la sollicitation dans la direction des fibres 

uniquement en fatigue. 

(iv) La perte de raideur transverse n’est activée qu’en traction transverse. Elle est 

pilotée par la sollicitation transverse et de cisaillement et s’obtient par cumul de 

l’endommagement en fatigue et en statique. 

(v) La perte de raideur de cisaillement est pilotée par la sollicitation transverse et de 

cisaillement. Elle varie de manière proportionnelle à la perte de raideur transverse 

et s’obtient aussi par cumul de l’endommagement en fatigue et en statique. 

(vi) La déformation résiduelle est pilotée par les contraintes effectives (qui dépendent 

de l’endommagement au sens de la perte de raideur). Seules les déformations 

transverses et de cisaillements sont soumises à une composante résiduelle 

irréversible. Un modèle d’écrouissage isotrope est adopté. 

(vii) La rupture des fibres est de type fragile. Un seuil de rupture dans la direction des 

fibres est défini et dépend de l’endommagement matriciel au sens de la perte de 

raideur de cisaillement (ou transverse car les deux variables sont couplées). 

(viii) Seuls les modules d’élasticité initiaux du pli et le seuil de rupture dans la direction 

des fibres sont dépendant du taux volumique de fibres. 
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III.5.2. Points forts du modèle 

Le modèle a de nombreux points forts que nous présentons ici. 

 

Tout d’abord, par rapport aux autres approches présentées au Chapitre II, le modèle possède 

les avantages des modèles d’endommagements basés sur la mécanique de l’endommagement. 

Il permet une description du comportement à l’échelle du pli : l’endommagement est défini à 

l’échelle du pli et piloté par la sollicitation du pli. Dès lors, le modèle peut être identifié à 

l’aide d’un nombre réduit d’essais qui mettent en évidence le comportement du pli, en 

statique et en fatigue. Ceci a pour conséquence, par rapport aux approches macroscopiques 

basées sur l’utilisation des courbes S-N à l’échelle du stratifié, de réduire les campagnes de 

caractérisation pour le dimensionnement des structures qui présentent un grand nombre de 

stratifications possibles. Le modèle proposé décrit la raideur, la déformation et la résistance 

résiduelle en statique et en fatigue. Il a par ailleurs l’avantage par rapport aux approches 

phénoménologiques basées sur la résistance et la rigidité résiduelle, de proposer des lois 

d’évolutions non pas basées sur la sollicitation à l’échelle macroscopique mais basées sur des 

sollicitations à l’échelle du pli qui activent des mécanismes d’endommagement bien identifiés 

et leurs couplages. Ainsi, en choisissant correctement les sollicitations à l’échelle du pli les 

campagnes de caractérisation sont aussi fortement réduites. Notons enfin que la 

représentation des endommagements de manière continue par des variables internes rend ce 

modèle applicable à l’échelle de la structure contrairement aux modèles basés sur la 

mécanique de la rupture. 

 

Ensuite, vis-à-vis du couple matériau-procédé de l’étude (matériau composite à renforts NCF 

de fort grammage et matrice époxy fabriqué par infusion) qui présente des variations de taux 

volumique de fibres, une correction des paramètres sensibles au taux volumique de fibres a 

été proposée. Cette correction rend possible la prise en compte du taux volumique de fibres 

local sur la tenue en statique ou en fatigue de la structure.  

 

Enfin, en matière de résultats, les comparaisons modèle-essai montrent qu’après identification 

du comportement du pli à l’aide de stratifiés [0], [±45] et [±65], le comportement statique du 

[0/±45] et du [0/90] est correctement restitué. Bien que certains écarts sont remarqués entre 

la simulation et les essais, en fatigue, sur l’évolution des pertes de raideur et de la 

déformation résiduelle, la durée de vie des stratifiés [0/±45] est prévue de manière 

satisfaisante. Bien que le délaminage soit présent dans les stratifiés [0/±45], l’hypothèse 

d’interface parfaite ne semble pas nuire aux prévisions du modèle pour les cas étudiés. 
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III.5.3. Limites et perspectives 

Chacune des hypothèses rappelées précédemment apporte bien entendu des limites au 

modèle. Si quelques unes d’entre elles sont propres à l’approche utilisée, pour les autres 

hypothèses, des perspectives d’amélioration peuvent être envisagées. 

 

(i) L’hypothèse de contraintes planes et d’interface parfaite entre les plis ne nous 

permet pas d’utiliser le modèle dans des zones de la structure soumises à des 

sollicitations hors plan. Ces zones sont situées à proximité des assemblages et dans 

les forts gradients d’épaisseur. Pour l’analyse de ces zones, des modèles plus 

complets devront être utilisés ou des essais spécifiques devront être réalisés. Ceci 

est d'autant plus important que sur des structures réelles se sont souvent dans ces 

zones que s'amorcent l'endommagement en fatigue. 

(ii) Le modèle se limite à la description des pertes de raideur et de la déformation 

résiduelle irréversible. Pour l’étude de structures de type pales d’éoliennes, qui 

sont soumises à des sollicitations en fatigue avec une contrainte moyenne non 

nulle, la modélisation des déformations réversibles d’origine visqueuse donnerait 

des informations supplémentaires intéressantes. 

(iii) Une perte de raideur dans la direction des fibres a été introduite en fatigue pour 

modéliser la rupture dans cette direction. Or, nous avons vu qu’une telle variable 

aurait plus de sens pour décrire le comportement en statique qu’en fatigue ; et 

qu’en fatigue, la description de l’endommagement dans la direction des fibres par 

une variable de type perte de raideur n’était pas adaptée. Un autre type de 

variable, peut-être défini à l’échelle microscopique, est à envisager. 

(iv) Une hypothèse de non perte de raideur transverse en compression transverse a été 

postulée mais non vérifiée pour le matériau étudié. Cette vérification devrait être 

réalisée. 

(v) L’hypothèse de cumul de l’endommagement statique et de fatigue pour la perte de 

raideur de cisaillement ainsi que la pertinence du choix de cette variable interne 

pour décrire l’endommagement semble validée. Toutefois, des essais avec des blocs 

de chargement alternant des charges statiques et de fatigue d’amplitude variées 

permettraient de conforter le modèle. 

(vi) La déformation résiduelle semble sous estimée en fatigue. Un travail sur l’étude de 

la déformation résiduelle en fatigue aussi bien réversible qu’irréversible, comme 

nous l’avons déjà souligné, semble pertinent. 

(vii) Nous avons fait l’hypothèse que la rupture du pli d’UD dans la direction des fibres 

était pilotée par l’endommagement matriciel et nous avons identifié une relation 

entre la perte de raideur de cisaillement, induite par une sollicitation cyclique de 

cisaillement, et la résitance dans la direction des fibres. Comme nous l’avons déjà 

évoqué, il serait intéressant d’étudier l’influence de l’endommagement matriciel, 

généré par d’autres modes de sollicitations que celui utilisé (sollicitations en 
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cisaillement pur avec d’autres rapports de charge, sollicitations transverses, 

sollicitations couplées cisaillement-transverse), sur la tenue dans la direction des 

fibres. Un autre axe d’étude pour expliquer et modéliser la tenue en fatigue dans 

la direction des fibres serait d’étudier l’influence de la sollicitation sens fibre sur 

l’endommagement matriciel. En effet, les défauts d’alignement des fibres que nous 

avons souligné au Chapitre I ainsi que les effets de micro et de méso-structure 

sont susceptibles, sous sollicitation cyclique dans la direction des fibres, de générer 

des endommagements matriciels (décohésions fibres-matrice, voire des fissures 

transverses ou des délaminages). Ces endommagements matriciels sont 

susceptibles d’avoir à leur tour une influence sur la tenue dans la direction des 

fibres. 

(viii) L’influence du taux volumique de fibres pourrait être étendue à plus de 

paramètres du modèle en réalisant des essais supplémentaires. Il serait aussi 

intéressant de traiter l’influence d’autres sources de variabilité comme les 

porosités ou l’ondulation des plis. 

 

Le modèle a été identifié et validé en traction pour les chargements quasi-statiques et en 

traction-traction avec uniquement deux rapports de charge pour la fatigue. Il serait donc 

profitable d’étendre la validation à d’autres modes de sollicitation, y compris la compression. 

Les grandeurs choisies pour décrire l’endommagement à l’échelle mésoscopique sont des 

conséquences de mécanismes d’endommagement à l’échelle micro ou méso dont l’activation et 

les couplages sont liés au mode de sollicitation. Ainsi, pour que le modèle soit valable pour 

toute sollicitation, il faut qu’il soit identifié avec les sollicitations qui permettent d’activer les 

mécanismes d’endommagement et les couplages susceptibles d’intervenir dans les structures. 

Si la description à l’échelle mésoscopique semble satisfaisante pour décrire l’endommagement 

matriciel sous sollicitation transverse et de cisaillement, l’introduction de variable à une 

échelle plus fine pour décrire la résistance dans la direction des fibres et le couplage entre 

l’endommagement matriciel et la résistance dans la direction des fibres semble pertinente. 

Finalement il semble qu’un compromis doit être fait entre l’échelle de modélisation (méso ou 

micro-méso) qui apporte en description physique, et les essais nécessaires à l’identification qui 

augmentent le coût des études. 
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III.6. Conclusion du chapitre 

Dans ce chapitre nous avons présenté un modèle d’endommagement basé sur la mécanique de 

l’endommagement. Ce modèle décrit le comportement du pli, de manière unifiée statique-

fatigue, à l’aide de variables d’endommagements définies à l’échelle mésoscopique : celle du 

pli. Ces variables d’endommagement décrivent la perte de raideur dans la direction des fibres, 

la perte de raideur dans la direction transverse, la perte de raideur en cisaillement et la 

déformation résiduelle transverse et de cisaillement. Les lois d’évolutions de 

l’endommagement en statique et en fatigue sont inspirées des travaux du LMT-Cachan 

[Ladevèze92] repris ensuite par le LMA-Marseille [Payan04; Thollon09; Hochard14]. Des 

modifications ont tout de même été apportées sur les points suivant : 

� proposition d’une loi continue pour le couplage entre l’endommagement matriciel et la 

tenue sens fibre 

� modélisation d’une perte de raideur en fatigue dans la direction des fibres de manière 

à modéliser la durée de vie des stratifiés contenant des plis dans la direction du 

chargement 

� prise en compte de l’influence du taux volumique de fibres dans l’identification des 

paramètres du modèle 

 

Un schéma de résolution numérique du modèle a été présenté pour un stratifié sollicité en 

statique ou en fatigue. Le choix a été fait, dans un premier temps, de réduire la résolution en 

fatigue à des chargements proportionnels d’amplitude constante par souci de simplification et 

parce qu’il était suffisant à l’identification des paramètres du modèle. L’extension de la 

méthode de résolution numérique à toute sollicitation sera discutée au chapitre suivant. 

 

Les paramètres des lois d’évolution de l’endommagement ont ensuite été identifiés en statique 

puis en fatigue à l’aide d’essais sur stratifiés [0]3, [±45]2s et [±65]2s. Un protocole 

expérimental particulier a aussi été présenté et utilisé pour identifier le couplage entre 

l’endommagement matriciel de cisaillement et la résistance en traction dans la direction des 

fibres à l’aide d’éprouvettes plates. 

 

Après avoir identifié les paramètres des lois d’évolution du modèle, ce dernier a été confronté 

à des résultats expérimentaux obtenus sur les stratifiés qui ont servi à l’identification mais 

pas seulement : le modèle a été confronté à des essais sur des stratifiés [0/90]2s et 

[±45/0/±45]. Il est apparu que la description de la raideur et des déformations résiduelle 

était satisfaisante en statique au vu de la dispersion des résultats. Cependant, si des écarts 

ont été observés en fatigue sur l’évolution des raideurs et des déformations résiduelles, notons 

que la plupart de ces écarts sont aussi liés à la dispersion des résultats et que les durées de 

vie des stratifiés étudiés sont correctement prévues.  
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Enfin les hypothèses du modèle ont été synthétisées, les points forts ont été relevés et les 

limites et perspectives ont été discutées. Il en ressort que la description de l’endommagement 

dans la direction des fibres à l’aide d’une variable de type perte de raideur n’est pas 

satisfaisante, qu’un effort de modélisation des déformations résiduelles réversibles et 

irréversibles en fatigue peut être mené et que les essais réalisés, notamment pour 

l’identification du couplage entre l’endommagement matriciel et la résistance dans la 

direction des fibres, doivent être complétés en introduisant d’autres modes de sollicitations. 

 

Le modèle proposé dans ce chapitre a fait l’objet d’une communication à SF2M [Caous17a] et 

la méthode expérimentale d’identification du couplage entre l’endommagement matriciel et la 

résistance dans la direction des fibres a été détaillée dans un article [Caous17b].  
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Chapitre IV. 

Application au calcul de la durée de vie 

d’une pale d’éolienne 
 

 
L’objectif du modèle d’endommagement construit et identifié précédemment est de décrire l’évolution de 
l’endommagement de structures en matériaux composites sous chargements quasi-statiques et de fatigue. 
Dans le cas des pales d’éoliennes, ou pour toute structure élancée modélisable par une poutre, nous 
verrons comment le calcul à l’échelle de la structure peut s’effectuer sur une section droite. Une 
implémentation du modèle d’endommagement à l’échelle de la section droite sera ensuite proposée et nous 
comparerons enfin les résultats de calculs sous chargements quasi-statiques et de fatigue avec l’approche 
normative. 
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IV.1. Calcul des contraintes dans une section droite de poutre 

Les hypothèses qui peuvent être faites pour l’analyse des structures de type poutre permettent de simplifier 
le calcul des contraintes et donc le calcul de l’endommagement en fatigue. Les hypothèses retenues pour 
cette étude sont présentées puis les champs de contraintes obtenus seront comparés à un résultat de calcul 
par éléments finis de type coque mince. 

IV.1.1. Hypothèses générales 

De nombreuses problématiques se posent lorsqu’on souhaite utiliser le modèle 

d’endommagement présenté précédemment à l’échelle d’une structure. L’une d’entre elles 

concerne la taille du modèle et le nombre de degrés de liberté qui ont un impact direct sur la 

durée des calculs.  

Les pales d’éoliennes étant très élancée, elles peuvent être modélisées par des poutres à 

section variable. Nous proposons donc de traiter le calcul de l’endommagement en fatigue 

section par section de manière découplé. Le calcul des contraintes dans une structure de type 

poutre en matériau composite est traité dans de nombreux ouvrages. Les hypothèses et le 

formalisme retenus dans ce travail sont issus des travaux suivant : [Rivello69a, 69b; 

Fernandes da Silva11; Wang14]. Notons que l’introduction du matériau composite apporte 

des spécificités (anisotropie, variation des propriétés dans la section droite) dont il convient 

de tenir compte. 

 

Les principales hypothèses que nous retiendrons dans ce chapitre sont les suivantes : 

- Les stratifiés qui constituent la pale sont soumis à un état de contraintes planes 

( 0=zσ ), de membrane, dans lequel 0=yσ  

- Les sections droites de poutres restent planes et normales à la ligne moyenne 

(hypothèses d’Euler-Bernoulli) 

- La variation de la géométrie et de la composition des sections est supposée 

suffisamment progressive dans l’envergure de la pale pour être négligée localement 

- Les effets des efforts tranchants sont négligés par rapport aux effets des autres 

composantes du torseur des efforts internes 

 

Dans ce qui suit les caractéristiques propres à un élément stratifié de la section de poutre et 

les caractéristiques propres à une cellule de cette même section sont désignées respectivement 

par les indices e et c.  

Rappelons que le repère associé au stratifié est noté ( x
r
, y
r

, z
r
) où x

r
 est dans la direction de 

l’axe de la pale, z
r
 est dans la direction de l’épaisseur du stratifié, et y

r
 est la direction  

complémentaire de manière à former un repère direct (Figure  IV.1). Le repère associé à la 

section droite de la pale est noté ( )BBB zyx
rrr

,,
1 où Bz

r
 est dans l’axe de la pale, Bx

r
 est dans 

                                        
1 B pour « Blade » 



 IV.1. Calcul des contraintes dans une section droite de poutre 

 205 

l’axe de rotation du rotor et By
r

 est la direction complémentaire de manière à former un 

repère direct. Notons donc que x
r

 est aligné avec Bz
r

. Dans ce chapitre, les moments sont 

toujours exprimés au centre de la section droite, positionné sur la ligne moyenne du modèle 

poutre de la pale. 

IV.1.2. Comportement élastique linéaire 

Commençons par traiter le comportement de sections droites de poutres composées de 

matériaux dont le comportement est supposé élastique linéaire. Supposons aussi, dans un 

premier temps que les stratifiés sont équilibrés de manière à simplifier les calculs. Le cas du 

comportement non linéaire de stratifiés équilibrés et non équilibrés sera traité dans un second 

temps.  

Le comportement de membrane d’un élément stratifié équilibré d’indice e peut s’écrire sous la 

forme suivante : 
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 ( IV.1) 

Dans un stratifié équilibré, notons que les comportements axiaux selon x
r

 et y
r

 sont 

découplés du cisaillement. Dans ces conditions nous traiterons tout d’abord le comportement 

de la section droite en flexion-traction, qui engendre une contrainte axiale xσ . Le 

comportement en torsion, qui engendre une contrainte de cisaillement xyτ  sera traité au 

prochain paragraphe. 

a. Traction et flexion de poutres 

Compte tenu de l’hypothèse d’Euler Bernoulli, la déformation longitudinale ex,ε  de l’élément 

de stratifié d’indice e de la section droite s’exprime en fonction de sa position ( )BB yx ,  dans 

le repère de la section et de la déformation de la section droite selon la relation :  

cybxa BBex .., ++=ε  ( IV.2) 

où a est la déformation axiale de la section (en mm/mm) et b et c sont les déformations de 

flexion (en mm-1).  

De plus, nous supposons que les stratifiés sont soumis à un état de contraintes planes 

( 0=zσ ), membranaire (déformation constante dans l’épaisseur des stratifiés), et dans lequel 

0=yσ . Avec ces hypothèses, la relation ( IV.1) devient : 

exexex E ,,, εσ =  ( IV.3) 

où ex,σ  et exE ,  sont respectivement la contrainte normale longitudinale et le module 

longitudinal du stratifié constituant l’élément d’indice e de la section (Figure  IV.1). 
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La résultante des efforts longitudinaux zBF  est obtenue par intégrale de la contrainte 

longitudinale sur la section de pale : 

dAF
A

xzB ∫= σ  ( IV.4) 

où A est l’aire de la section droite de pale. En considérant des éléments stratifiés 

suffisamment petits pour que la contrainte soit considérée homogène dans leur largeur, 

l’expression précédente peut être approchée par la relation : 

( )∑
=

++=
en

e
eBBexzB AcybxaEF

1

, ..  ( IV.5) 

où ne est le nombre d’éléments de la section. 

zB

xB

yB

MyB

MxB

FzB

Ex,e , Ae

σx,e , εx,e

y
z

x

 
Figure  IV.1 : Repères et notations utilisés pour décrire une section droite de pale sollicitée en flexion et en 

traction et les stratifiés qui la constituent 

De la même manière, les moments de flexion XBM  et YBM  sont donnés par les relations : 

( )∑∫
=

++==
en

e
eBBBexB

A

xxB AycybxaEdAyM
1

, ..σ  ( IV.6) 

( )∑∫
=

++−=−=
en

e
eBBBexB

A

xyB AxcybxaEdAxM
1

, ..σ  ( IV.7) 

 

Les équations ( IV.4) à ( IV.7) peuvent être mises sous la forme matricielle suivante : 
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où :  

∑
=

>=<
en

e
eex AEEA

1

,            ∑
=

>=<
en

e
eBexX AxEEm

1

,            ∑
=

>=<
en

e
eBexY AyEEm

1

,  ( IV.9) 

et  

eB

n

e
exXX AyEEI

e
2

1

,∑
=

>=<      eB

n

e
exYY AxEEI

e
2

1

,∑
=

>=<      eBB

n

e
exXY AyxEEI

e

∑
=

>=<
1

,  ( IV.10) 
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La déformation longitudinale ex,ε  de chaque élément de stratifié d’une section soumise à une 

sollicitation zBF , yBM , zBM  est donc connue en inversant la relation ( IV.8) (ce qui permet 

de déterminer a, b et c). 

b. Torsion de poutres 

Les hypothèses de contraintes planes conduisent à une contrainte de cisaillement à l’échelle 

du stratifié tangente à la surface de ce dernier. Dans ce paragraphe, pour faciliter la 

compréhension, la contrainte de cisaillement à l’échelle du stratifié sera notée xsτ  au lieu de 

xyτ , avec s l’abscisse curviligne qui décrit le profil et les longerons de la section droite. 

xB

yB

zB
MzB

ds.t

A Br

ds
s

O

q

  
Figure  IV.2 : Résultante de torsion liée au flux de cisaillement entre deux points : A et B 

Considérons la portion AB de section représentée en Figure  IV.2. Soit q le flux de 

cisaillement qui parcourt la peau entre A et B. Ce flux de cisaillement, supposé constant dans 

l’épaisseur des peaux minces, est défini par la relation : 

hq xs .τ=  ( IV.11) 

où h est l’épaisseur du stratifié soumis à la contrainte de cisaillement homogénéisée xsτ . 

La résultante du moment de torsion, au centre O de la section, liée au cisaillement entre A et 

B sur une portion de pale de longueur unitaire s’obtient de la manière suivante : 

( )∫ ∧=
B

A BzB dsztrqM ...  ( IV.12) 

où t  est le vecteur tangent unitaire au point d’abscisse curviligne s. La moitié de la grandeur 

( ) dsztr B ..∧  peut être approchée par l’aire hachurée représentée sur la Figure  IV.2. Cette 

aire, appelée aire sectorielle est notée Ωd . Elle est positive si un flux de cisaillement positif 

engendre un moment de torsion positif et négative si un flux de cisaillement positif engendre 

un moment de torsion négatif de telle manière que nous avons : 

∫ Ω=
B

AzB qdM 2  ( IV.13) 

Notons que le flux de cisaillement qui parcourt la peau entre A et B engendre aussi un effort 

tranchant. Cependant, par soucis de simplification, l’effet de cet effort tranchant sur les 

contraintes de cisaillement est négligé devant l’effet du moment de torsion. Nous verrons à la 
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section suivante que cette hypothèse semble valide pour les sections de poutres fermées 

représentatives de pales d’éoliennes.  

i. Comportement en torsion d’une section d’une seule cellule 

Si la section est constituée d’une unique cellule, fermée, le moment de torsion résultant, au 

centre O de la section droite, s’écrit : 

Ω= qM zB 2  ( IV.14) 

où Ω  est l’aire sectorielle de la section, et q le flux de cisaillement constant sur la section 

[Rivello69b]. 

 

L’angle de rotation ψ  d’une section droite de longueur unitaire soumise à un flux de 

cisaillement q, s’écrit [Rivello69b] : 

∫∫∫ Ω
=

Ω
=

Ω
=

Gh

dsq
ds

G
ds xs

xs
22

1

2

1 τγψ  ( IV.15) 

On en déduit que : 

ψ
δ

24Ω=zBM  ( IV.16) 

avec : 

∫=
Gh

dsδ  ( IV.17) 

 

ii. Comportement en torsion d’une section multicellulaire 

Considérons maintenant une section de poutre constituée de plusieurs cellules fermées aux 

parois minces (Figure  IV.3). Soit qc le flux de cisaillement qui parcourt la cellule d’indice c. 

La condition de continuité du flux de cisaillement aux intersections des caissons nous permet 

d’écrire : 

11, ++ −= cccc qqq  ( IV.18) 

avec 1, +ccq , le flux de cisaillement dans la paroi commune aux cellules d’indices c et c+1. 
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Figure  IV.3 : Flux de cisaillement dans une section droite de pale d’éolienne composée de 3 cellules 

fermées 
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La résultante du moment de torsion au centre O de la section droite s’écrit: 

qdqM T
n

c c

czB

c

Ω=Ω=∑ ∫
=

22
1

 ( IV.19) 

où nc est le nombre de cellules, et pour une section de trois cellules :  
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avec cq  et cΩ  respectivement le flux de cisaillement et l’aire sectorielle de la cellule c. 

L’angle de rotation autour de Bz , de chacune des cellule s’obtient de la manière suivante : 
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En remarquant que l’angle de rotation est le même pour toutes les sections, cette relation 

peut être mise sous forme matricielle : 

qδψ =Ω2  ( IV.22) 

où les termes de la matrice δ  sont calculés comme suit : 

∫∫ −===
ji

jiij

i

ii Gh

ds
et

Gh
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,

δδδ  ( IV.23) 

 

Nous déduisons de ce qui précède : 

ψδ ΩΩ= −1
4

T
zBM  ( IV.24) 

où le terme ΩΩ −1
4 δT  est la rigidité de torsion que l’on écrit usuellement <GJ>.  

 

Le comportement de la section droite est donc déterminé à l’aide de la matrice de raideur 

suivante : 











































><
><><><
><−><−><−

><><><

=

























ψ
c

b

a

GJ

EIEIEm

EIEIEm

EmEmEA

M

M

M

F

XXXYY

XYYYX

YX

zB

xB

yB

zB

000

0

0

0

 ( IV.25) 

 



 Chapitre IV. Application au calcul de la durée de vie d’une pale d’éolienne 

 210 

IV.1.3. Validation de la méthode pour un comportement élastique linéaire 

a. Démarche 

À la Section  I.2.5, l’état de contraintes dans une pale d’éolienne de 23 m a été analysé sur un 

tour de rotation dans des conditions de vent normales, à l’aide d’une simulation par éléments 

finis avec des éléments de type coque mince composite, avec des hypothèses de petites 

perturbations et de comportement élastique linéaire du matériau. Nous proposons donc de 

comparer la distribution des contraintes et des déformations des peaux composites, sur une 

section, donnée par le modèle coque de la pale complète et celle issue du calcul de section 

droite de poutre que nous venons de présenter. 

 

Les hypothèses communes aux deux simulations sont les suivantes : 

- Petites perturbations 

- Comportement élastique linéaire du matériau 

- Les stratifiés qui constituent la pale : 

o sont équilibrés (constitués d’autant des plis orientés à –θ que de plis orientés à 

θ) 

o sont soumis à un état de contraintes planes ( 0=zσ  où z
r
 est la direction 

normale au stratifié) 

 

Les hypothèses supplémentaires prises pour le calcul des contraintes sur la section droite de 

poutre sont les suivantes : 

- Les stratifiés qui constituent la pale : 

o sont soumis à un état de contraintes membranaire 

o dans lequel 0=yσ  

- Les sections de poutres restent planes et normales à la ligne moyenne (hypothèses 

d’Euler-Bernoulli) 

- La variation de la géométrie et de la composition des sections est supposée 

suffisamment progressive dans l’envergure de la pale pour être négligée localement 

- Les effets des efforts tranchants sont négligés par rapport aux effets des autres 

composantes du torseur des efforts internes 

La comparaison proposée permet donc d’évaluer la pertinence de ces dernières hypothèses. A 

propos des premières, précisons que dans les pales d’éoliennes, comme dans de nombreuses 

structures, les stratifiés sont généralement équilibrés. Par ailleurs, le comportement non 

linéaire de stratifiés équilibrés et non équilibrés sera traité dans la prochaine section. Il reste 

donc à valider l’hypothèse de contraintes planes ( 0=zσ ) que l’on peut apprécier à l’aide 

d’un calcul par éléments finis volumique mais qui n’a pas été réalisé dans le cadre de ce 

travail. 
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b. Cas considéré 

La section considérée comme exemple dans ce document est située à 8,8 m du pied de pale. 

Une vue du maillage de la section dans le modèle coque est proposée en Figure  IV.4. Sur 

cette vue, chaque stratifié employé est représenté par une couleur. L’épaisseur des stratifiés 

est à l’échelle et tient compte de l’âme lorsque le stratifié est de type sandwich. Les 

propriétés des matériaux utilisées pour le calcul sont celles décrites dans le Tableau  I.3. 

Spar-cap carbone

0° CFRP : 19 mm

±45° GFRP : 2 mm

Nominal 1 :

±45° GFRP : 2 mm

Ame PET : 15 mm

Nominal 2 :

±45° GFRP : 2 mm

Ame PET : 20 mm

Longeron 2 :

±45° GFRP : 1.2 mm

Ame PET : 40 mm

Longeron 1 :

±45° GFRP : 2.4 mm

Ame PET : 60 mm

Raidisseur fuite :

0° GFRP : 2 mm

±45° GFRP : 2 mm

Bord de fuite :

0° GFRP : 0.5 mm

±45° GFRP : 4 mm

Bord d’attaque :

0° GFRP : 9 mm

±45° GFRP : 4 mm

1 m

s = 0

s = 1800 mm

s = 1300 mm

s = 2400 mm

B

BB

s

 
Figure  IV.4 : Section de la pale G1 à 8.8 m d’envergure 

Le premier instant du cycle analysé à la Section  I.2.5 est considéré. A cet instant, le torseur 

des efforts internes de la section dans le repère de la pale est donné dans le Tableau  IV.1. 

Rappelons que ces efforts ont été obtenus à l’aide un calcul dynamique multicorps de 

l’ensemble de la turbine modélisée par des éléments de poutres aéro-élastiques. 
 

Efforts internes 
FxB 25,7 kN 
FyB -2,0 kN 
FzB 42,7 kN 
MxB 21,5 kN.m 
MyB 189,9 kN.m 
MzB -1,5 kN.m 

Tableau  IV.1 : Torseur des efforts internes au premier instant du cycle décrit au Chapitre I.2.5,  
à 8,8 m d’envergure 

Bien que la pale soit à la verticale, dirigée vers le haut, l’effort longitudinal (FzB) est positif à 

cause de la force centrifuge. Le moment de flexion MyB est grand devant MxB, ce qui laisse 

envisager que le gradient de déformation longitudinal dans le plan de la section sera 

principalement dirigé selon xB. Notons aussi que le moment de torsion (MzB) semble faible 

devant les moments de flexion. Compte tenu de la géométrie de la section droite, il est 
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fortement probable que les effets de MzB sur les contraintes seront faibles devant les effets des 

moments de flexion et de la force FzB. 

Nous voyons sur la Figure  IV.4 des variations brusques d’épaisseur liées à la discrétisation 

numérique de changements d’épaisseurs plus progressifs dans la structure. Notons que ces 

changements brusques d’épaisseur dans le modèle coque induisent des concentrations de 

contraintes qui ne sont pas modélisées dans le calcul de section droite de poutre. Toutefois 

nous verrons que ces concentrations de contraintes dans le modèle coque sont faibles (et 

négligeables) et sont principalement liées à une discrétisation numérique « grossière ». 

c. Résultats 

La comparaison des déformations et des contraintes moyennes à l’échelle du stratifié, 

obtenues à l’aide des deux modélisations (éléments finis coques et section de poutre), en 

fonction de l’abscisse curviligne, dont l’origine et quelques valeurs particulières sont définies 

sur la Figure  IV.4, sont données de la Figure  IV.5 à la Figure  IV.8. La déformation 

longitudinale est parfaitement retranscrite par le calcul de section poutre, ce qui valide 

l’hypothèse de section plane normale à la ligne moyenne (Figure  IV.5). Le flux d’effort 

longitudinal est principalement repris par le spar-cap. L’utilisation du carbone dans ce 

dernier, de module d’élasticité plus élevé que le verre fait qu’il supporte des contraintes bien 

plus élevées (Figure  IV.6.a). En s’intéressant uniquement aux stratifiés avec des fibres de 

verre, nous voyons en Figure  IV.6.b que la contrainte longitudinale est correctement 

restituée, avec des sauts lorsqu’on passe d’un stratifié contenant des fibres à 0° à un stratifié 

qui n’en contient pas. 
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Figure  IV.5 : Comparaison de la déformation longitudinale des peaux composites obtenue avec le modèle 

coque et par calcul de section droite de poutre en fonction de l’abscisse curviligne sur la section 
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Figure  IV.6 : Comparaison de la contrainte longitudinale moyenne à l’échelle des stratifiés des peaux 

composites obtenue avec le modèle coque et par calcul de section droite de poutre en fonction de l’abscisse 
curviligne sur la section (a) Pleine échelle, (b) Zoom entre -20 MPa et 20 MPa 

La comparaison du calcul du cisaillement montre lui quelques différences (Figure  IV.7). Ces 

différences proviennent de la non prise en compte, dans le calcul de section droite de poutre, 

des effets des efforts tranchants et des variations de géométrie et de composition des sections 

selon l’envergure. 
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Figure  IV.7 : Comparaison (a) de la déformation de cisaillement et (b) de la contrainte de cisaillement 

moyenne des peaux composites obtenues avec le modèle coque et par calcul de section droite de poutre en 
fonction de l’abscisse curviligne sur la section 
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Figure  IV.8 : Comparaison (a) de la déformation et (b) de la contrainte transverse homogénéisée des 

peaux composites obtenues avec le modèle coque et par calcul de section droite de poutre en fonction de 
l’abscisse curviligne sur la section 

Enfin, notons que la déformation transverse est correctement restituée sauf à proximité du 

spar-cap (Figure  IV.8.a). Etant donné que la contrainte transverse est nulle dans le calcul de 

section droite de poutre (hypoyhèse, cf Figure  IV.8.b), la déformation transverse obtenue 

avec cette méthode est pilotée par les effets Poisson du stratifié. L’influence de la contrainte 

transverse sur la déformation transverse apparait négligeable en dehors du spar-cap. Notons 

que ce dernier se caractérise par une forte proportion de plis à 0° par rapport aux plis à ±45°. 

Son coefficient de Poisson est donc faible. Pour la plupart des éléments de stratifiés de la 

pale, l’hypothèse de négliger cette première semble tout de même valide.  

d. Conclusion 

D’après la comparaison effectuée, la validité des hypothèses faites pour le calcul de section 

droite de poutre dans le cas d’un comportement élastique linéaire semble confirmée. 

Un léger écart sur le calcul du cisaillement et de la déformation transverse au niveau du spar-

cap a été observé mais nous ferons le choix de ne pas chercher à le réduire dans le cadre de 

cette étude. En effet la considération des efforts tranchants et des contraintes transverses non 

nulles dans le calcul entrainerait une complexification du calcul que nous n’avons pas 

souhaité traiter. 

Rappelons que les hypothèses de contraintes planes n’ont pas pu être évaluées avec la 

démarche proposée et qu’un calcul par éléments finis volumiques serait nécessaire à la place 

du calcul par éléments finis coques. Cependant, une telle modélisation n’a pas été réalisée 

dans le cadre de ce travail par manque de temps. 



 IV.1. Calcul des contraintes dans une section droite de poutre 

 215 

IV.1.4. Comportement élastoplastique endommageable 

Le modèle d’endommagement que nous considérons apporte deux problématiques à ce qui a 

été exposé précédemment. Premièrement, une déformation résiduelle est introduite à l’échelle 

des plis. Deuxièmement, le comportement des plis en traction transverse est différent de celui 

en compression transverse. Ceci a pour conséquence d’introduire un couplage entre le 

comportement longitudinal et le cisaillement dans les stratifiés même si ils sont équilibrés.  

 

Une méthode de résolution implicite à gradient étant employée pour la résolution du modèle 

d’endommagement en quasi-statique, considérons la matrice tangente de l’élément de stratifié 

d’indice e de la section : 
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 ( IV.26) 

Cette matrice tangente permet de modéliser le comportement élastoplastique 

endommageable, à l’échelle du stratifié. Elle est obtenue à l’aide du comportement 

élastoplastique endommageable de chacun des plis du stratifié selon la méthode décrite en 

Annexe F. 

 

En faisant les mêmes hypothèses que précédemment, et en suivant la même démarche nous 

obtenons la matrice tangente de la section (à la place de la matrice sécante) telle que : 
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 ( IV.27) 

La matrice [ ]tionTgtesec  est une matrice 4x4 dans laquelle les termes de couplage sont non nuls 

sauf à l’état initial si l’ensemble des stratifiés de la section sont équilibrés. 
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IV.2. Méthodologie de calcul de l’endommagement à l’échelle de 

la structure 

Nous venons de voir que le calcul du comportement de la structure peut se réduire au calcul du 
comportement de chaque section de la pale. Intéressons-nous maintenant à la méthode de calcul de 
l’endommagement sous chargement quasi-statique et de fatigue. 

IV.2.1. Calcul de charges 

Sous chargement quasi-statique comme de fatigue, l’endommagement que nous cherchons à 

calculer dépend du chargement appliqué. Comme nous l’avons vu au Chapitre I, les normes 

[IEC05] et les organismes certificateurs [Germanischer Lloyd10] proposent des combinaisons 

de conditions extérieures et de cas de fonctionnement de la turbine. Ces cas de charges sont 

simulés à l’aide d’un modèle éléments finis de type poutre aéro-élastique de l’ensemble de la 

turbine. Le calcul est de type dynamique multi-corps. 

Le comportement du matériau pour le calcul de charges est supposé élastique linéaire. Dans 

le cadre de ce travail, le calcul de charge est réalisé avec l’outil FAST développé par le NREL 

[Jonkman05]. 

Les charges calculées permettent ensuite de nourrir le calcul de l’endommagement sous 

chargement quasi-statique ou le calcul de l’endommagement sous chargement de fatigue. 

Notons que les charges qui s’appliquent sur la structure dépendent de sa rigidité et en toute 

rigueur le calcul de charges devrait être ré-exécuté suite au calcul de l’endommagement en 

quasi-statique ou en fatigue. Cette itération ne sera pas réalisée pour deux raisons. Tout 

d’abord, dans le cas d’un calcul quasi-statique, nous verrons que la perte de raideur dans la 

direction des fibres, qui pilote l’essentiel de la raideur de la structure est brutale, et que la 

variation de raideur de la structure est faible même lorsqu’on s’approche de la ruine de la 

structure. Ensuite, pour la fatigue, nous verrons que la raideur de la structure évolue 

fortement au cours du chargement. Néanmoins, en raison des coefficients de sécurité 

employés, ces états ne sont pas atteints sur la durée de vie cible de la structure. D’autre part, 

rappelons que notre modèle surestime la perte de raideur dans la direction des fibres en 

fatigue. Or c’est cette raideur qui apporte l’essentiel de la rigidité de la section. Nous avons 

donc choisi de ne pas reporter ce biais sur le calcul de charge dans ce travail.  

Le calcul de charge est donc réalisé au préalable et de manière indépendante du calcul de 

l’endommagement sous chargement quasi-statique ou de fatigue. 
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IV.2.2. Endommagement sous chargement quasi-statique 

L’algorithme de calcul de l’endommagement sous chargement quasi-statique à l’échelle de la 

section a pour objectif de calculer l’endommagement statique sous un torseur d’effort interne 

et de détecter si la rupture intervient. 

 
Figure  IV.9 : Algorithme de calcul de l’endommagement en statique à l’échelle de la section  

Tout come l’algorithme statique à l’échelle du stratifié la méthode numérique employée est de 

type implicite à gradient. Le torseur d’efforts internes à appliquer à la section est divisé en 
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incréments de chargement. A chaque incrément de chargement, l’incrément de déplacement 

de la section est calculé à l’aide de la matrice tangente de la section calculée avec l’état 

d’endommagement précédent des stratifiés de la section. Une fois le déplacement de la section 

connu, la déformation à l’échelle des stratifiés à chaque position sur la section l’est 

également, et le calcul de l’endommagement à l’échelle des plis peut être réalisé avec la même 

méthode que celle décrite au Chapitre III. Lorsque l’endommagement dans chaque pli de 

chaque élément de stratifié a convergé, la matrice tangente de la section est mise à jour, 

l’incrément de déplacement de la section aussi et ainsi de suite jusqu’à convergence de 

l’endommagement sur l’ensemble des plis de la section. Après convergence de 

l’endommagement sur la section, si une rupture est détectée ou si la charge cible est atteinte, 

alors l’algorithme s’arrête. Dans le cas contraire on passe à l’incrément de charge suivant 

(Figure  IV.9). 

IV.2.3. Endommagement sous chargement de fatigue 

a. Démarche générale 

Le calcul de l’endommagement sous chargement de fatigue à l’échelle de la structure repose 

sur le principe du saut de cycles tout comme celui à l’échelle du stratifié. Comme nous nous 

intéressons à des sollicitations d’amplitudes variables définies par des séquences de 

chargement elles mêmes constituées de cycles, nous parlerons de saut de séquences (Figure 

 IV.10). L’hypothèse est faite que la sollicitation se manifeste par la répétition d’une séquence 

identique sur l’ensemble de la durée de vie de la structure. Le taux de croissance de 

l’endommagement par séquence ( )seqnd ∂∂  est calculé sur la séquence d’indice seq. On choisit 

ensuite la prochaine séquence où nd ∂∂  sera mis à jour en fixant l’incrément 

d’endommagement d∆  souhaité et ainsi de suite jusqu’à ce que la rupture soit détectée. 

 
Figure  IV.10 : Illustration du principe du saut de séquences inspirée du saut de cycles [Van Paepegem01b] 

L’algorithme utilisé pour le calcul en fatigue d’une pale d’éolienne sous une séquence de 

chargement d’amplitude variable préalablement définie à l’aide du calcul de charges est 

représenté en Figure  IV.11. Les différentes étapes du calcul sont détaillées dans les 

paragraphes suivant. 
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Figure  IV.11 : Algorithme de calcul de la durée de vie d’une section de pale d’éolienne sous séquence de 

chargement d’amplitude variable 

b. Calcul quasi-statique 

A l’issue du calcul de charges, l’histoire du torseur des efforts internes est disponible sur 

chacune des sections droites considérées pour le calcul. Comme nous l’avons observé au 

Chapitre I, le chargement est multiaxial et non proportionnel. Le calcul quasi-statique 

consiste donc à parcourir la séquence de chargement et à définir à chaque instant l’état de 

contraintes dans les plis de chaque stratifié de la section ainsi que l’endommagement associé. 

Le calcul implicite avec une méthode de type gradient exposé à la Section  IV.2.2 est réalisé à 

l’échelle de la section pour obtenir ces données dans chacun des plis. 
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c. Comptage de cycles 

A l’issue du calcul quasi-statique, l’histoire des contraintes est disponible pour chacun des 

plis. Si la rupture n’est pas détectée le comptage de cycles est exécuté. 

La première fonction du comptage de cycles est d’identifier les cycles unitaires (d’amplitude 

et de contrainte moyenne constante) qui composent l’histoire des contraintes dans les plis.  

Lorsque la séquence se répète suffisamment dans la vie de la structure, nous ferons 

l’hypothèse que l’ordre des cycles dans cette séquence a une influence négligeable sur 

l’évolution de l’endommagement global. Par exemple, la Figure  IV.12 représente de manière 

schématique l’évolution de l’endommagement lié à deux séquences de chargement composées 

par les mêmes cycles mais dont l’ordre est différent. L’endommagement final lié à la séquence 

est le même. Ceci semble réaliste si la durée de vie est grande devant la durée de la séquence. 

C'est-à-dire que le nombre de répétition de la séquence est grand. 

 
Figure  IV.12 : Représentation schématique de l’évolution de l’endommagement sous deux séquences de 

chargement différentes mais composées des mêmes cycles 

Ceci nous amène à la seconde fonction du comptage de cycles qui est de regrouper les cycles 

de même amplitude et contrainte moyenne. Leurs occurrences ni sont stockées dans des 

matrices de taille arbitraire 20 x 20 (Figure  IV.13). Ces deux fonctions sont réalisées par le 

même algorithme basé sur la méthode Rainflow [Matsuishi68; McInnes08].  
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Figure  IV.13 : Comptage des cycles de contraintes à l’échelle des plis 

Le comptage de cycles est réalisé composante par composante car le modèle que nous 

utilisons en fatigue modélise le taux de croissance de l’endommagement dans la direction des 

fibres comme une fonction uniquement de la sollicitation sens fibre, et le taux de croissance 
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de l’endommagement matriciel comme une somme des effets de la sollicitation transverse et 

de cisaillement. Notons que d’autres méthodes de comptages de cycles multiaxiales existent 

et auraient pu être employées si le modèle ne permettait pas le découplage des modes de 

sollicitation. 

d. Calcul du taux de croissance de l’endommagement par pli 

Pour chaque pli de chaque stratifié de la section droite de poutre, l’algorithme de comptage 

de cycles dans la séquence nous donne un ensemble de cycles ( )imia ,

1

,

1 ,σσ , ( )imia ,

2

,

2 ,σσ  et 

( )imia ,

12

,

12 ,ττ  auxquels sont respectivement associées les occurrences in1 , in2  et in12  (Figure 

 IV.13).  

En ce qui concerne les cycles de contraintes dans la direction des fibres, chaque cycle peut 

être exprimé sous la forme ( )i

d

i

d ff YY
11

, ∆ . Le taux de croissance de l’endommagement associé à 

chacun de ces cycles s’obtient donc à l’aide de la relation : 

( ) ( ) ( )2

1

1

1

1
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1 1

li
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if

ff YYda
n

d ∆−=








∂
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 ( IV.28) 

Le taux de croissance de l’endommagement sur la séquence est obtenu en sommant de façon 

linéaire le produit du taux de croissance de l’endommagement de chaque cycle par 

l’occurrence du cycle, indépendamment de l’ordre d’apparition des cycles et des autres 

composantes de l’état de contraintes : 
if
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De la même manière pour l’endommagement matriciel, le taux de croissance de 

l’endommagement généré par un cycle de contrainte transverse est obtenu par la relation : 

( ) ( ) ( ) 2
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22
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 ( IV.30) 

et le taux de croissance de l’endommagement lié à un cycle de contrainte de cisaillement 

s’écrit : 

( ) ( ) ( ) 2

12

1

12

2

22
12 1

ni

d

ni
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ff YYdb
n

d ∆−=
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 ( IV.31) 

En effet, l’absence de seuil d’initiation de l’endommagement en fatigue nous permet 

(numériquement) de découpler l’influence de la sollicitation transverse de celle de 

cisaillement. Elles sont donc traitées séparément puis regroupées pour obtenir le taux de 

croissance de l’endommagement matriciel sur la séquence en fonction des occurrences des 

cycles de contraintes transverses et de cisaillement : 
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e. Saut de séquences 

La méthode de saut de séquences est adaptative dans la mesure où le saut de séquences ∆n 

s’adapte à l’évolution de l’endommagement de la section. L’objectif est de réaliser des grands 

sauts de séquences en début de chargement lorsque l’évolution de l’endommagement est faible 

et de réduire l’étendue des sauts lorsque le taux de croissance de l’endommagement 

augmente. A l’échelle du stratifié cette méthode consiste à fixer la variation 

d’endommagement maximale souhaitée par saut de cycles ∆d et à diviser cette valeur par la 

valeur maximale de taux de croissance de l’endommagement nd ∂∂  calculée parmi les plis 

sur le cycle. A l’échelle d’une structure, le problème d’une telle méthode est que les plis dans 

lesquels le taux de croissance de l’endommagement est le plus important ne sont pas 

nécessairement ceux qui pilotent le comportement mécanique global de la section. La 

résolution du modèle avec cette méthode peut donc s’avérer très coûteuse en temps de calcul. 

Dès lors, la méthode proposée par [Van Paepegem01b] a été retenue pour le calcul à l’échelle 

de la section. Cette méthode consiste à calculer, pour chaque pli, le saut de séquences lié à un 

incrément d’endommagement cible ∆d fixé comme nous le faisions à l’échelle des stratifiés. 

Mais au lieu de considérer le saut de séquences minimum, la distribution cumulée des sauts 

de séquences sur l’ensemble des plis est calculée et la valeur du saut de séquences qui 

correspond à une probabilité cumulée de 0,1 est choisie (Figure  IV.14). Ainsi, 10% des plis 

verront leur endommagement augmenter d’une valeur supérieure à ∆d. Les 90% des plis 

restants verront leur endommagement augmenter d’une valeur inférieure ou égale à ∆d.  

 
 
Figure  IV.14 : (a) Distribution et (b) distribution cumulée des sauts de séquences dans chaque pli pour un 

incrément d’endommagement ∆d fixé 

Le saut de séquences ∆n induit l’augmentation de l’endommagement de fatigue ( ) nnd ∆∂∂  

dans chaque pli. Le calcul quasi-statique est ensuite ré-exécuté sur la séquence de chargement 

de manière à mettre à jour l’histoire des contraintes dans les plis en tenant compte de 

l’augmentation de l’endommagement lié au saut de séquences et éventuellement de détecter 

une rupture des fibre. La méthode de calcul de l’endommagement en fatigue détaillée ci-

dessus est donc de type explicite. En effet, lors du calcul du taux de croissance de 

l’endommagement de fatigue sur une séquence, les endommagements totaux d1 et d2 dans 

chaque pli sont fixés (Equations ( IV.28), ( IV.30) et ( IV.31)) et ne sont pas mis à jour avant 

de calculer l’endommagement sur la séquence suivante. Comme évoqué à la Section  IV.2.1, la 

mise à jour de la séquence de chargement serait possible en réalisant un nouveau calcul de 

Log10(∆n) 

(b) 

Log10(∆n) 
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charges en tenant compte de l’endommagement de la section mais ceci n’a pas été réalisé 

dans le cadre de ce travail pour les raisons déjà mises en avant. 

 

IV.3. Application à une pale d’éolienne 

La méthodologie exposée précédemment est appliquée au calcul d’une section droite de pale d’éolienne 
sous chargement quasi-statique et de fatigue. Une comparaison avec l’approche normative est ensuite 
proposée. 

IV.3.1. Hypothèses 

a. Section considérée 

Seule la section droite de la pale G1 à 8,8 m d’envergure (cf section  I.2.5.a) sera présentée ci-

après. La tenue sous chargement quasi-statique ou de fatigue de l’ensemble de la pale 

s’obtient en répétant la démarche pour plusieurs sections. Cette section est présentée au 

Paragraphe  IV.1.3.b. Dans ce qui suit, les données identifiées au Chapitre III sont utilisées 

pour modéliser l’endommagement à la place des données considérées pour la certification de 

la pale G1, utilisées jusqu’ici. Pour la rupture dans la direction des fibres, les données de 

résistance résiduelle du renfort UD1135 sont utilisées. Ce renfort est en effet le plus proche, 

en matière de grammage, de ceux utilisés pour la pale considérée. Le taux volumique de 

fibres considéré dans la pale est de 50%. Notre modèle n’ayant pas été identifié pour le 

matériau composite en fibres de carbone utilisé dans le spar cap, ce matériau est remplacé 

par des UD à fibres de verre dont l’épaisseur est calculée de manière à apporter la même 

rigidité à la section. 

b. Extrapolation du modèle présenté à la compression 

Nous avons identifié le modèle proposé uniquement en traction. Nous supposons pour les 

calculs qui suivent que le comportement est le même en compression qu’en traction, à 

l’exception de la direction transverse dans laquelle le pli retrouve sa rigidité initiale. Avec ces 

hypothèses, le comportement des stratifiés [0] et [±45/0/±45] étudiés au Chapitre précédent 

est donné en Figure  IV.15 et Figure  IV.16. Les diagrammes de Haigh sont tracés à 106 cycles.  

Comme l’endommagement sens fibre prévu par le modèle est indépendant de l’amplitude et 

ne dépend que de la valeur maximale de la force thermodynamique sens fibre, les courbes S-N 

du 0° en traction-traction et en traction-compression, à condition que la valeur absolue de la 

contrainte minimale soit inférieur à la contrainte maximale sont confondues (-1≤ R<1). 

Contrairement à l’endommagement sens fibre, l’endommagement matriciel prévu par le 

modèle dépend d’amplitude des forces thermodynamiques. Nous constatons que les pertes de 

raideurs engendrées par la fatigue des plis à ±45° a une influence sur l’endommagement du 0° 

dans le [±45/0/±45] et donc sur la durée de vie de ce stratifié. De plus, le comportement 

longitudinal différent du ±45° en traction et en compression (lié au comportement transverse 
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du pli d’UD) entraine une disymétrie du diagramme de Haigh (Figure  IV.16.b). Le 

diagramme de Haigh du 0° est quant à lui symétrique (Figure  IV.15.b). 
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Figure  IV.15 : (a) Courbes S-N et (b) diagramme de Haigh à 106 cycles donnés par le modèle 

d’endommagement pour un stratifié [0] avec le renfort UD1135 à Vf = 50% 
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Figure  IV.16 : (a) Courbes S-N et (b) diagramme de Haigh à 106 cycles donnés par le modèle 

d’endommagement pour un stratifié [±45/0/±45] avec le renfort UD600 à Vf = 40% 
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c. Identification des caractéristiques matériaux pour l’approche normative 

Les résultats donnés par notre modèle d’endommagement progressif seront comparés, sous 

chargements quasi-statique et de fatigue aux résultats donnés par l’approche normative. 

i. Rappel synthétique de l’approche normative 

Sous chargement quasi-statique monotone, l’approche normative consiste à calculer le critère 

de rupture de Puck dans chaque pli de la section sous le torseur d’efforts internes souhaité. 

Ce critère est exposé à la Section  I.2.4. Le calcul est linéaire. Le coefficient de sécurité 

minimum obtenu par rapport à la rupture selon le critère de Puck donne le coefficient de 

sécurité de la section par rapport à la rupture sous le torseur d’efforts considéré. 

En fatigue, l’approche normative a été présentée au Chapitre I. Elle consiste à calculer 

l’histoire des contraintes longitudinales à l’échelle des stratifiés de la section. Un comptage de 

cycles de contrainte longitudinale est réalisé pour chaque élément d’indice e de la section à 

l’aide de la méthode Rainflow et la durée de vie associée à chaque cycle d’indice i est calculée 

à l’aide de la relation [Germanischer Lloyd10] : 

( )

m

ia
ebMb

ult
e

ult
e

im
eMa

ult
e

ult
ei

e C
N
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 ( IV.33) 

où )(+ult
eσ , )(−ult

eσ , im
e

,σ , ia
e

,σ  et m sont respectivement les contraintes à rupture de l’élément 

de stratifié d’indice e en traction et en compression, la contrainte normale longitudinale 

moyenne et son amplitude pour l’élément de stratifié d’indice e et la pente de la courbe S-N. 

Les paramètres Maγ  et ( )bMb C1γ  sont des coefficients de sécurité matériaux qui ont pour 

objectif d’abattre les caractéristiques mécaniques de manière à tenir compte de façon 

empirique de l’influence du vieillissement, de la température, de la qualité de la mise en 

œuvre et de la précision de la modélisation. Pour le matériau considéré dans cette étude, les 

valeurs prises par ces coefficients de sécurité sont données dans le Tableau  IV.2. Ces valeurs 

sont calculées selon les indications données par [Germanischer Lloyd10]. 
 

Coefficients de sécurité 

matériaux 

Maγ  2,4 

( )bMb C1γ  2,0 

Tableau  IV.2 : Coefficients de sécurité matériaux pour le matériau composite verre-époxy réalisé par 
infusion dans le cas de notre étude 

L’endommagement sous contrainte longitudinale de chaque stratifié sur la période simulée est 

obtenu, à l’échelle du stratifié, à l’aide de la loi de Miner [Miner45] : 

∑=
i

i
e

i
e

e
N

n
D  ( IV.34) 
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L’élément de stratifié de la section qui a subit le plus grand endommagement eD  sur la 

séquence fixe la durée de vie eN  (nombre de répétitions de la séquence). Cette durée de vie 

est obtenue à l’aide de la relation : 

e
e D

N
1=  ( IV.35) 

Le calcul en fatigue avec l’approche normative sera réalisé avec et sans les coefficients de 

sécurité matériaux de manière à apprécier leur influence. 

 

ii. Identification des caractéristiques mécaniques linéaires à l’échelle du pli 

Pour réaliser les calculs élastiques linéaires de l’approche normative les modules d’élasticité et 

les contraintes à rupture du pli sont nécessaires.  

Les données sens fibres sont les mêmes que celles identifiées pour le modèle 

d’endommagement progressif. Le comportement dans la direction des fibres du renfort 

UD1135 est considéré. Par contre, l’identification du module de cisaillement et du module 

transverse diffère. 

Le modèle d’endommagement statique à l’échelle du stratifié est appliqué pour un stratifié 

[±45] à Vf = 50% sollicité en traction longitudinale. Le module d’élasticité du pli d’UD est 

identifié comme préconisé par la norme ISO 14129 entre 0,1% et 0,5% de déformation de 

cisaillement. La différence entre le module initial identifié pour le modèle d’endommagement 

et le module d’élasticité pour le calcul linéaire est illustrée en Figure  IV.17. Le modèle 

d’endommagement sous-estime la contrainte maximale que nous avons observée lors des 

essais. Lorsque la déformation maximale de cisaillement dépasse 5%, la norme ISO 14129 

préconise de considérer la contrainte de cisaillement maximale comme la contrainte atteinte à 

5% de déformation de cisaillement. Cette contrainte est de 45 MPa. 
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Figure  IV.17 : Identification du module d’élasticité en cisaillement du pli d’UD pour le calcul élastique 

linéaire selon la norme ISO 14129 

Les caractéristiques transverses sont mesurées à l’aide d’essais de traction monotone quasi-

statiques sur des éprouvettes droites [90]. Le module d’élasticité est calculé entre 0,05% et 
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0,25% de déformation transverse, comme préconisé par la norme ISO 527-5 à l’aide d’un 

extensomètre de base 20 mm. 

Finalement les caractéristiques mécaniques identifiées pour le pli d’UD du matériau de 

l’étude à Vf = 50% nécessaires au calcul élastique linéaire de l’approche normative sont 

regroupées dans le Tableau  IV.3. 
 

Paramètre Valeur 

E1 (MPa) 45 433 

E2 (MPa) 12 380 

G12 (MPa) 3 500 

ν12 (-) 0,3 
ult
1σ (MPa) 887 

ult
2σ (MPa) 33 

ult
12τ (MPa) 45 

)(+
⊥p  0,30 

)(−
⊥p  0,25 

Tableau  IV.3 : Caractéristiques mécaniques du pli d’UD à Vf = 50% considérées pour les calculs 
élastiques linéaires utiles à l’approche normative 

Les paramètres d’inclinaisons )(+
⊥p  et )(−

⊥p  du critère de Puck sont imposés par l’organisme 

de certification [Germanischer Lloyd10] et n’ont donc pas été identifiés dans le cadre de cette 

étude. 

 

iii. Identification des courbes S-N à l’échelle des stratifiés 

La courbe S-N de chaque stratifié est définie à l’aide des contraintes à rupture et de la pente 

m (Equation ( IV.33)). Les contraintes à rupture sont déterminées pour chaque stratifié à 

l’aide de la théorie des stratifiés avec les hypothèses de comportement linéaire sur le critère 

de rupture en contrainte maximale du premier pli. Les caractéristiques mécaniques des plis 

d’UD utilisées sont définies dans le Tableau  IV.3.  

Le paramètre de pente m de la courbe S-N est quant à lui le même pour tous les stratifiés de 

la pale constitués des mêmes matériaux. Pour des matériaux composites verre-époxy, 

l’organisme de certification recommande de considérer une valeur du paramètre de pente  

m = 10 ou de l’identifier avec des essais sur des stratifiés [0] à R = 0,1 et R = -1. La courbe 

S-N des stratifiés [0] avec un paramètre m = 10 est tracée pour un taux volumique de fibres 

Vf = 50% en Figure  IV.18. Ce paramètre donne une courbe S-N qui est proche des essais 

réalisés en dessous de 106 cycles d’une part et proche de l’extrapolation fournie par le modèle 

d’endommagement pour des durées de vies plus élevées d’autre part. Nous utiliserons donc la 

valeur m = 10 pour calculer la durée de vie de la section droite considérée avec l’approche 

normative. 
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Figure  IV.18 : Comparaison, pour le 0° à Vf = 50%, (a) des courbes S-N à R = 0,1 et (b) du diagramme de 

Haigh calculé à 106 cycles 

 

d. Comparaison à l’échelle du matériau : Modèle endommagement – Approche 

normative – Essais 

Avant de passer à l’échelle de la structure, intéressons nous à la différence de comportement 

entre l’approche normative et le modèle d’endommagement à l’échelle du matériau pour un 

stratifié [0] en UD1135 à Vf = 50% et un [±45/0/±45] en UD600 et BX45-1000 à Vf = 40%. 

Ces matériaux sont choisis de manière à permettre une comparaison avec les essais réalisés et 

présentés au Chapitre III. L’épaisseur relative de plis à 0° dans le stratifié [±45/0/±45] est de 

23%. Le critère de rupture retenu pour l’approche normative est le critère en contrainte 

maximale qui sert à définir les contraintes de rupture à l’échelle du stratifié à partir des 

données à l’échelle du pli. Ces contraintes de rupture à l’échelle du stratifié permettent 

ensuite de générer les courbes S-N des stratifiés.  

En statique, pour le 0°, le comportement donné par l’approche normative et le modèle 

d’endommagement est le même. La contrainte de rupture premier pli correspond à la 

contrainte à rupture de l’éprouvette et le comportement linéaire du pli dans la direction des 

fibres confère aux deux approches la même prévision du comportement.  

Pour le [±45/0/±45], en revanche, l’approche normative avec critère de rupture en 

contrainte maximale prévoie une rupture statique du premier pli (pli à 45°) très tôt dans le 

chargement par rapport au modèle d’endommagement qui tolère l’endommagement des plis à 

±45° et qui prévoit la rupture lorsque le seuil de rupture sens fibre des plis à 0° est atteint 

(Figure  IV.19). La raideur en début de charge donnée par les deux modèles est proche et la 

différence vient de la différence sur le module de cisaillement des plis hors axe présentée en 

Figure  IV.17. Notons que la raideur donnée par le modèle d’endommagement progressif est 

légèrement plus faible que celle observée lors des essais mais ce point a déjà été soulevé lors 

de la comparaison modèle-essais au Chapitre III. 
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Figure  IV.19 : Comparaison du comportement en traction quasi-statique d’un [±45/0/±45]  

en UD600 à Vf = 40% 

L’estimation conservative de la contrainte de rupture statique du [±45/0/±45] avec 

l’approche normative, entraine une estimation conservative de la durée de vie en fatigue 

(Figure  IV.20). 
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Figure  IV.20 : Comparaison de la durée de vie en fatigue d’un [±45/0/±45] en UD600 à Vf = 40%  

(a) Courbe S-N à R = 0,1 (b) Diagramme de Haigh à 106 cycles. 
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IV.3.2. Application au dimensionnement sous charge extrême 

a. Choix d’un torseur d’efforts internes extrême 

Parmi les efforts extrêmes calculés lors de la certification de la pale G1 (cf section  I.2.5.a), 

retenons le torseur d’efforts internes à 8,8 m d’envergure extrait sur le critère du moment de 

flexion MxB maximum. Les composantes de ce torseur, sans le coefficient partiel de sécurité 

sur les efforts, sont données dans le Tableau  IV.4. 
 

Efforts internes 
FxB 32 kN 
FyB -24 kN 
FzB 44 kN 
MxB 163 kN.m 
MyB 224 kN.m 
MzB -4 kN.m 

Tableau  IV.4 : Torseur des efforts internes extrême extrait sur le critère MxB maximum,  
à 8,8 m d’envergure, utilisé pour la certification de la pale G1 

b. Comparaison des résultats donnés par l’approche normative et le modèle 

d’endommagement 

Le calcul élastique linéaire réalisé avec les hypothèses de l’approche normative donne un 

indice de rupture de Puck maximal de 0,21 sur la section pour le torseur d’efforts considéré. 

Il s’agit d’un mode de rupture matriciel localisé au niveau du bord de fuite (Figure  IV.21). 

On en déduit que le coefficient de sécurité par rapport à la rupture sous ce torseur d’effort 

est de 4,8 (1/0,21).  

 
 

Figure  IV.21 : Résultat du calcul élastique linéaire de la section de G1 à 8,8 m sous le torseur d’efforts 
internes extrême extrait sur le critère de MxB maximum  

(a) Déformation longitudinale en % (b) Indice de rupture matriciel du critère de Puck 

Le modèle d’endommagement proposé donne un endommagement matriciel maximal  

d2 = 8,3.10-3 sous le torseur décrit par le Tableau  IV.4. La Figure  IV.23 donne le résultat du 

calcul pour (arbitairement) le double du torseur d’efforts internes simulé. L’endommagement 

matriciel maximal est alors d2 = 6,8.10-2 et se localise au bord de fuite. Notons que 

l’endommagement se développe aussi sur l’extrados et l’intrados dans les zones où la 

déformation longitudinale est maximale en traction et en compression, comme prévu par le 

critère de Puck issu du calcul linéaire. L’endommagement matriciel se développe ensuite au 

(a) (b) 
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fur et à mesure que le chargement est incrémenté jusqu’à atteindre son maximum d2 = 0,53 à 

16,5 fois le torseur initial (Figure  IV.23). A cet instant du calcul, une rupture de fibre est 

détectée au niveau du bord de fuite qui entraine la ruine de la structure. 

   
 

Figure  IV.22 : Résultats du calcul de l’endommagement sous chargement quasi-statique de la section de 
G1 à 8,8 m sous 2 fois le torseur d’efforts internes extrême extrait sur le critère MxB maximum  

(a) Déformation longitudinale en % (b) Endommagement matriciel d2 dans le pli à 45° 

       
 

Figure  IV.23 : Résultats du calcul de l’endommagement sous chargement quasi-statique de la section de 
G1 à 8,8 m sous 16,5 fois le torseur d’efforts internes extrême extrait sur le critère MxB maximum 

(a) Déformation longitudinale en % (b) Endommagement matriciel d2 dans le pli à 45° 

Le comportement jusqu’à rupture de la section est représenté en Figure  IV.24. Sur cette 

figure, le comportement élastique linéaire prévu par l’approche normative est prolongé au-

delà de la rupture en pointillés pour faciliter la comparaison avec le calcul non linéaire. Si les 

conclusions sont les mêmes en matière de zones critiques et d’amorçage de l’endommagement, 

le critère de rupture du premier pli utilisé avec l’approche normative donne un résultat très 

conservatif. En effet, la rupture est prévue par l’approche normative pour une sollicitation 

plus de trois fois inférieure à celle qui entraine la rupture avec le modèle d’endommagement. 
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Figure  IV.24 : Comparaison du comportement monotone quasi-statique jusqu’à rupture de la section de 

G1 à 8,8 m sous le torseur d’efforts internes extrême extrait sur le critère MxB maximum : modèle 
d’endommagement et calcul linéaire selon l’approche normative 

(a) (b) 

(a) (b) 



 Chapitre IV. Application au calcul de la durée de vie d’une pale d’éolienne 

 232 

IV.3.3. Application au calcul en fatigue sous chargement d’amplitude constante : 

tour de turbine sous profil de vent normal 

a. Définition du chargement 

La sollicitation d’amplitude constante étudiée au Chapitre I.2.5 est utilisée ici pour illustrer 

l’application de l’algorithme proposé sur un chargement d’amplitude constante. Rappelons 

que le cycle est défini par un tour de turbine sous un profil de vent normal de vitesse à la 

hauteur du moyeu, zhub = 46 m égale à la vitesse moyenne normative pour une turbine de 

classe I : Vhub = 10 m/s. Dans ces conditions la turbine tourne à 23 tr/min et l’évolution des 

composantes du torseur des efforts internes à 8,8 m d’envergure est donnée en Figure  IV.25.  
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Figure  IV.25 : (a) Efforts et (b) moments internes à 8,8 m d’envergure de la pale G1 pour un tour de 

turbine dans des conditions de vent normal à Vhub = 10 m/s  

b. Résultats du calcul avec le modèle d’endommagement progressif 

Ce chargement induit des contraintes faibles et n’est pas représentatif du chargement annuel 

d’une pale en service. Dès lors, les durées de vies obtenues (de l’ordre de 1021 cycles) n’ont 

pas de sens physique. De plus, le modèle étant identifié avec des essais réalisés pour des 

niveaux de sollicitation induisant des durées de vie jusqu’à 107 cycles, les résultats donnés par 

extrapolation jusqu’à 1021 cycles du comportement en fatigue sont donc à considérer avec 

beaucoup de précautions. Néanmoins, l’analyse de ce cas permet de se familiariser avec le 

fonctionnement du modèle et permet de compléter l’analyse de la multiaxialité faite au 

Chapitre I.  

La Figure  IV.26 montre l’évolution de l’endommagement d2 du pli à 45° et d1 du pli à 0° au 

cours du chargement en fatigue. Le chargement quasi-statique n’induit pas 

d’endommagement. Le premier endommagement apparait lors du premier saut de séquences. 

Il est intéressant de noter que l’endommagement matriciel s’initie dans les zones où 

l’amplitude est la plus grande : au bord d’attaque et au bord de fuite du côté extrados (cf 

Figure I.34 et Figure  IV.26). La répartition des contraintes suite à la perte de raideur locale 

engendrée par cet endommagement matriciel fait que l’endommagement se propage 

progressivement à l’ensemble de la section. L’endommagement dans la direction des fibres 

s’amorce quant à lui plus tard. Il atteint des valeurs significatives une fois que 
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l’endommagement matriciel est saturé dans les plis à ±45°. La rupture est détectée dans le 

spar cap du côté de l’intrados à 9,3.1020 cycles.  

 

 

     

 

 
Figure  IV.26 : Evolution de l’endommagement de la section en fatigue sur un tour de turbine sous un vent 

moyen de 10 m/s, prévue par le modèle d’endommagement  
(a) Endommagement matriciel d2 dans les plis à 45° (b) Endommagement sens fibre d1 dans les plis à 0° 

L’endommagement progressif dans chacun des plis de la section engendre une variation de la 

raideur de la section. Cette variation est quantifiée à l’aide de la perturbation résiduelle 

( )pppp cba ψ,,,  de la section et de la perte de raideur sécante :  
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sec iitionS  sont respectivement les termes courants et initiaux diagonaux de la 

matrice de souplesse sécante de la section identifiée par la relation : 
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Step 3 : 
5,1.1013 cycles 
(Premier saut 

de cyles) 

Step 30 : 
3,1.1019 cycles 

Step 50 : 
3,6.1020 cycles 

Step 78 : 
9,3.1020 cycles 

(Rupture) 
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La perturbation résiduelle à l’échelle de la section est négligeable même en fin de simulation 

où elle atteint : 
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L’évolution des pertes de raideur de la section est donnée en Figure  IV.27. La correspondance 

avec les instants décrits en Figure  IV.26 est précisée. Nous voyons que la perte de rigidité de 

flexion selon Bx
r

 augmente tôt dans le chargement pour atteindre un premier palier de 20%. 

Ce comportement est lié à l’endommagement matriciel des plis à ±45° qui se propage du 

bord d’attaque et du bord de fuite vers le milieu de la section. Au-delà de 1020 cyles, nous 

observons une reprise de la chute de la rigidité de flexion selon xB accompagnée d’une chute 

de la rigidité axiale et de flexion selon xB. Ceci est lié à l’endommagement dans la direction 

des fibres des plis à 0° qui atteint des valeurs non négligeables. La rigidité de torsion varie 

mais ne subit pas de chute comme les autres rigidités. Cette rigidité est principalement liée à 

la raideur dans la direction des fibres des plis à ±45° dans lesquels l’endommagement sens 

fibre reste faible. Rappelons que la perte de raideur dans la direction des fibres en fatigue 

prévue par le modèle s’éloigne de la réalité dans le but unique de prévoir la durée de vie (cf 

 Chapitre III). Les pertes de raideurs observées en Figure  IV.27 sur les dernières décades sont 

donc à interpréter avec prudence. 
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Figure  IV.27 : Evolution des pertes de raideur de la section sur un tour de turbine sous un vent moyen de 
10 m/s 

Step 78 : rupture à 
9,3.1020 cycles 

Step 3 : 5,1.1013 cycles 
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c. Comparaison avec l’approche normative 

i. Comparaison de l’endommagement au bout de 20 ans 

La vitesse de rotation de la pale sur ce chargement est de 23 tr/min. En considérant un 

fonctionnement en continu de la turbine dans ces conditions (8760 h/an) l’occurrence de ce 

cycle sur une année serait de 1,2.107. En considérant que le chargement étudié avec cette 

occurrence de 1,2.107 cycles soit représentatif de la sollicitation annuelle de la section de pale, 

la comparaison de l’endommagement de la structure au bout de 20 années de fonctionnement 

prévu par les deux approches est donnée en Figure  IV.28  

 
 

Figure  IV.28 : Comparaison de l’endommagement au bout de 20 années de fonctionnement prévu par  
(a) l’approche normative (endommagement macroscopique du stratifié) et (b) le modèle d’endommagement 

progressif (endommagement matriciel d2 des plis à 45°) 

L’endommagement comparé est l’endommagement macroscopique donné par la relation 

( IV.34) pour l’approche normative (Figure  IV.28.a) et l’endommagement matriciel d2 des plis 

à 45° pour le modèle d’endommagement (Figure  IV.28.b). Les deux approches donnent le 

bord de fuite comme zone d’initiation des premiers endommagements. L’approche normative 

prévoit néanmoins une initiation de l’endommagement sur l’intrados alors que le modèle 

d’endommagement progressif prévoit une initiation sur l’extrados. Vu les valeurs de cet 

endommagement, leur comparaison n’aurait pas de sens. Rappelons néanmoins que 

l’endommagement macroscopique donné par l’approche normative n’a pas de sens physique 

alors que l’endommagement matriciel donné par le modèle d’endommagement peut quant à 

lui être évalué ce qui peut laisser entrevoir un monitoring de la pale en suivant l’évolution 

des modules d’élasticité dans le temps. 

ii. Comparaison des zones critiques, entrainant la ruine de la structure 

L’approche normative, basée sur un calcul linéaire, ne décrit pas l’histoire de 

l’endommagement et ne fait donc pas de distinction entre la zone d’initiation de 

l’endommagement et la zone qui entraine la ruine de la structure. Le critère de rupture de 

l’approche normative est de type rupture du premier pli, et cette approche donne le bord de 

fuite comme zone critique qui définit la durée de vie (Figure  IV.28.a). 

Il est alors intéressant de constater que le modèle d’endommagement décrit des valeurs 

maximales d’endommagement matriciel dans cette zone pour un nombre de cycles semblable 

(Figure  IV.28.b). Le modèle d’endommagement progressif a cependant la faculté, grâce au 

calcul itératif de l’endommagement de la structure, contrairement à l’approche normative, de 

modéliser la progression de l’endommagement jusqu’au critère de ruine de la structure. Si le 

critère de ruine de la structure considéré est celui de la rupture dans la direction des fibres 

(a) (b) 
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d’un pli d’UD (critère considéré pour l’arrêt du calcul), alors la zone critique qui définit la 

durée de vie de la structure est le spar-cap de l’intrados, et plus précisément, les plis à 0° du 

spar-cap (Figure  IV.26.b, step 78). Précisons toutefois que d’autres critères de détermination 

de la durée de vie sont possibles, par exemple en perte de raideur, de résistance résiduelle ou 

en déformation résiduelle qui donneraient probablement d’autres durées de vie et les zones 

critiques associées. Notons que ces critères peuvent être appliqués à l’échelle des stratifiés ou 

à l’échelle de la structure. Toutefois, par soucis de simplification, seuls les résultats associés 

au critère de rupture des fibres des plis d’UD seront présentés dans ce mémoire. 

iii. Comparaison des durées de vie 

A titre informatif, pour ce cycle, l’approche normative, donne une durée de vie de 3,3.1015 

cycles sans coefficients de sécurité et de 1,6.1012 cycles avec les coefficients de sécurité décrits 

dans le Tableau  IV.2. L’application de ces coefficients de sécurité aux contraintes moyennes 

et aux amplitudes de la même manière que pour l’approche normative (cf relation ( IV.33)) 

réduit la durée de vie obtenue, selon le critère de rupture des fibres par le modèle 

d’endommagement à 8,9.1015 cycles. Ces résultats sont reportés dans le Tableau  IV.5. 
 

 Modèle d’endommagement Approche normative 

Sans coefficient de sécurité matériau 9,3.1020 cycles 3,3.1015 cycles 

Avec coefficient de sécurité matériau 8,9.1015 cycles 1,6.1012 cycles 
Tableau  IV.5 : Comparaison des durées de vie (en nombre de tour sous un vent moyen de 10 m/s) obtenue 

en fonction des approches utilisées 

Même si le modèle d’endommagement proposé est plus optimiste que l’approche normative, 

les durées de vies sont difficilement comparables car très grandes. Un autre cas d’application 

est étudié ci-après avec pour objectif de se rapprocher de la réalité. 
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IV.3.4. Application au calcul en fatigue sous chargement d’amplitude variable : 

chargement réprésentatif simplifié d’une turbine de classe I 

a. Définition du chargement 

Le chargement complet en fatigue d’une pale d’éolienne n’est pas envisageable dans le cadre 

de cette étude. Nous nous attacherons donc à décrire un chargement minimal qui soit tout de 

même représentatif d’une année de fonctionnement d’une turbine. Ce spectre de chargement 

simplifié est constitué : 

- du fonctionnement normal de la turbine dans des conditions de vent turbulent sur 

une année, 

- de phases de démarrage dans des conditions de vent normal, 

- de phases d’arrêt dans des conditions de vent normal. 

La définition des simulations nécessaires à la construction de cette séquence de chargement 

est issue des recommandations de l’organisme de certification DNV-GL dans son 

« guideline » de 2010 pour les turbines terrestres [Germanischer Lloyd10]. 

i. Fonctionnement normal de la turbine dans des conditions de vent turbulent 

Les organismes de certification recommandent de simuler le comportement de la turbine, 

entre autres, dans des conditions de vent turbulent. Les champs de vents turbulents sont 

définis autour d’une valeur moyenne de vent prise à la hauteur du moyeu (Vhub). Les 

turbulences sont définies par des variations locales de vitesse et de direction du vent. De 

manière à être représentatives, les simulations du calcul de charge représentent un 

fonctionnement sur 10 min. Les moments internes de flexion au cours d’une telle simulation 

pour Vhub = 10 m/s, calculés au centre de la section, sont représentés en Figure  IV.29.  
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Figure  IV.29 : Moments internes de flexion à 8,8 m d’envergue de G1 : fonctionnement normal dans des 

conditions de vent turbulent à Vhub = 10 m/s 

Le fonctionnement de la turbine de sa vitesse d’entrée Vin à sa vitesse de coupure Vout est 

décrit en réalisant ces simulations avec des pas de vitesse de vent de 2 m/s. L’occurrence de 

ces séquences de chargement est ensuite calculée en supposant une distribution de Rayleigh 
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autour de la valeur moyenne du vent annuel liée au site d’installation de la turbine. Pour une 

turbine de classe I, la vitesse moyenne de vent annuelle est Vave = 10 m/s. 

L’export des résultats de la simulation dynamique du calcul de charges a été réalisée avec un 

pas temporel de 0,2 s, ce qui nous donne 3000 instants à traiter pour chaque simulation de 10 

min décrivant le fonctionnement de la turbine pour une vitesse de vent donnée. 

Pour réduire le temps de calcul de l’endommagement en fatigue, le choix a été fait de 

simplifier ces simulations. Pour ceci nous simulons le comportement d’un tour de turbine 

dans des conditions de vents normales comme celui exposé au paragraphe précédent et par 

homothétie, nous modifions le chargement obtenu par rotation sous vent normal (quelques 

secondes) de manière à avoir, composante par composante, les mêmes valeurs maximales et 

minimales que celles données par la simulation sous vent turbulent (10 minutes). Par 

exemple, l’évolution des moments internes d’un tour de turbine sous vent normal de 10 m/s 

donnée en Figure  IV.25.b devient, après correction des maxima et minima extraits de la 

sollicitation sous vent turbulent de la Figure  IV.29, l’évolution illustrée en Figure  IV.30. 

Cette simplification est bien entendu discutable car elle modifie sensiblement le chargement. 

Cependant, elle nous permet de diviser par 300 le nombre de pas de chargement et donc la 

durée du calcul avec le modèle d’endommagement. 
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Figure  IV.30 : Moments internes à 8,8 m d’envergure de G1 pour un tour de turbine dans des conditions de 
vent normal Vhub = 10 m/s après correction pour représenter un tour dans des conditions de vent turbulent 

Avec pour même objectif de réduire au maximum le nombre de pas de charge de la séquence 

étudiée, seules les vitesses de vents Vhub = 6 m/s, Vhub = 10 m/s, Vhub = 13,5 m/s, Vhub = 17 

m/s, et Vhub = 21 m/s seront considérées. Le temps de fonctionnement annuel pour chaque 

simulation, qui nous permet de calculer ensuite son occurrence, est donné en Figure  IV.31. 

0

500

1000

1500

2000

2500

0 5 10 15 20 25

V hub (m/s)

T
em

ps
 d

e 
fo

n
ct

io
n

ne
m

e
nt

 
an

nu
el

 (
h)

 
Figure  IV.31 : Temps de fonctionnement annuel sous chaque vitesse de vent considérée d’après la 

distribution de Rayleigh centrée autour de Vhub = 10 m/s 
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ii. Phases de démarrage et d’arrêt dans des conditions de vent normales 

Nous considérerons le démarrage et l’arrêt de la turbine pour ses vitesses d’entrée et de 

coupure. L’occurrence annuelle associée à chacune de ces conditions est donnée dans le 

Tableau  IV.6.  
 

Condition Vent Vhub (m/s) Occurrence 

annuelle 

Démarrage Normal 4 1000 

Démarrage Normal 25 50 

Arrêt Normal 4 1000 

Arrêt Normal 25 50 
Tableau  IV.6 : Occurrence des cas de démarrage et d’arrêt 

L’évolution des moments internes de flexion dans le cas de la phase de démarrage à  

Vhub = 4 m/s, donnée en Figure  IV.32, illustre la complexité du chargement. Pour ce cas, le 

chargement est constitué de cycles de grande amplitude, liés aux tours de turbine, et de 

cycles de plus faible amplitude, liés au comportement dynamique de la pale sur un tour. 
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Figure  IV.32 : Evolution des moments internes de flexion à 8,8 m d’envergure de G1 sur les 50 premières 

secondes de la simulation d’un démarrage à Vhub = 4 m/s 

Après ré-échantillonnage des simulations, la séquence de chargement utilisée compte 123 pas 

de temps. Le temps nécessaire à l’algorithme de calcul de l’endommagement sous chargement 

quasi-statique pour parcourir cette séquence est compris en moyenne entre 10 et 15 min avec 

un PC 4 processeurs Inter® Core™ i5-5250 CPU @ 1,6 GHz. Le temps de calcul lié aux 

étapes complémentaires pour le calcul de l’endommagement en fatigue est négligeable devant 

le temps de calcul en statique. Le temps de calcul total est obtenu approximativement en 

multipliant le temps de calcul de l’algorithme statique par le nombre de sauts de séquences. 
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b. Résultats du calcul avec le modèle d’endommagement progressif 

A la fin du balayage de la séquence par l’algorithme de calcul de l’endommagement quasi-

statique, un endommagement matriciel de valeur maximale d2 = 0,02 est localisé sur le milieu 

de l’intrados (Figure  IV.33.a, step 2). La partie avant de l’extrados est aussi très faiblement 

endommagée. Ces zones correspondent à des zones où la valeur moyenne de la déformation 

longitudinale est maximale en traction et en compression. Après le premier saut de séquences, 

l’endommagement matriciel au bord de fuite atteint une valeur proche de 1 (Figure  IV.33.a, 

step 3). Dans cette zone, l’amplitude des sollicitations est maximale ce qui explique que son 

endommagement soit privilégié en fatigue. Ensuite l’endommagement matriciel s’intensifie 

dans ces trois zones déjà endommagées au cours du chargement cyclique (Figure  IV.33.a, step 

5) jusqu’à se généraliser à l’ensemble de la section. La rupture des fibres intervient dans les 

plis à 0° du spar-cap entre 2,7.107 et 2,2.109 séquences (Figure  IV.33.b, step 23). Notons 

qu’un saut de séquences plus petit serait nécessaire pour identifier avec plus de précision la 

durée de vie de la section soumise à cette sollicitation (Figure  IV.34). 

 

 

 

     
 

Figure  IV.33 : Evolution de l’endommagement de la section en fatigue sous un spectre de chargement 
simplifié, prévue par le modèle d’endommagement 

(a) Endommagement matriciel d2 dans les plis à 45° (b) Endommagement sens fibre d1 dans les plis à 0° 

(a) (b) 
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Les pertes de raideur de la section sont tracées au cours du chargement cyclique en Figure 

 IV.34. On observe en effet que le dernier saut de séquences est probablement trop long ce qui 

entraine la rupture brutale des plis à 0°. Une incertitude est donc introduite sur la durée de 

vie qui se situe entre l’avant dernière séquence simulée et l’instant initial de la dernière 

séquence sur laquelle l’algorithme de calcul de l’endommagement sous chargement quasi-

statique détecte la rupture des plis à 0° lorsqu’il est appelé au début de la procédure de calcul 

de l’endommagement en fatigue (cf Section  IV.2.3). 
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Figure  IV.34 : Evolution des pertes de raideur de la section sous spectre de chargement simplifié 

 

c. Comparaison avec l’approche normative 

i. Comparaison de l’endommagement au bout de 20 ans 

La comparaison de l’endommagement de la structure au bout de 20 années de 

fonctionnement prévu par l’approche normative et le modèle d’endommagement est donnée 

en Figure  IV.35 

   
 

Figure  IV.35 : Comparaison de l’endommagement au bout de 20 années de fonctionnement prévu par  
(a) l’approche normative (endommagement macroscopique du stratifié) et (b) le modèle d’endommagement 

progressif (endommagement matriciel d2 des plis à 45°) 

Les deux approches donnent les peaux du sandwich autour du spar cap comme zone 

d’initiation des premiers endommagements. Précisons tout de même que la part 

d’endommagement de fatigue prévue par le modèle d’endommagement est faible devant 

l’endommagement statique et que la comparaison perd en sens. Néanmoins les zones 

Step 3 : 4,7.103 séquences Step 23 : rupture à 
2,2.109 séquences 

Avant dernière séquence 
simulée : 2,7.107 
séquences 
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d’initiation de l’endommagement prévues par les deux approches sont semblables et nous 

pouvons noter que l’approche normative est bien plus conservative que le modèle 

d’endommagement. 

ii. Comparaison des zones critiques, entrainant la ruine de la structure 

Comme précédemment, nous constatons que le modèle d’endommagement prévoit une 

rupture de fibres et donc la ruine de la structure dans une zone différente de celle où 

l’endommagement s’est initié, contrairement à l’approche normative qui ne peut pas faire 

cette distinction. 

iii. Comparaison des durées de vie 

Les durées de vies (en séquence de chargement ou en année) obtenues avec les deux 

approches, avec et sans les coefficients de sécurité matériaux sont regroupées dans le Tableau 

 IV.7. Les conclusions sur la localisation de l’endommagement dans la section dépendent peu 

de l’introduction des coefficients de sécurité. En effet, la valeur du coefficient affecté à 

l’amplitude est proche de celle du coefficient de sécurité appliqué à la valeur moyenne. En 

revanche, la durée de vie est fortement influencée par l’introduction des coefficients de 

sécurité. L’approche normative avec coefficients de sécurités prévoit même la rupture de la 

section au bout de quelques jours seulement. Précisons alors que la séquence étudiée constitue 

un chargement fortement simplifié et qu’on ne peut pas prendre de décision sur la tenue en 

fatigue de la structure sans réaliser un calcul plus complet. 
 

 Modèle endommagement Approche normative 

Sans coefficient de sécurité matériau Entre 2,7.107 et 2,2.109 séquences 2,0.102 séquences 

Avec coefficient de sécurité matériau 1,7.104 séquences rupture 
Tableau  IV.7 : Comparaison des durées de vie (en séquences ou en années) obtenues en fonction des 

approches utilisées pour la section considérée 

Nous avons pu vérifier une deuxième fois que l’approche normative est fortement 

conservative par rapport au modèle d’endommagement progressif. En plus de fournir des 

informations sur l’endommagement physique des sections (que l’on quantifie par des pertes 

de raideurs, des déformations résiduelles et la résistance résiduelle) et de pouvoir considérer 

l’aspect multiaxial du chargement à l’échelle du matériau, le modèle d’endommagement 

progressif permet de tolérer les endommagements non critiques pour la structure et de 

déterminer la durée de vie sur un critère de ruine du matériau (rupture des fibres) plutôt 

qu’un critère de premier endommagement qui concerne souvent la matrice. 
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IV.4. Conclusion du chapitre 

Dans ce dernier chapitre, nous avons exposé une démarche de calcul des contraintes dans une 

section droite de poutre qui permet de partitionner le calcul à l’échelle de la structure en 

plusieurs sections et donc de réduire le temps du calcul de l’endommagement. L’écart entre le 

calcul sur une section de poutre et le calcul par éléments finis coque a été quantifié à l’aide 

d’un exemple. Il est apparu que la description des champs de contraintes et de déformations 

était satisfaisante avec le calcul de section de poutre bien qu’elle présente quelques écarts par 

rapport au modèle coque. 

Une stratégie numérique a ensuite été proposée pour le calcul de l’endommagement sous 

chargements quasi-statiques d’une part et sous chargement de fatigue d’amplitude variable 

non proportionnel d’autre part. Les spécificités liées à la résolution numérique à l’échelle de 

la section concernent principalement le calcul des sauts de séquences variables à l’aide des 

fonctions de cumul des distributions. Une méthode de comptage de cycles (Rainflow) a été 

nécessaire pour traiter le caractère variable de la sollicitation. 

Enfin, le modèle a été appliqué au calcul d’une section droite de pale d’éolienne sous 

chargement quasi-statique et de fatigue. Les résultats du calcul avec le modèle 

d’endommagement ont été comparés à l’approche normative. Pour réaliser le calcul linéaire 

de l’approche normative, un complément d’identification du matériau étudié a été nécessaire.  

Sous chargement quasi-statique, il est apparu que l’approche normative et le modèle 

d’endommagement prévoyaient de façon similaire la localisation du premier endommagement. 

Le calcul linéaire considère que la structure est ruinée quand le premier endommagement est 

atteint alors que le modèle d’endommagement permet de prévoir l’évolution du 

comportement de la section au-delà de ce premier endommagement et de déterminer le mode 

de rupture de la structure. Sur l’exemple traité, le modèle d’endommagement a prévu une 

rupture pour un effort plus de trois fois supérieur à celui identifié comme ultime par 

l’approche normative.  

En quasi-statique l’utilisation du critère de Puck dans l’approche normative permet de tenir 

compte de l’influence de la multiaxialité du chargement à l’échelle des plis. En fatigue, 

l’approche normative ne permet pas de la prendre en compte. Elle fait l’hypothèse d’une 

sollicitation uniaxiale à l’échelle des stratifiés de la section. L’approche que nous proposons 

permet de prendre en compte cette multiaxialité. Elle permet aussi de décrire 

l’endommagement pli par pli à l’aide de variables physiques (perte de raideur, déformation 

résiduelle). Comme pour le chargement quasi-statique, les sollicitations étudiées en fatigue 

ont montré que l’approche normative était plus conservative que le résultat du calcul avec le 

modèle d’endommagement proposé. Cependant, la précision de chaque méthode pour décrire 

la rupture de la section ne peut être éprouvée que par une comparaison à des essais sur 

structure qui n’ont malheureusement pas été réalisés pendant cette étude. 

Le modèle présenté au  Chapitre III est non seulement applicable à l’échelle de la structure 

mais présente de nombreux intérêts. Il donne en effet l’évolution des pertes de rigidités, des 

déformations résiduelles et de la résistance résiduelle au cours du chargement cyclique, il est 
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identifié à l’échelle du pli avec un nombre limité d’essais, et permet de calculer la durée de 

vie selon un critère de ruine de la structure. Toutefois, même en ayant réduit le calcul aux 

sections droites, la description pas à pas de l’ensemble de la séquence de chargement de la 

structure pour déterminer son endommagement quasi-statique induit des temps de calcul qui 

nécessitent encore un effort avant de pouvoir appliquer cette méthode dans des conditions de 

conception (multiplication des configurations) et de certification (multiplication des cas de 

charge). 

 

Les travaux présentés dans ce chapitre ont fait l’objet d’une communication aux JNC 

[Caous17c] et à Fatigue Design [Caous17d]. 
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Conclusion générale et perspectives 
 
 
Après avoir présenté le secteur éolien et l’endommagement en fatigue des matériaux composites, un modèle 
d’endommagement à l’échelle du pli a été proposé, identifié et confronté à l’approche normative en 
vigueur pour dimensionner une pale d’éolienne en fatigue. Nous avons alors montré que la compréhension 
et la modélisation de l’endommagement progressif du matériau composite à l’échelle du pli permet de 
calculer la durée de vie des pales d’éolienne tout en fournissant de nombreux indicateurs utiles à leur 
dimensionnement. 
 

 

Dans le premier chapitre de ce document nous nous sommes intéressés à la fatigue des 

structures en matériaux composites dans le secteur éolien. Il est apparu que l’optimisation de 

la conception des pales est un enjeu de ce domaine d’activité et qu’un des verrous concerne 

l’amélioration des méthodes de dimensionnement des matériaux composites en fatigue. En 

effet l’approche normative actuellement en vigueur [Germanischer Lloyd10] est basée sur une 

analyse à l’échelle du stratifié alors que les mécanismes d’endommagement sont localisés à 

l’échelle du pli et des constituants : fibres et matrice. Ceci a pour conséquence de rendre 

l’approche normative, soit trop conservative, soit trop coûteuse en essais de caractérisation.  

Le chargement à l’échelle de la pale étant multiaxial et non proportionnel, des indicateurs de 

multiaxialité de l’état de contraintes cycliques ont été définis. Ils ont mis en évidence que la 

sollicitation à l’échelle des plis était multiaxiale et non proportionnelle. Ces sollicitations 

engendrant des couplages entre les mécanismes d’endommagement, leur étude est apparue 

indispensable.  

Pour ceci, un matériau composite représentatif de l’éolien a été choisi. Ce matériau a été 

réalisé par infusion de fibres de verre NCF avec une matrice époxy. L’étude de la santé 

matière a montré de fortes variabilités en termes d’épaisseurs, de volume de fibres, 

d’ondulation des plis et de porosités qui ont des conséquences sur la mesure de 

l’endommagement en fatigue. 

 

Dans le deuxième chapitre, une synthèse bibliographique a été proposée sur les 

mécanismes et la cinétique d’endommagement des matériaux composites stratifiés. Ceux-ci 

sont similaires sous chargement monotone quasi-statique et de fatigue, mais différents en 

traction et en compression. Ils consistent, à l’échelle du pli, en des endommagements 

matriciels (décohésions fibres-matrice, fissures transverses) qui se développent tôt dans le 

chargement et nuisent au bon fonctionnement de la structure (pertes de raideur, et 

répartition déficiente des contraintes entre les fibres d’un même pli) sans pour autant 

impliquer de rupture directe, et des ruptures de fibres qui entraînent généralement la ruine 

de la structure. Sous sollicitations hors plan ou pour certaines stratifications, des 



Conclusion générale et perspectives 

 246 

endommagements interplis sont observés. Ils se manifestent par des délaminages et sont 

critiques pour la répartition des charges entre les plis et la tenue de la structure. 

Les paramètres influents sur l’endommagement ont été étudiés ce qui a permis de fixer un 

certain nombre de paramètres pour notre étude.  

Les méthodes de dimensionnement des matériaux composites stratifiés en fatigue ont été 

analysées. Il en est ressorti que les modèles basés sur la mécanique de l’endommagement 

pouvaient apporter des solutions intéressantes aux limites de l’approche normative. 

 

Dans le troisième chapitre, un modèle basé sur la mécanique de l’endommagement et 

formulé à l’échelle du pli a été proposé. Ce modèle est basé sur la description de la perte de 

raideur et de la déformation résiduelle dans le pli d’unidirectionnel, aussi bien en quasi-

statique qu’en fatigue. L’endommagement est modélisé à l’aide de variables internes qui 

rendent le calcul possible à l’échelle de la structure. Le couplage entre l’endommagement 

matriciel et la résistance dans la direction des fibres est aussi modélisé. 

L’identification du modèle a été détaillée. Elle s’appuie sur des essais quasi-statiques en 

traction et de fatigue uniaxiale en traction-traction sur des stratifiés [0], [±45]s et [±65]s. Le 

couplage entre l’endommagement matriciel et la résistance dans la direction des fibres est 

identifié à l’aide d’une procédure particulière : des plaques de [±45]s sont sollicitées en fatigue 

de manière à générer un endommagement matriciel, puis des éprouvettes de résistance 

résiduelle [0/90]s en sont extraites et caractérisées sous chargement monotone quasi-statique 

de traction. 

La confrontation du modèle avec des essais sur un stratifié [0/±45]s a donné des résultats 

satisfaisants. Cette comparaison semble montrer que l’endommagement des interfaces entre 

les plis (non modélisé) ne semble pas jouer un rôle prépondérant dans la durée de vie des 

stratifiés sollicités dans leur plan.  

 

Enfin, dans le quatrième et dernier chapitre, des hypothèses qui permettent de réaliser 

le calcul de l’endommagement en fatigue à l’échelle d’une section droite de poutre (la pale 

d'éolienne étant modélisée par une poutre à section droite variable) sont détaillées et évaluées 

par comparaison avec un calcul éléments finis avec des éléments coques. Une méthode 

d’implémentation numérique du modèle d’endommagement à l’échelle des sections de pale est 

proposée pour une sollicitation multiaxiale non proportionnelle et d’amplitude variable. Elle 

est basée sur le principe du saut de séquences et permet de modéliser l’évolution de 

l’endommagement dans chacun des plis jusqu’à la rupture de la structure. Cette rupture est 

déterminée par rapport aux informations données par le modèle : rupture de fibres, perte de 

raideur, déformation résiduelle, résistance résiduelle. Une comparaison avec l’approche 

normative sur un cas de calcul sous charge extrême et deux cas de calcul sous chargement de 

fatigue font apparaître que l’approche normative est en effet fortement conservative. 

L’amélioration des méthodes de dimensionnement permettront donc l’optimisation de ces 

structures.  
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Plusieurs perspectives à ce travail méritent d’être soulignées. 

 

Périmètre de l’identification - Tout d’abord, les analyses effectuées au Chapitre IV ont 

mis en évidence que le modèle avait été identifié uniquement en traction et pour des nombres 

de cycles très en deçà des nombres de cycles auxquels les ruptures interviennent dans la 

structure en service. Pour ces raisons un complément du modèle pour la compression serait 

souhaitable d’autant plus que nous avons vu au Chapitre II que les cinétiques 

d’endommagement étaient différentes en traction et en compression. L’étude de 

l’endommagement en fatigue pour des durées de vies plus élevées (au-delà de 107 cycles) 

semble indispensable pour que le domaine de validité du modèle corresponde au chargement 

des pales d’éoliennes. Notons que c’est l’objet d'une partie de la thèse d’Eileen Boissin en 

cours à l’I2M dans le cadre du projet EFFIWIND 

 

Résistance dans la direction des fibres - Ensuite, les mécanismes d’endommagement en 

fatigue dans la direction des fibres des plis d’unidirectionnels méritent d’être étudiés avec 

plus de précision. Nous avons observé que la résistance dans cette direction était couplée à 

l’endommagement matriciel et que l’augmentation de l’endommagement matriciel induisait 

un abattement de la résistance dans la direction des fibres (Chapitre III). Néanmoins un 

palier semble exister, que nous avons mis en évidence avec des essais à la température de 

transition vitreuse de la matrice. Cependant, la chute de résistance dans la direction des 

fibres engendrée par un endommagement matriciel maximal ne suffit pas à expliquer les 

ruptures observées en fatigue dans cette direction. Dès lors d’autres mécanismes 

d’endommagement, qu’il convient d’identifier, semblent intervenir dans les plis d’UD 

sollicités en fatigue dans la direction des fibres. Notons que le choix que nous avons fait de 

modéliser l’endommagement dans la direction des fibres par une variable de type perte de 

raideur s’est révélé inapproprié. Nous avons alors soulevé l’intérêt des approches multi-

échelles, qui prend en compte les effets de la microstructure, pour modéliser cet 

endommagement. 

Par ailleurs, la procédure d’identification de l’influence de l’endommagement matriciel sur la 

résistance dans la direction des fibres devrait être complétée par d’autres modes de 

sollicitation, d’une part pour vérifier l’indépendance de la loi au mode de chargement et 

d’autre part pour activer d’autres mécanismes d’endommagement que ceux activés par le 

cisaillement. 

 

Domaine de validité - La prise en compte des contraintes hors plan permettrait d’étendre 

le domaine de validité du modèle dans la structure. Elle nous permettrait par exemple de 

modéliser l’endommagement de manière plus précise dans des zones sollicitées hors plan 

comme les zones de changement d’épaisseur ou les zones d’assemblages qui engendrent 

notamment des endommagements interplis. Néanmoins le calcul à l’échelle de la section 

droite de poutre ne serait alors plus approprié, il faudrait passer à des sous modèles plus 

détaillés de la structure.  
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Fluage - La modélisation des déformations résiduelles réversibles (fluage) permettrait aussi 

d’enrichir le modèle d’autant plus que les stratifiés de la pale sur l’extrados et l’intrados sont 

soumis à des états de contraintes cycliques avec une contrainte moyenne non nulle (cf Section 

I.2). 

 

Santé matière - Nous avons vu que les propriétés mécaniques du matériau étaient sujettes à 

de nombreuses variabilités et une méthode a été présentée pour prendre en compte les 

variations de la fraction volumique de fibres. L’étude de l’influence des porosités et des 

ondulations de fibres dans le plan et hors plan sur l’endommagement en fatigue permettrait 

de pouvoir tenir compte de défauts localement identifiés dans la pièce (par contrôle non 

destructif après fabrication ou par simulation numérique du procédé). 

 

Vieillissement - La prise en compte de l’effet du vieillissement (hydrique en particulier) 

dans le modèle d’endommagement permettrait d’avoir une meilleure estimation de 

l’endommagement de la structure et permettrait notamment d’appliquer la démarche 

proposée au domaine des énergies marines renouvelables immergées, en particulier les 

hydroliennes dont le développement semble prometteur. 

 

 

Pour conclure, insistons sur le fait que modéliser l’endommagement en fatigue tel que nous 

le proposons est utile pour optimiser le dimensionnement d’une grande partie de la structure 

et permettre ainsi des gains en matière de masse et de coût économique. En effet, la 

comparaison avec l’approche normative en vigueur, montre que cette dernière semble générer 

des marges de sécurité importantes1. Néanmoins, l’optimisation du dimensionnement des 

matériaux composites dans la pale sur le seul critère de la fatigue risque de faire apparaître 

d’autres modes de défaillances que ceux que nous avons modélisés. Or, dans un contexte 

industriel sécuritaire, les marges de sécurité observées ne pourront être réduites que si tous 

les mécanismes d’endommagement, ou plus généralement de dégradations responsables des 

défaillances, sont modélisés. Pour aller dans ce sens, les perspectives identifiées à ce travail 

concernent : un complément de caractérisation et de modélisation de la résistance dans la 

direction des fibres et des déformations résiduelles, la prise en compte de l’état de contraintes 

dans son ensemble, la prise en compte de l’ensemble des variabilités liées au matériau et la 

modélisation de l’influence du vieillissement. 

 

 

 
 

                                        
1 Ce point devra toutefois être validé par des essais de structure 
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Annexe A. Quelques turbines 

A.1. Turbines off-shore actuellement sur le marché 

Siemens : SWT-6.0-1541 

 
Puissance nominale : 6,0 MW 
Diamètre rotor : 154 m 
Classe : IA 
Transmission : Entrainement direct 

Siemens : SWT-4.0-1302 

 
Puissance nominale : 4,0 MW 
Diamètre rotor : 130 m 
Classe : IB (diamètre 120 en IA) 
Transmission : Boite de vitesse 

Senvion : 6.2M1523 

 
Puissance nominale : 6,2 MW 
Diamètre rotor : 152 m 
Classe : S 
Transmission : Boite de vitesse 

GE : Haliade 150-6MW4 

 
Puissance nominale : 6,0 MW 
Diamètre rotor : 150 m 
Classe : IB 
Transmission : Entrainement direct 

Adwen : AD 5-1355 

 
Puissance nominale : 5 MW 
Diamètre rotor : 135 m 
Classe : nc 
Transmission : nc  

Adwen : AD 8-1806 

 
Puissance nominale : 8 MW 
Diamètre rotor : 180 m 
Classe : IB 
Transmission : Boite de vitesse 

                                        
1 Source image : http://www.siemens.com/ 
2 Source image : https://www.wind-energy-market.com/ 
3 Source image : https://www.senvion.com/global/ 
4 Source image : http://alstomenergy.gepower.com/ 
5 Source image : http://www.adwenoffshore.com/ 
6 Source image : http://www.adwenoffshore.com/ 
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A.2. Turbines terrestres les plus installées en 2015 en France [FEE16] 

Vestas : V-901 

 
Puissance nominale : 1.8 - 3 MW 
Diamètre rotor : 90 m 
Classe : IA, IIA, IIIA 
Pitch 

Senvion : MM922 

 
Puissance nominale : 1.8 - 3 MW 
Diamètre rotor : 92,5 m 
Classe : IIA 
Pitch 

Enercon : E-823 

 
Puissance nominale : 2 MW 
Diamètre rotor : 82 m 
Classe : IIA 
Pitch 

Nordex : N1004 

 
Puissance nominale : 2,5 – 3,3 MW 
Diamètre rotor : 100 m 
Classe : I-II 
Pitch 

Gamesa : G-905 

 
Puissance nominale : 2 MW 
Diamètre rotor : 90 m 
Classe : IIA/IIIA 
Pitch 

 

                                        
1 Source image : http://www.windpowermonthly.com/article/1096558/eolus-vind-acquires-36mw-vestas 
2 Source image : https://www.senvion.com/ 
3 Source image : http://en.wind-turbine-models.com/foto/7327/enercon-gmbh-e-82-2.000-kw-wind-
turbine-generator-klein-lessen-dillenberg-germany 
4 Source image : http://www.nordex-online.com/ 
5 Source image : http://www.renugen.co.uk/gamesa-g90-2mw-wind-turbine/ 
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Annexe B. Comportement mécanique des matériaux 

composites stratifiés 

B.1. Comportement élastique du pli unidirectionnel 

Le pli d’unidirectionnel, qui participe à la composition du stratifié, est considéré comme 

isotrope transverse. Sa loi de comportement est donc donnée par la matrice de souplesse 

suivante (en négligeant les phénomènes d’origine thermique) : 
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Lorsque les plis sont de faible épaisseur nous supposons que la contrainte hors plan est nulle. 

Nous nous plaçons donc dans des hypothèses de contraintes planes qui réduisent la matrice 

de souplesse à une matrice 3x3. Le comportement élastique du pli devient : 
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L’inversion de la matrice de souplesse donnée en ( B.2) donne la matrice de raideur [ ]K  

suivante dans le repère du pli :  
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Puis par rotation, nous obtenons, pour chaque pli d’indice k, la matrice [ ]kK  dans le repère 

du stratifié [Gay05] :  
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avec : 
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Expressions dans lesquelles ( )θcos=c  et ( )θsin=s  avec θ  l’angle du pli dans le repère du 

stratifié. 

B.2. Théorie des stratifiés (sans déformation résiduelle) 

Nous supposerons dans ce travail que le stratifié est sollicité en membrane. 

Soit stratσ  le vecteur des contraintes planes moyennes auquel le stratifié est soumis. Ces 

contraintes s’obtiennent en intégrant la contrainte dans l’épaisseur, et en supposant que les 

contraintes sont constantes dans chaque pli nous obtenons donc : 
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1 σσ  ( B.5) 

où ke  est l’épaisseur du pli d’indice k dans le stratifié d’épaisseur totale h. En considérant la 

relation ( B.4), cette relation devient : 
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En considérant que la déformation élastique de membrane 
e

zyxk ),,(,ε  est constante dans 

l’épaisseur du stratifié et donc égale à 
e
stratε , la relation ( B.6) s’écrit usuellement sous la 

forme : 

[ ] e
stratstrat A

h
εσ 1=  ( B.7) 

où [ ]A  est la matrice de raideur de membrane du stratifié calculée de la manière suivante : 
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B.3. Conséquence de l’introduction d’une déformation résiduelle à l’échelle du 

pli sur la théorie des stratifiés 

La théorie des stratifiés est formulée avec des hypothèses de comportement élastique linéaire 

[Gay05]. Si l’introduction de variables modélisant la perte de raideur n’apporte pas de 

modification à la théorie des stratifiés, l’introduction d’une déformation résiduelle doit être 

prise en compte et les modifications qui en découlent sont traitées ici. 

La théorie des stratifiés fait l’hypothèse que la déformation totale du stratifié est continue 

dans l’épaisseur et plus particulièrement qu’elle est constante dans le cas d’une sollicitation 

en membrane. Tous les plis sont donc sollicités par la même déformation totale stratε  qui se 

décompose pour chaque pli k, de façon différente en fonction de l’état d’endommagement de 

chacun, en une déformation élastique 
e
kε  et éventuellement une déformation résiduelle 

p
kε . 

L’introduction de cette déformation résiduelle à l’échelle des plis, transmissible à l’échelle du 

stratifié nous oblige à réécrire la relation de comportement du stratifié.  

 

La relation ( B.6) devient alors : 
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que l’on peut mettre sous la forme : 
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Ecrivons la relation ( B.10) comme suit : 
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Par analogie, nous obtenons à l’échelle du stratifié, la déformation élastique et la déformation 

résiduelle : 
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Annexe C. Analyse de l’état de contraintes cycliques 

multiaxial : Démonstration 

 
Nous démontrons ici la relation (I.13) entre la hauteur au milieu d’une ellipse et le déphasage. 

 

Montrons que 
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avec ] ]ππφ ;−∈  et [ [πω 2;0∈t  

 

Plaçons-nous à t tel que m
11 σσ = . 

On a alors 0)sin(1 =ta ωσ  qui admet deux solutions : 

- Soit 01 =aσ  qui ne nous intéresse pas 

- Soit 0)sin( =tω  d’où πω ±= 0t  

 

Dans le cas où 01 ≠aσ , on peut donc écrire que pour m
11 σσ = , deux abscisses 2σ  sont 

possibles : 

- Soit )sin()0( 1,2222 φσσσ am −=  

- Soit )sin()( 1,2222 φσσπσ am +=  

 

Posons 1,2D  la distance entre ces deux points. 

)sin(.2)()0( 1,22221,2 φσπσσ aD =−=  ( C.2) 

 

Le déphasage 1,2φ  vérifie donc l’égalité : 
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Annexe D. Analyse de l’état de contraintes cycliques 

multiaxial : Vues complémentaires 

 
Nous détaillons ici les vues d’analyse de l’état de contraintes dans la pale issu d’une simulation d’un tour 
de turbine sous vent moyen. Ces résultats sont complémentaires à ceux présentés et discutés à la Section 
I.2. 

D.1. Analyse uniaxiale 

D.1.1. Rapport de charge longitudinal 

 

 
Figure  D.1 : Rapport de charge longitudinal R à l’échelle du stratifié (a) Intrados (b) Extrados 

(échelle non linéaire) 

(a) 

(b) 
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D.1.2. Contrainte minimale longitudinale 

 
Figure  D.2 : Contrainte minimale min

xσ  longitudinale à l’échelle du stratifié (a) Intrados (b) Extrados 

(MPa) 

 

D.1.3. Contrainte moyenne longitudinale 

 
Figure  D.3 : Contrainte moyenne m

xσ  longitudinale à l’échelle du stratifié (a) Intrados (b) Extrados 

(MPa) 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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D.2. Analyse multiaxiale 

D.2.1. Direction principale de sollicitation 

a. Echelle du stratifié 

 

 
Figure  D.4 : Moyenne de la direction principale de la sollicitation mΘ  à l’échelle du stratifié  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.5 : Amplitude de la direction principale de la sollicitation aΘ  à l’échelle du stratifié  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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b. Echelle du pli 

i. Plis 0° 

 

 
Figure  D.6 : Moyenne de la direction principale de la sollicitation mΘ  dans les plis à 0°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.7 : Amplitude de la direction principale de la sollicitation aΘ  dans les plis à 0°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 

(b) 

(a) 

(b) 

(a) 
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ii. Plis +45° 

 

 
Figure  D.8 : Moyenne de la direction principale de la sollicitation mΘ  dans les plis à +45°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.9 : Amplitude de la direction principale de la sollicitation aΘ  dans les plis à +45°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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iii. Plis -45° 

 

 

 
Figure  D.10 : Moyenne de la direction principale de la sollicitation mΘ  dans les plis à -45°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.11 : Amplitude de la direction principale de la sollicitation aΘ  dans les plis à -45°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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D.2.2. Analyse de la biaxialité 

a. Echelle du stratifié 

i. Stratifié - σy vs  σx  

 

 
Figure  D.12 : Biaxialité σy par rapport à σx - Angle αy,x du stratifié  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.13 : Biaxialité σy par rapport à σx - Angle βy,x du stratifié 

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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Figure  D.14 : Biaxialité σy par rapport à σx - Déphasage ϕy,x du stratifié 

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.15 : Biaxialité σy par rapport à σx - Ouverture (b/a)y,x du stratifié 

(a) Intrados (b) Extrados 

 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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ii. Stratifié - τxy vs  σx  

 

 

 
Figure  D.16 : Biaxialité τxy  par rapport à σx - Angle αxy,x du stratifié  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.17 : Biaxialité τxy par rapport à σx - Angle βxy,x du stratifié 

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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Figure  D.18 : Biaxialité τxy par rapport à σx - Déphasage ϕxy,x du stratifié 

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.19 : Biaxialité τxy par rapport à σx - Ouverture (b/a)xy,x du stratifié 

(a) Intrados (b) Extrados 

 

 

 

 

 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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b. Echelle du pli 

i. Plis 0° - σ2 vs  σ1  

 

 
Figure  D.20 : Biaxialité σ2 par rapport à σ1 - Angle α2,1 dans les plis à 0°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.21 : Biaxialité σ2 par rapport à σ1 - Angle β2,1 dans les plis à 0°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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Figure  D.22 : Biaxialité σ2 par rapport à σ1 - Déphasage ϕ2,1 dans les plis à 0°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.23 : Biaxialité σ2 par rapport à σ1 - Ouverture (b/a)2,1 dans les plis à 0°  

(a) Intrados (b) Extrados 

 

 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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ii. Plis 0° - τ12 vs  σ1  

 

 

 
Figure  D.24 : Biaxialité 12τ  par rapport à σ1 - Angle α12,1 dans les plis à 0°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.25 : Biaxialité 12τ  par rapport à σ1 - Angle β12,1 dans les plis à 0°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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Figure  D.26 : Biaxialité 12τ  par rapport à σ1 - Déphasage ϕ12,1 dans les plis à 0°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.27 : Biaxialité 12τ  par rapport à σ1 - Ouverture (b/a)12,1 dans les plis à 0°  

(a) Intrados (b) Extrados 

 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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iii. Plis +45° - σ2 vs  σ1  

 

 

 
Figure  D.28 : Biaxialité σ2 par rapport à σ1 - Angle α2,1 dans les plis à +45°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.29 : Biaxialité σ2 par rapport à σ1 - Angle β2,1 dans les plis à +45°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 

 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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Figure  D.30 : Biaxialité σ2 par rapport à σ1 - Déphasage ϕ2,1 dans les plis à +45°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.31 : Biaxialité σ2 par rapport à σ1 - Ouverture (b/a)2,1 dans les plis à +45°  

(a) Intrados (b) Extrados 

 

 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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iv. Plis +45° - τ12 vs  σ1  

 

 

 
Figure  D.32 : Biaxialité 12τ  par rapport à σ1 - Angle α12,1 dans les plis à +45°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.33 : Biaxialité 12τ  par rapport à σ1 - Angle β12,1 dans les plis à +45°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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Figure  D.34 : Biaxialité 12τ  par rapport à σ1 - Déphasage ϕ12,1 dans les plis à +45°  

(a) Intrados (b) Extrados (degrés) 

 

 
Figure  D.35 : Biaxialité 12τ  par rapport à σ1 - Ouverture (b/a)12,1 dans les plis à +45°  

(a) Intrados (b) Extrados 

 

 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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D.3. Analyse du critère de Puck 

D.3.1. Pli 0° 

 

 
Figure  D.36 : Indice de rupture maximum de Puck max

Ef  sur le cycle dans les plis à 0°  

(a) Intrados (b) Extrados 

 

(a) 

(b) 
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D.3.2. Pli +45° 

 

 
Figure  D.37 : Indice de rupture maximum de Puck max

Ef sur le cycle dans les plis à +45°  

(a) Intrados (b) Extrados 

D.3.3. Pli -45° 

 

 
Figure  D.38 : Indice de rupture maximum de Puck max

Ef sur le cycle dans les plis à -45°  

(a) Intrados (b) Extrados 

(a) 

(b) 

(a) 

(b) 
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Annexe E. Modes de rupture observés lors des essais 

E.1. Stratifié [0]3 

En quasi-statique, les essais à rupture sur stratifié [0]3 sont réalisés à température 

ambiante et à une température proche de la température de transition vitreuse de manière à 

identifier les seuils de rupture YA et YB. Deux renforts ont été mis en œuvre : l’UD600 et 

l’UD1135. Cependant les essais à chaud ont été réalisés uniquement avec l’UD600. 

   
 

Figure  E.1 : Modes de rupture du [0]3 en quasi-statique 
(a) UD1135 à température ambiante (éprouvettes droites et échancrée) 

(b) UD600 à température ambiante (éprouvettes droites) 
(c) UD600 à 60°C, 80°C et 100°C (éprouvettes droites) 

En fatigue, les essais de durée de vie sont réalisés sur des stratifiés [0]3 fabriqué avec 

l’UD1135. Des éprouvettes droites et échancrées ont été utilisées. 

   
 

Figure  E.2 : Modes de rupture du [0]3 (UD1135) en fatigue ((a-b) éprouvettes droites et (c) échancrées) 

(a) (b) (c) 

(a) (b) (c) 
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Le mode de rupture des stratifiés [0]3, pour les deux renforts et les deux géométries 

d’éprouvettes testées, est de type déchaussement de mèches. En effet, les mèches glissent les 

unes par rapport aux autres. Il est difficile de savoir quelle est l’influence du serrage dans les 

mors sur la rupture observée. 

E.2. Stratifié [±45]2s 

En quasi-statique, les essais sur stratifié [±45]2s sont réalisés avec le renfort BX45-600. On 

n’observe pas de rupture de l’éprouvette jusqu’à 10% de déformation longitudinale, 

déformation à laquelle les essais ont été arrêtés car les mesures n’ont plus de sens. 

 
Figure  E.3 : Eprouvettes [±45]2s sollicitées en quasi-statique (éprouvettes droites) 

Pour la fatigue, les éprouvettes [±45]2s sont extraites de 4 plaques fabriquées avec le 

renfort BX45-600. Contrairement à la quasi-statique, les éprouvettes sollicitées en fatigue 

sont rompues et la rupture nette laisse apparaitre l’orientation des renforts à ±45°. Sur 

certaines éprouvettes, la rupture est observée à proximité des talons. Les résultats obtenus 

avec ces éprouvettes sont tout de même conservés car l’influence sur la durée de vie observée 

est faible. 

    
Figure  E.4 : Mode de rupture du [±45]2s en fatigue (éprouvettes droites) 
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E.3. Stratifié [±65]2s 

En quasi-statique, les essais sur stratifié [±65]2s sont réalisés avec le renfort BX25-600. La 

rupture est à proximité des talons pour la plupart des éprouvettes. Pour cette raison, seuls 

les résultats de l’éprouvette n°5 (éprouvette de droite) seront utilisés pour l’identification du 

comportement du stratifié [±65]2s en quasi-statique. 

 
Figure  E.5 : Mode de rupture du [±65]2s en quasi-statique (éprouvettes droites) 

En fatigue, les essais de durée de vie sont réalisés sur des éprouvettes droites [±65]2s issues 

de deux plaques fabriquées avec le BX65-600. Notons que la plupart des ruptures sont 

éloignées des talons. 

  
Figure  E.6 : Mode de rupture du [±65]2s en fatigue (éprouvettes droites) 
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E.4. Stratifié [±45/0/±45] 

Les essais sur stratifiés [±45/0/±45], fabriqués avec les renforts BX45-1000 et UD600 sont 

réalisés sur des éprouvettes échancrées sous chargements quasi-statiques et de fatigue. La 

rupture est éloignée des talons mais pas systématiquement dans la zone de section minimale.  

  
 

Figure  E.7 : Mode de rupture du [±45/0/±45] (éprouvettes échancrées) sous chargement 
(a) quasi-statique et (b) de fatigue 

 

(a) (b) 
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E.5. Stratifié [0/90]2s 

Parmi les éprouvettes [0/90]2s testées durant cette étude, seules les éprouvettes qui ont servi 

à l’identification des seuils de rupture dans la direction des fibres et de la loi de couplage 

entre l’endommagement matriciel et la résistance dans la direction des fibres sont présentés 

ici. Ces essais concernent deux matériaux : le BX45-602, pour lequel la loi de couplage entre 

l’endommagement matriciel et la résistance dans la direction des fibres a été identifiée de 

manière complète et le BX45-602, pour lequel seules les résistances à température ambiante 

et sous 80°C ont été déterminées. 

 

Les modes de ruptures des éprouvettes [0/90]2s en BX45-602 sollicitées en quasi-statique 

après leur extraction de plaques [±45]2s sollicitées en fatigue sont donnés ci-dessous. Les 

éprouvettes [0/90]2s sont positionnées à l’emplacement d’où elles ont été extraites des plaques 

[±45]2s. Pour certaines éprouvettes [0/90]2s un délaminage est observé autour de la zone de 

rupture. Néanmoins nous ne sommes pas en mesure de savoir si ce délaminage s’est propagé 

au moment de la rupture ou avant. La présence dans chaque plaque de [±45]2s, d’éprouvettes 

[0/90]2s ne présentant pas de délaminage et pour lesquelles la rupture intervient dans la zone 

de mesure de d12 valide le protocole expérimental proposé à la Section III.3.4. 

    
 
Figure  E.8 : Mode de rupture des éprouvettes [0/90]2s en BX45-602 sollicitées en quasi-statique après leur 

extraction de plaques [±45]2s endommagées en fatigue. Les niveaux d’endommagement atteints sont  
(a) d12 = 0,52 (b) d12 = 0,50 (c) d12 = 0,43 (d) d12 = 0,28 

 

(a) (b) (c) (d) 
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Les essais « classiques » de détermination de la résistance du [0/90]2s en BX45-602 à 

température ambiante et à 80°C donnent des modes de ruptures mixtes entre rupture de 

fibres et déchaussement de mèches. 

  
 

Figure  E.9 : Mode de rupture du [0/90]2s en BX45-602 en quasi-statique (éprouvettes droites) 
(a) à température ambiante (b) à 80°C 

Les essais « classiques » de détermination de la résistance du [0/90]2s en BX45-600 à 

température ambiante et à 80°C donnent des modes de ruptures de type rupture de fibres. 

   
 

Figure  E.10 : Mode de rupture du [0/90]2s en BX45-600 en quasi-statique (éprouvettes droites) 
(a-b) à température ambiante (c) à 80°C 

(a) (b) (c) 

(a) (b) 
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Annexe F. Calcul de la matrice tangente du pli et du stratifié 

La résolution numérique du modèle d’endommagement avec un pilotage en effort nécessite de 

déterminer la matrice tangente du stratifié. Celle-ci est déterminée à l’aide de la matrice 

tangente de chacun des plis. 

F.1. Expression de la matrice tangente du pli 

La loi de comportement à l’échelle du pli d’indice k s’écrit : 

[ ] p
kkkk S εσε +=  ( F.1) 

Pour un incrément de sollicitation exprimé dans le repère du pli, nous obtenons :  

[ ] [ ] p
kkkkkk ddSdSd εσσε ++=  ( F.2) 

 

Exprimons [ ]kdS  en fonction de kdσ  
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Exprimons maintenant 
p
kdε  en fonction de kdσ . L’équation (III.23) peut se mettre sous la 

forme : 
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La matrice tangente du pli k est donc définie, dans le repère du pli, par la relation : 
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F.2. Expression de la matrice tangente du stratifié 

La rotation du repère du pli vers le repère du stratifié est définie à l’aide des matrices de 

passage [ ]σT  et [ ]εT  : 

[ ] )3,2,1(,),,(, kzyxk dTd σσ σ=  ( F.12) 

[ ] )3,2,1(,),,(, kzyxk dTd εε ε=  ( F.13) 

Ces matrices s’expriment de la manière suivante : 
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avec ( )θcos=c  et ( )θsin=s  

 

A l’échelle du stratifié, la contrainte homogénéisée est définie comme l’intégrale de la 

contrainte dans l’épaisseur. En considérant la contrainte homogène dans chacun des plis, 

nous obtenons donc : 

∑=
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h
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1 σσ  ( F.16) 

Puis en développant : 
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Enfin, en considérant la déformation de membrane constante dans l’épaisseur du stratifié, 

nous pouvons écrire : 
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L’équation précédente nous permet d’identifier la matrice tangent du stratifié : 
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Annexe G. Identification du comportement en cisaillement 

dans un essai [±45]s 

 

En considérant un stratifié symétrique et équilibré (formé par autant de plis à -45° que de 

plis à +45°), la théorie classique des stratifiés nous permet d’écrire la relation suivante entre 

les contraintes et les déformations : 
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où 
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 sont respectivement la contrainte moyenne à l’échelle du stratifié, dans le 

repère du stratifié, et la déformation dans le repère du stratifié. 

 

En appliquant uniquement un effort selon x dans le repère du stratifié, il vient que  
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Le passage des déformations du repère du stratifié vers celui du pli s’obtient de la façon 

suivante : 
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avec ( )θcos=c  et ( )θsin=s  

 

On en déduit que  

( )yx εεεε +==
2

1
21  ( G.4) 

Et que pour un pli à 45° : 

( )yx εεγ −−=12  ( G.5) 

Pour un pli à -45° cette relation devient :  

( )yx εεγ −=12  ( G.6) 
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Le stratifié étant équilibré et composé de plis identiques, on sait que les contraintes à 

l’échelle du pli dans le repère du stratifié respectent la relation :  
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L’état de contraintes à l’échelle du pli, dans le repère du stratifié est donc : 

( )
( )
( ) ( ) 
















=
















θθ

θ

θ

τ

σ

τ
σ
σ

,,

,

,

0

kxy

x

kxy

ky

kx

 ( G.8) 

 

Le passage des contraintes du repère du stratifié vers le repère du pli est donné par la 

relation : 
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avec ( )θcos=c  et ( )θsin=s , qui donne dans le cas d’un pli à 45° : 

xστ
2

1
12 −=  ( G.10) 

ou dans le cas d’un -45° : 

xστ
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12 =  ( G.11) 
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Annexe H. Identification du couplage cisaillement-transverse 

dans un essai [±65]s 

Le comportement à l’échelle du pli, avec un endommagement nul dans la direction des fibres, 

est donné par la relation suivante : 
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Hypothèse 1 : Aux instants de l’essai considérés pour l’indentification du modèle, on suppose 

que 02 ≥σ , donc que ( )2
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La matrice de raideur du pli dans le repère du pli s’écrit donc 
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Et dans le repère du stratifié on a 
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Hypothèse 2 : On suppose que le stratifié est parfaitement symétrique et équilibré. Ceci 

permet pour un essai de traction, de considérer que le cisaillement e
xyγ  dans le repère du 

stratifié est nul. 

 

Ceci nous permet d’écrire  
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où c et s signifie cos et sin de l’angle de passage entre le repère du stratifié et celui du pli 

 

Le système ( H.4) peut être mis sous la forme 
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Cas 1 : Si xc  et yc  sont nuls (ie e
y

e
x εε = ) , alors 
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Cas 2 :  

Servons nous de la première équation du système pour exprimer ( )21 d−  en fonction de 

( )121 d− . 

Si ( ) 01 12 ≠−+ dca xx , il vient : 

( ) ( )
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−=−  ( H.7) 

En intégrant cette égalité dans la seconde équation du système, on obtient : 

( )
( ) ( ) ( )

( ) ( ) 01
1

1
1

1

1
12

12

12

12

12

12 =+−








−+
+−

−+−+








−+
+−

− y
xx

xx
yy

xx

xx
y dd

dca

ddb
cdb

dca

ddb
a  ( H.8) 

Qui peut être mis sous la forme 

( ) ( ) 011 12

2

12 =+−+− CdBdA  ( H.9) 

avec 

xyxy bccbA −=  

yxxyyxxy dcdcbabaB +−+−=  

yxxy dadaC +−=  

 

En remarquant que A = 0, on obtient : 

( )
yxxyyxxy

yxxy
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B

C
d

+−+−
−

=−=− 121  ( H.10) 

On en déduit la valeur de 2d  à l’aide de la relation ( H.7) 

 

 



 



 

ROLE DE L'ENDOMMAGEMENT SUR LA DUREE DE VIE EN FATIGUE DES MATERIAUX 

COMPOSITES STRATIFIES : APPLICATION AU DOMAINE EOLIEN 

RESUME : 

Aujourd’hui, le marché de l’éolien est confronté au double enjeu d’augmenter encore la 

longueur des pales des turbines offshore et d’alléger les pales des machines terrestres afin 

de pouvoir les installer dans des zones moins ventées. Un des verrous identifiés pour 

répondre à ce double enjeu est l’amélioration de la prévision de l’endommagement des 

pales en fatigue. Un modèle d’endommagement en fatigue est proposé pour le type de 

matériau le plus utilisé dans les pales d’éoliennes : les matériaux composites stratifiés 

réalisés par infusion avec des renforts non tissés NCF en fibre de verre avec une matrice 

époxy. Ce modèle permet de décrire l’évolution de la résistance, de la rigidité et de la 

déformation résiduelle des plis d’unidirectionnels soumis à des sollicitations cycliques 

multiaxiales. Ainsi, la durée de vie de n’importe quelle séquence d’empilement peut être 

estimée à l’aide d’un faible nombre d’essais conventionnels quasi-statiques et de fatigue sur 

des stratifiés [0], [±45] et [±65]. L’état d’endommagement du matériau est décrit à l’aide de 

variables internes qui décrivent la déformation résiduelle et les pertes de raideur transverse 

et de cisaillement. Ces variables sont définies à l’échelle du pli et évoluent sous des 

chargements quasi-statiques monotones ou cycliques. Une procédure particulière a été 

développée dans cette étude pour identifier la relation entre la résistance résiduelle du pli 

dans la direction des fibres et l’endommagement matriciel. Le modèle proposé a été 

implémenté de manière à calculer l’évolution de l’endommagement et la durée de vie de 

sections de pales d’éoliennes soumises à des chargements cycliques multiaxiaux 

d’amplitude variable. 

Mots clés : Endommagement, Fatigue, Composite stratifié, Pales d’éoliennes, Durée de vie, 

Echelle du pli. 

ROLE OF THE DAMAGE ON THE FATIGUE LIFE OF COMPOSITE LAMINATES:  

APPLICATION TO THE DESIGN OF WIND TURBINE BLADES 

ABSTRACT :  

Nowadays, wind turbine blade market is confronted with the double issue to still increase 

the length of offshore wind turbine blade, and to make on-shore ones ever lighter in order to 

reach less windy areas. One of the keys identified to overcome this double issue is the 

accuracy of wind turbine blade fatigue life assessment. A fatigue damage model is proposed 

for wind turbine blade materials (composite laminate with glass non crimp fabric – epoxy 

processed by vacuum assisted infusion). This model allows describing residual strength, 

residual stiffness, residual strain and fatigue life of any laminate sequence under multiaxial 

loadings. Only a few specific and conventional static and fatigue tests on [0], [±45] and 

[±65] laminates are needed for identifying the model parameters. The internal damage state 

variables used to describe matrix damage are the residual strain and the residual transverse 

and shear stiffness. They are defined at the unidirectional ply scale, and evolve either under 

quasi-static or cyclic loading. A specific procedure has been developed in this study to 

identify the residual strength of the ply in the fibre direction as a function of the matrix 

damage parameters. This fatigue damage model has been implemented in order to provide 

the fatigue damage evolution and the fatigue life of sections of wind turbine blades under 

multiaxial and variable amplitude fatigue loadings. 

Keywords : Damage, Fatigue, Composite laminates, Wind Turbine Blade, Fatigue life, 

Sub-laminate model 


