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NOMENCLATURE

BTC Bend-Twist Coupling

CFD Computational Fluid Dynamics
CFT Couplage Flexion-Torsion

HPP Hypothese des Petites Perturbations
IFS Interaction Fluide-Structure

MEF Méthode des éléments finis

MFN Mécanique des Fluides Numérique
PTV Principe des Travaux Virtuels

QS  Quasi-Statique

RANS Reynolds Averaged Navier-Stokes

UD  UniDirectionnel



INTRODUCTION GENERALE

Depuis plusieurs décennies maintenant, les hydrofoils se démocratisent dans le domaine
naval, et cela a différentes échelles. Les hydrofoils sont des profils portants présents sous
des engins navals permettant leur sustentation (ou, a minima, une réduction de leur tirant
d’eau) et ainsi, une diminution significative de leurs frottements avec 1'eau.

Aujourd’hui, les hydrofoils sont présents sur différents types de supports tels que des
navires de transport de passagers, des voiliers de course ou encore des planches a voile
(windfoil). Cette révolution technologique donne lieu & de nombreuses études portant sur
une grande variété de phénomenes physiques, tels que les vibrations, les effets de surface
libre, la ventilation, la laminarité ou encore la cavitation.

En conséquence, 'optimisation de ce type d’appendice peut étre réalisée en considérant
différents objectifs, tels que la minimisation de la trainée, la réduction de 'apparition de
la cavitation ou encore la maximisation de la stabilité du foil.

Ces optimisations peuvent étre conduites de maniere empirique ou les architectes iden-
tifient les meilleurs designs de foils par expérience. Cette approche, adoptée historiquement
pour la conception de navires, est coliteuse en ressources et en temps car elle repose sur
la conception de prototypes. L’important progres des moyens informatiques survenu ces
dernieéres décennies permet de pallier a ce probleme via des méthodes de modélisation
numeérique.

Sur certains navires, les foils sont soumis a d’importants efforts hydrodynamiques et
se déforment donc de maniere significative. Dans ce cas, il est primordial de modéliser
les Interactions Fluide-Structure (IFS) des foils en écoulement. Pour concevoir un foil
rigide, les efforts hydrodynamiques auxquels il est soumis sont estimés numériquement
puis sa structure est dimensionnée a partir de ces efforts, en cherchant a minimiser ses
déformations.

Pour des foils souples, une approche couplée doit étre adoptée, ou les IF'S dun foil sont
prédites en alternant entre un solveur fluide et structure. Ce protocole permet de rendre
compte de la modification de I’écoulement fluide autour du foil déformé, qui peut dans
certaines conditions, avoir un impact important sur les efforts hydrodynamiques générés

par le foil.
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Le sujet de cette these porte sur la modélisation par poutre équivalente aniso-
trope des hydrofoils composites, afin d’optimiser leurs performances hydro-
dynamiques. Dans cette thése, un modele numérique dédié permettant une estimation
rapide des performances d’un foil souple est développé. Ensuite, cet outil est validé puis
exploité pour étudier des foils souples avec comme objectif la détermination des para-
metres structurels et géométriques maximisant la performance du foil. La validation de
I'outil numérique est rendue possible grace a un modele éléments finis haute-fidélité et

deux campagnes expérimentales réalisées au cours de cette these.

Le modele numérique retenu dans cette these, de basse-fidélité, est un couplage entre
un modele de poutre équivalente et un code fluide parfait, adapté pour 'optimisation en
raison de son faible coflit de calcul. Le logiciel permettant la prédiction des efforts hy-
drodynamiques, PUFFIn, est développé a 'ENSTA Bretagne. Les modeles éléments finis
(haute et basse-fidélité) permettant 'obtention des résultats présentés dans ce manuscrit

de theése sont implémentés dans le logiciel commercial Abaqus™.

Ces travaux s’intéressent a des foils en matériaux composites, caractérisés par des
propriétés mécaniques anisotropes. En choisissant judicieusement 1’empilement des plis
composites d'un foil, des couplages entre les modes de déformation du matériau peuvent
émerger. Le plus impactant pour un foil est le Couplage Flexion-Torsion (CFT), impactant
directement 'angle d’attaque du foil (et en conséquence son chargement) lorsque celui-ci
se déforme. L’objectif est d’exploiter ce phénomene pour générer des structures de foils
auto-adaptatives, voyant leurs formes changer en navigation, permettant alors d’étendre

la plage de vitesse ou ceux-ci sont performants.

Ce manuscrit se décompose en 6 chapitres dont le contenu est détaillé dans ce qui suit.
Le chapitre 1 introduit le sujet en proposant un bref historique des foils et en contextuali-
sant les travaux de cette these. Conjointement, des rappels sur les principaux phénomeénes

physiques impliqués dans la modélisation IFS de foils sont donnés.

Dans le chapitre 2, quatre foils utilisés pour les validations expérimentales sont pré-
sentés. Ces foils ont la méme géométrie mais une orientation de fibre différente, ce qui
induit des différences significatives de raideur et de CFT. Ensuite deux campagnes expé-
rimentales sont présentées. La premiere est réalisée en air en suspendant des masses aux
différents foils, I’objectif étant de valider le solveur structure. Une seconde série d’essais est
réalisée sur un foil dans le bassin a courant de I'lfremer de Boulogne-sur-Mer, permettant

la validation du couplage IF'S mis en place.

Ensuite, des rappels sur la méthode des éléments finis sont présentés dans le chapitre 3
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avec le modele éléments finis haute-fidélité permettant de reproduire les essais en air (mis
en place dans Abaqus™). La modélisation d'un foil comme une poutre équivalente est en-
suite détaillée, celle-ci repose sur la détermination des propriétés équivalentes (raideurs et
couplages) des sections du foil le long de son envergure et la définition d’éléments poutres
représentatif de la structure anisotrope du foil a partir de ses propriétés équivalentes. La
mise en place dans Abaqus™ du modele de poutre équivalente représentatif des essais en
air est également détaillée. Le chapitre 3 se cloture en présentant le couplage IFS entre
les modeles éléments finis (haute et basse-fidélité) et le solveur fluide parfait PUFFIn.

Le chapitre 4 confronte les résultats expérimentaux et les différents résultats numé-
riques. Ce chapitre met en avant le bon accord entre les expériences et les modeéles nu-
mériques. Dans ce chapitre sont également confrontés des résultats purement numériques,
obtenus avec les modeles éléments finis haute et basse-fidélité, ce qui permet de valider nu-
mériquement la prédiction de quantités non évaluées dans les campagnes expérimentales
(modes propres, contraintes mécaniques, influence de l'allongement, etc.). Les différents
résultats permettent de valider le couplage IFS développé dans cette these.

Ce modele est ensuite exploité dans le chapitre 5 pour optimiser la structure et la
géométrie d’un hydrofoil souple. La méthode d’optimisation retenue dans cette thése est
brievement détaillée au début du chapitre 5. Un probleme d’optimisation multi-objectif de
la géométrie et de la structure d’un foil souple est ensuite posé puis résolu. Les résultats
de l'optimisation mettent en avant 'existence de designs souples offrant de meilleures
performances que des designs de géométries équivalentes mais rigides.

Pour finir, une validation numérique-numérique des développements réalisés dans cette
these est présentée dans le chapitre 6. Deux cas de validation sont considérés, un premier
pour valider la détermination des propriétés équivalentes d’une section de foil en matériaux
composites et une seconde pour valider le modele éléments finis de poutre équivalente.
Les résultats exposés dans ce chapitre 6 montrent que pour la suite des travaux, le logiciel
Abaqus™ n’est plus nécessaire. Ce qui permet de s’affranchir des contraintes lides a
I'utilisation d’un logiciel commercial. Les perspectives de ces travaux sont finalement

discutées dans la conclusion de ce manuscrit.
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CHAPITRE 1

ETAT DE UART

1.1 Historique

Les hydrofoils, plus communément appelés foils, sont des profils portants placés dans
I'eau dont l'effort de portance permet la sustentation d’un engin naval. L’utilisation de
foils permet alors une réduction drastique de la résistance a 'avancement, que ce soit pour
la composante visqueuse, de forme ou de vague. La réduction de la résistance de vague
se traduit également par une amélioration du confort du navire (GOD® et al. 2024).
Les premiers concepts d’hydrofoils sont apparus a la fin du 19° siecle avec les travaux
d’Emmanuel Denis Fargot, qui a eu I'idée en 1869 de placer des profils portant sous la
ligne d’eau d’un navire a rames dans le but de réduire ses frottements avec ’eau. Il faudra
cependant attendre 1898 pour voir apparaitre le premier prototype fonctionnel de navire a
foils, imaginé et développé par le pionnier de I’aviation Enrico Forlanini. Ce navire, illustré
dans la figure 1.1 était maintenu en dehors de I'eau a I’aide de foils a échelle disposés a
la proue et la poupe du navire.

Les foils a échelle permettent de réguler la portance de maniere passive. En effet,
plus le navire accélere, plus la portance des fois a échelle tend a faire sortir le navire
de l'eau. Ce faisant, les ailes supérieures des échelles sortent de 'eau, régulant ainsi la
portance générée par les foils en diminuant la surface portance effective. Les navires a
foil, couramment appelés foileurs, ont continué a étre étudiés au début du 20¢ siecle avec
notamment les travaux d’Alexander Graham Bell, qui furent les premiers a mettre en avant
des problématiques de cavitation lorsque les foils opérent a grande vitesse. Des recherches
ont été conduites tout au long du 20° siecle pour améliorer les designs de foils, avec des
applications militaires (patrouilleurs a hautes vitesses) et civiles (transport de passagers).
Cependant, les matériaux disponibles a 1’époque ne permettaient pas le développement
de foils aussi performants qu’aujourd’hui.

L’intérét pour les foils revient dans les années 1980 lorsque le foileur le Paul Ricard,

imaginé et concu par Eric Tabarly et Alain De Bergh, bat le record de la traversée de

11



Chapitre 1 — Etat de Uart

FIGURE 1.1 — Hydroptere congu en 1906 par Enrico Forlanini. Illustration issue de (BEN
2024).

I’Atlantique en 1980. Depuis, le développement des matériaux composites a permis un
essor des foileurs en permettant la conception de foils a la fois rigides et légers. Cet essor
est d’autant plus visible depuis les années 2010 depuis lesquelles 1'utilisation des foils est
devenue commune dans le monde de la voile de course. La premiere course moderne ayant
intégré des foileurs est la coupe de 1’America en 2013 avec ses ACT2. Les foileurs ont
également été intégrés sur les Imoca pour le Vendée Globe a partir de 2016 (cf. figure
1.2).

FIGURE 1.2 — Imoca Safran 2, courant dans le Vendée Globe 2016. Illustration issue de
(MENARD 2019).

Les foils se développent également dans le monde de la voile 1égere, on peut prendre

12



1.2. Ecoulement autour d’un foil

comme exemple la démocratisation du WindFoil et du KiteFoil, ayant respectivement
remplacé la planche a voile et le Kitesurf pour les JO de 2024. Le support olympique est
I'lQFoil, développé et cong¢u par StarBoard, illustré par la figure 1.3.

Ficure 1.3 — 1IQ Foil, support olympique depuis les JO 2024. Illustration issue de
(ARQUIN 2022).

Une distinction est faite entre les foils percant la surface libre et les foils immergés,
tous deux illustrés par la figure 1.4. Comme leurs noms l'indiquent, les foils immergés
sont caractérisés par des plans porteurs restant sous la surface libre, induisant alors une
surface portante constante. A l'inverse, des foils percant la surface libre tels que les foils
Dali voient leur surface portante diminuer au fur et a mesure que le navire sort de I’eau. De
tels foils offrent un systeme de régulation passive car si la portance générée par le foil est
trop élevée, le foil sort de I’eau et la réduction de sa surface effective induit une réduction
de portance. Néanmoins, ces foils sont plus susceptibles de faire émerger des phénomenes

de ventilation. Dans cette these, les travaux se concentrent sur des foils immergés.

1.2 Ecoulement autour d’un foil

L’écoulement fluide autour d’une surface portante immergée induit une dépression sur
son extrados et une surpression sur son intrados, générant un effort de portance orienté,
par définition, perpendiculairement a la vitesse de 1’écoulement. Cet effort de portance
est communément exprimé de maniere adimensionnelle a 1’aide du coefficient de portance

C, défini ci-dessous :

13



Chapitre 1 — Etat de Uart

A
! G
cG c
cP
' 1CP
Foil percant la Foil immergé

surface libre

FIGURE 1.4 — Illustration de foils immergés et percant la surface libre, adaptée de
(JOHNSTON 1985) — CG : centre de gravité, CP : portance du foil.

L

O — =
b SpSV?

(1.1)

Dans 'équation (1.1), la portance L est adimensionnalisée avec la masse volumique du
fluide py, la surface effective de 'aile S et la vitesse de I’écoulement V. L’angle d’attaque
d’'un foil et sa forme impactent directement son coefficient de portance. Certains foils
possedent une forme adaptable en navigation, rendue possible grace a des systemes de
volets (flaps en anglais). L’exemple du Moth est retenu pour illustrer ce systeme de volet
(cf. figure 1.5). Pour cet exemple, le foil central est équipé d’un volet a proximité de son
bord de fuite, dont la position est imposée par le palpeur du foil de maniere a réguler la
portance pour que le bateau reste dans I'eau.

La figure 1.6 illustre I’évolution du coefficient de portance pour un foil immergé avec
des volets. Les coefficients de portance y sont tracés en fonction de ’angle d’attaque pour
5 angles de volet 9. Cette figure montre I’évolution linéaire du coefficient de portance pour
les petits angles d’attaque ainsi que I'impact sur la portance de la modification de forme
(pilotée par le volet) du foil.

La figure 1.6 met également en avant une chute de portance intervenant pour les grands
angles d’attaque, attribuée a différents phénomenes :

— Décrochage;

14



1.2. Ecoulement autour d’un foil

FIGURE 1.5 — Illustration des foils d’'un foileur de type Moth , adaptée de (HILLMAN
2018).

Coefficient de portance

_ - « Décrochage

Influence
du volet

Ventitation

Angle = &
du volet §=+20 N

5415 & Angle d’attaque du foil (°)
6=+10
§=+5
§=0

FIGURE 1.6 — Variation de la portance d’un foil immergé en fonction de son angle d’in-
cidence et de son angle de volet, adaptée de (JOHNSTON 1985).
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Chapitre 1 — Etat de Uart

— Cavitation ;

— Ventilation.

Dans cette these, les conditions de navigation des foils étudiées sont définies de maniere
a éviter I'apparition de ces trois phénomenes. Afin de réguler la portance d’'un Moth de
foil accélérant en se basant sur la courbe de portance de la figure 1.6 (et en considérant
un angle d’attaque constant), une solution est de réduire 1’angle de volet du foil, ce qui
réduira directement son coefficient de portance et sa portance. Ce systeme de régulation
est complexe car il nécessite 'installation d'un palpeur et d’un lien entre celui-ci et le

volet.

Ces travaux de these sont motivés par le développement de designs de foils souples
se régulant de maniere passive. Dans le cas d’un foil rigide avec une portance non-nulle,
une accélération de I’écoulement induit forcément une augmentation de la portance (en
I’absence de décrochage, cavitation ou ventilation) pouvant conduire dans le pire des cas

a une sortie de ’eau du foil, ce que 'on cherche impérativement a éviter.

Un foil souple générant une portance non nulle est caractérisé par une déformation
non-nulle. Comme pour le foil rigide, une accélération de 1’écoulement induit une aug-
mentation de la portance. Cette augmentation tend a augmenter la déformation du foil.
En choisissant judicieusement la structure du foil, il est possible d’imaginer des structures
de foils qui, une fois déformées, voient leurs angles d’attaque augmenter ou diminuer. Ce
phénomene peut étre rendu possible en choisissant des structures composites présentant
un CFT non négligeable. Cette technique de régulation de portance a été intensivement
étudiée dans le domaine de 'aéronautique (DE GOELJ et al. 1999 ; BOTTASSO et al. 2012).

Les travaux de cette these se concentrent sur des foils de sustentation, ayant pour
objectif de générer un effort de portance portant un engin naval possédant un moyen de
propulsion (vélique pour l'exemple du Moth). Il est également possible d’utiliser des foils
comme un moyen de propulsion en s’inspirant du mouvement des nageoires des poissons
(TRIANTAFYLLOU et al. 2004). En effet, en combinant un mouvement de pilonnement et
de tangage, un profil portant est capable de générer un effort de poussée exploitable pour
propulser un engin naval (MIVEHCHTI et al. 2016). Ce mode de propulsion est actuellement
étudié et testé par I'entreprise Bluefins avec un prototype rigide (Louis et al. 2025). Ce
phénomeéne peut également étre exploité de maniere inverse pour concevoir un hydrogé-
nérateur. En effet, il est possible de récupérer ’énergie du mouvement de pilonnement et

de tangage d’un foil placé dans un écoulement (BOUDREAU et al. 2020 ; L1uU et al. 2020).

Les travaux de cette these pourraient permettre d’étudier le potentiel gain de per-
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formance associé a 'utilisation d’un hydrofoil souple pour ce systéme de propulsion (ou
de récupération d’énergie). On peut s’inspirer des ailerons souples des poissons permet-
tant une meilleure transmission de ’énergie du poisson pour la propulsion (KUMAR et al.

2025). Ce type de phénomene est déja appliqué pour la conception des palmes de natation.

1.3 Modélisation numérique de 1’écoulement

La modélisation de I’écoulement fluide autour du foil est réalisée de maniere numérique,
on parle alors de Mécanique des Fluides Numérique (MEN) ou de Computational Fluid
Dynamics (CFD) en anglais. Dans cette these, les foils étudiés évoluent proche de la
surface libre, qui a un impact significatif sur I’écoulement (AUSMAN 1954 ; DUNCAN 1981 ;
NI et al. 2021) et qu’il faut donc modéliser. Pour ce faire, différentes méthodes existent,

chacune caractérisée par un niveau de complexité et de fidélité différent.

Par exemple, une méthode de résolution haute-fidélité communément utilisée pour
modéliser des écoulements autour de foils est la méthode RANS (Reynolds Averaged
Navier-Stokes). Les calculs RANS permettent entre autres de représenter le champ de
vague généré par un foil opérant pres de la surface libre (PERNOD et al. 2023 ; KARIM
et al. 2014 ; D1 MAScIO et al. 2007) mais également la ventilation (MATVEEV et al. 2019;
Basic et al. 2020) et la cavitation (LEROUX et al. 2005 ; PERALI et al. 2024a).

Ces méthodes sont cependant cotliteuses en temps, c¢’est pourquoi des méthodes basse-
fidélité sont également développées, notamment pour résoudre des problemes d’optimi-
sation. Dans cette these, la méthode basse-fidélité retenue est basée sur la méthode des
¢léments frontieres (HESS et al. 1964) ou Boundary Element Method (BEM) en anglais, im-
plémentée dans le logiciel PUFFIn, développé a 'ENSTA Bretagne, par un post-doctorant
financé par les projets OptiFoil et UNIFoil (PERALI et al. 2024b). La BEM permet éga-
lement ’étude des effets de surfaces libres induit par un foil (S. BAL et al. 2002 ; Sakir
BAL 2023). Ce modele n’est cependant pas capable de modéliser des champs de vagues
déferlantes (LACHAUME et al. 2003).
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1.4 Matériaux composites et modes de déformation

d’un foil

Les matériaux composites ont largement contribué a 1’essor des foils ces dernieres an-
nées car ils offrent un bon compromis entre rigidité et légereté. L’appellation matériaux
composites est tres vaste car c’est par définition la combinaison de plusieurs matériaux,
dans le but d’obtenir un matériau présentant de meilleures propriétés (thermiques, mé-
caniques, etc.). Dans le livre de (VINSON et al. 2002), 5 catégories de composites sont
identifiées telles que :

— Matériaux composites a fibres : Fibres allongées en suspension dans une matrice

— Matériaux composites particulaires : Particules en suspension dans une matrice;

— Matériaux composites a flocons : Flocons (Rapport surface/épaisseur tres faibles)

en suspension dans une matrice ;

— Matériaux composites remplis : Structure creuse (matrice) remplie par un autre

matériau

— Matériaux composites a couches : Ensemble de couches de matériaux différents liés

ensemble par une matrice.

Dans le domaine de la voile de course et dans ce manuscrit, I'appellation matériaux
composites fait en réalité référence a des matériaux composites a couches. Chaque couche,
appelée pli, est elle-méme un matériau composite a fibres pouvant adopter deux configu-
rations :

— Matériaux composites a fibres continues : ensemble de fibres disposées parallele-

ment dans une matrice, on parle alors d’un pli UniDirectionnel (UD);

— Matériaux composites a fibres tissées : tissage de fibres orthogonales en suspension

dans une matrice, on parle alors d’un pli croisé.

On parle alors d'un empilement de plis composites. L’orientation de chacun des plis
est pilotable indépendamment lors de la définition de I’empilement. Les matériaux com-
posites étudiés dans cette these sont anisotropes et plus précisément orthotropes. Ce type
de structure permet ’apparition d’un couplage entre les modes de déformations du ma-
tériaux. Il est notamment possible de faire apparaitre un couplage flexion-torsion (CFT)
du foil, dont la magnitude dépend de l'agencement des différents plis (WEISSHAAR et
al. 1985; TURNOCK et al. 2009). Le CFT impacte grandement l'incidence de 1’écoule-
ment vu par un foil soumis a un chargement hydrodynamique (VANILLA et al. 2021).

L’influence du CFT sur les performances d'une aile a été massivement étudiée dans le
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domaine aéronautique (HAYAT et al. 2016 ; STABLEIN 2016 ; BAGHERPOUR et al. 2018)
pour notamment concevoir des pales capables de se décharger lorsqu’elle rencontre une
accélération de 1'écoulement (WIENS et al. 2020).

Il existe également des études de l'influence du CFT des hydrofoils, tels que les tra-
vaux de (NG et al. 2022), s’'intéressant au comportement d’un foil a deux degrés de liberté
(flexion et torsion) couplés. (CHAE et al. 2017) a étudié I'influence de l'orientation des
plis composites d’un foil sur les modes propres d’'un foil, montrant I'importance de la
torsion prise par le foil. (YOUNG et al. 2017 ; ZHANG et al. 2018) s’intéressent a la varia-
tion d’incidence induite par le CFT de foils composites, montrant I'impact du CFT sur
le comportement d’'un foil en écoulement. Finalement, (HARWOOD et al. 2019) propose
une étude similaire pour des conditions d’écoulement plus complexes, ou les foils étudiés

percent la surface libre et sont sujets a la ventilation et a la cavitation.

1.5 Modélisation numérique de la réponse élastique

Une méthode commune de prédiction de la réponse élastique d’un hydrofoil est la
méthode des éléments finis (KOCK et al. 1991). Classiquement, les foils sont décrits avec
des éléments finis solides 3D et/ou des éléments finis coques 2D (L1AO et al. 2019b;
PERNOD et al. 2019; MARIMON GIOVANNETTI et al. 2022; MOHAMMED ARAB 2020).
Ces modeles éléments finis sont qualifiés de haute-fidélité et sont, de la méme maniére
que pour les modeles fluides, cotiteux en temps de calcul. Les foils étant des structures
allongées, il est possible de représenter leur structure a l'aide d’éléments finis poutres
(1D), équivalents au modeles 3D.

Ce type de simplification a été réalisée pour des foils congus en matériaux isotropes
dans (LOTHODE et al. 2013). Ce probleme devient cependant plus compliqué lorsque
des matériaux anisotropes sont impliqués. Les travaux de (HODGES 2006) montre que le
probleme éléments finis 3D peut se décomposer en une série d’analyses de sections 2D et
une analyse par éléments finis non-linéaire 1D. Ce protocole nécessite un outil permettant
I’analyse de sections inhomogenes et anisotropes et un outil permettant 1’étude d’éléments
poutres avec des propriétés anisotropes.

Différents outils d’analyse de sections existent actuellement, tels que les logiciels VABS
(YU et al. 2012b), ANBA (FEIL et al. 2020) ou encore BECAS (J. P. BLASQUES et al.
2012). Dans cette theése, les outils implémentés dans Abaqus™ sont utilisés et un logiciel

ayant pour but de remplacer Abaqus™ est développé, basé sur les travaux de (GIAVOTTO

19



Chapitre 1 — Etat de Uart

et al. 1983). Pour la définition d’'un modele de poutre équivalente anisotrope, des outils
tels que GEBT(YU et al. 2012a) ou beamDyn (WANG et al. 2017) existent. De la méme
maniére que pour l'utilitaire d’analyse de sections, les outils d’Abaqus™ sont utilisés et
parallelement, un logiciel d’analyse d’éléments finis de type poutre est développé, basée
sur les travaux de (MATA ALMONACID et al. 2007).

La modélisation de foils composites a I’aide de ses propriétés équivalentes et d’éléments
finis 1D a été étudiée dans les travaux de (TEMTCHING TEMOU 2020). Cependant, dans
ces travaux, les valeurs du CFT sont issues de résultats expérimentaux, ce qui limite
grandement le type de matériaux utilisables. Une telle approche ne permet donc pas
d’optimiser la structure de foils composites. C’est pourquoi dans ces travaux de these,
I'ensemble des propriétés équivalentes (raideurs + couplages) est déterminé a ’aide d’une
analyse par éléments finis, ce qui permet de considérer des structures plus complexes et

davantage de matériaux.

1.6 Interaction Fluide-Structure

L’Interaction Fluide-Structure (IFS) caractérise le couplage entre une structure et un
fluide partageant une interface commune. On parle de couplage IFS car les efforts fluides
tendent a déformer le foil, ce qui impacte directement 1’écoulement et donc les efforts
fluides. Dans le cas ou le fluide peut étre gazeux, il est alors question d’aéroelasticité.
L’exemple le plus célebre d’aéroelasticité est la catastrophe du pont de Tacoma en 1940,
lors de laquelle la structure du pont est rentrée en résonance avec la fréquence d’excitation
induite par I’écoulement (BILLAH 1991). Pour des fluides liquides, exclusivement consi-
dérés dans ces travaux de these, on parle alors d’hydroélasticité. Selon (LANGRE 2001),
I'intensité des phénomenes IF'S peut étre prédite a ’aide des nombres suivants :

— Le nombre de Cauchy : ratio entre les efforts fluides d’inertie et d’une constante

élastique représentative de la raideur du solide;

— Le nombre de masse : ratio entre la densité du fluide et du solide ;

— La vitesse réduite : ratio entre la vitesse moyenne de I’écoulement et la vitesse de

propagation d'une onde dans le solide

Le nombre de Cauchy, permet de qualifier I'intensité du couplage IF'S (MASSEY 1986).
En effet, une valeur faible du nombre de Cauchy signifie que la raideur de la structure est
prédominante en comparaison aux efforts d’inertie du fluide, impliquant alors de faibles

IFS. A T'inverse, un nombre de Cauchy élevée signifie que le couplage entre le fluide et
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la structure est important, ce qui est par exemple le cas lors de I’étude d’un spinnaker
(DEPARDAY et al. 2018). Une interprétation similaire du nombre de masse et la vitesse
réduite peut étre faite, plus il est petit, plus la densité du solide est importante et donc les
efforts associés a 'accélération du fluide son négligeable. Les méthodes de communication
entre les solveurs fluides et structures sont adaptées en fonction de I'intensité du couplage
IFS. Par exemple, pour des foils rigides, une approche découplée peut étre retenue. Dans
ce cas, un calcul fluide est réalisé pour prédire les efforts appliqués sur le foil. Ensuite, un
unique calcul structure est réalisé pour s’assurer que le foil ne se déforme pas sous I'effet
du fluide. A 'inverse, pour des problémes présentant de fort couplages, il est primordial de
modéliser les effets d’inertie de la structure et du fluide dans les simulations. Dans cette
these, le couplage IFS entre ’eau et les foils est considéré suffisamment faible pour établir
un couplage Quasi-Statique (QS) entre les solveurs fluides et structures. Ce faisant, on
considére que le systeme est a ’équilibre statique a chaque itération (calcul structure +
fluide). Ce type d’approche est proposée dans (BAKICA et al. 2020) et appliqué a des foils
dans (LOTHODE et al. 2013).

1.7 Optimisation

Dans cette these, 'objectif est de développer une boucle d’optimisation déterminant
le jeu de parametres structurels et géométriques optimisant la performance d'un foil. Plu-
sieurs études d’optimisation de formes de foil ont été conduites. Par exemple, (LI1AO et al.
2022) optimise la forme d’un foil pergant la surface libre en imposant une contrainte sur
I’apparition de cavitation et de décollement de la couche limite. On peut également citer
(GARG et al. 2017) qui optimise la forme d’un foil de maniére & minimiser sa trainée tout
en intégrant des contraintes sur la portance et la contrainte maximale atteinte dans le foil.
Cependant, peu d’études s’intéressent a un probleme d’optimisation prenant en compte
des variables géométriques et structurelles, ce qui motive les travaux de cette these. Un
grand nombre de méthodes d’optimisation existe, certaines de ces méthodes sont déter-
ministes (méthode du Simplex (NELDER et al. 1965)) ou bien stochastiques (Stratégies
d’évolution (MICHALEWICZ et al. 1996)). La méthode retenue dans cette theése est basée
sur des méta-modeles Gaussiens, ou régressions par processus Gaussien. Les méta-modeles
Gaussiens permettent de reconstruire des fonctions sur I’ensemble de leur domaine a par-
tir d’'un nombre fini d’évaluations de celles-ci. Ces méta-modeles peuvent ensuite étre

exploités pour déterminer les extremums des fonctions objectifs. Cette approche permet
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de limiter les évaluations réelles de la fonction objectif, pouvant étre cotiteuse en temps
dans le cas de simulations IF'S. Cette méthode d’optimisation, nommée krigeage (CRESSIE
1990) pour rendre honneur aux travaux de (KRIGE 1978), a été théorisée par (M ATHERON
1963a). Plus de détails sur la méthode d’optimisation sont donnés dans le chapitre 5 de ce
manuscrit. Cette méthode a été intensivement utilisée dans le monde de la recherche. On
peut citer les travaux de (SACHER et al. 2017) s’intéressant a 'optimisation des réglages
d’une grand voile, les travaux de (SACHER et al. 2018b) optimisant la forme d’un hydrofoil
souple ou encore les travaux de (FASSE et al. 2024) investiguant la loi de contrdle optimale

d’un propulseur cycloidale.

1.8 Contribution de la these

Les travaux réalisés au cours de cette these ont permis trois communications dans des
conférences :

— Congres Frangais de Mécanique 2022 & Nantes (FAYE et al. 2022) ;

— Innov’Sail 2023 a Lorient (FAYE et al. 2023b) ;

— Marine 2023 a Madrid (FAYE et al. 2023a).

De plus, les deux campagnes expérimentales réalisées durant la thése ont permis la
rédaction de deux articles de revues scientifiques. Les résultats de la campagne d’essais
réalisée dans le bassin de Boulogne-Sur-Mer ont été publiés dans le Journal of Sailing
Technologies (FAYE et al. 2024). Un second article relatif a la campagne expérimentale

réalisée en air a également été publié dans le Journal of Sailing Technologies (FAYE et al.
2025).

22



CHAPITRE 2

MOYENS EXPERIMENTAUX

Dans cette these, 'objectif final est d’optimiser un hydrofoil a I’aide de simulations
numériques en Interaction Fluide-Structure (IFS) couplant un solveur fluide et un solveur
structure. Le solveur structure permet la modélisation d’un hydrofoil a ’aide d’éléments
finis de type poutres (éléments finis 1D), ce qui permet de réaliser rapidement un grand
nombre de calculs. Avant d’optimiser des designs de foils a I'aide de ce modele éléments
finis, il est indispensable de vérifier sa validité pour 1’étude de foils en composite. Dans
ce cadre, deux campagnes expérimentales ont été réalisées au cours de cette these, une
premiere en air pour valider la réponse structurelle de foils pour des cas de chargements
simples et une seconde dans un bassin de courant pour valider le comportement élastique
du foil dans le cas d'un chargement complexe issue d’un calcul fluide.

En parallele des résultats expérimentaux, une validation numérique est également
réalisée. Pour ce faire, un modele éléments finis 3D haute fidélité est mis en place et les
résultats qu’il permet d’obtenir sont comparés a ceux du modele poutre. Les modeles
éléments finis 3D et 1D sont respectivement présentés dans les sections 3.2 et 3.3 de
ce manuscrit. Dans la section 2.1 sont présentés les foils utilisés pour les campagnes
de validation expérimentales. Ensuite, les deux protocoles expérimentaux sont présentés
et détaillés dans les sections 2.2 et 2.3, la modélisation numérique des foils est ensuite

présentée dans le chapitre 3.

2.1 Présentation des foils expérimentaux

Pour la validation expérimentale des modeles éléments finis, 4 foils en composite (cf.
figure 2.1) ont été utilisés. Les 4 foils ont été construits dans le méme moule et ont donc
des géométries tres proches, considérées identiques pour la modélisation numérique. Ce
sont des foils droits et prismatiques construits a partir d’'une section NACA0015 de corde
¢ = 25 cm extrudée sur une distance de 1.5 m. Leur longueur utile est cependant de 1.375

m car ces foils possedent un talon parallélépipédique de dimension (27 x 12.5 x 4) cm
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permettant leur encastrement dans les différents montages expérimentaux. Les propriétés
géométriques sont rappelées dans le tableau 2.1. Les foils sont composés d’une ame en
mousse Airex, d'un pli de taffetas de verre-epoxy et d’un pli unidirectionnel (UD) de
verre-epoxy. Le pli de taffetas est considéré orthotrope avec 1 et 2 étant respectivement
les directions paralleles a la chaine et la trame du pli composite. Le pli d’UD est considéré
isotrope transverse, avec la direction 1 parallele aux fibres. La section du foil est illustrée
dans la figure 2.2 et les propriétés mécaniques des matériaux constituant le foil sont
rassemblées dans les tableaux 2.2 et 2.3. Dans ces conditions, les 4 foils ont la méme
masse de 1.975 kg (1 kg pour la partie utile et 0.975 kg pour le talon). Finalement, les

sections des foils ont une aire de 64.2 cm? et une masse linéique de 0.724 kg/m.

Bord d’attaque

Bord de fuite

FIGURE 2.1 — Foils souples étudiés pour la campagne de validation expérimentale.

®Pli de taffetas
oPli d’UD de verre

® Ame en Airex

F1GURE 2.2 — Illustration de la structure de la section des foils étudiés pour la campagne
de validation expérimentale.

L’unique différence entre ces foils est 'orientation de leur pli d’'UD qui prend les
valeurs —50°,—30°, —10° et 30°. L’orientation du pli d’'UD est représentée sur chacun des

foils par une marque colorée dans la figure 2.1. Les fibres du pli d’'UD sont orientées de
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2.2. Essais en air

Corde(m) Envergure(m) Epaisseur du pli de | Epaisseur du pli
taffetas (mm) unidirectionnel
(mm)
0.250 1.375 9.45E-02 3.27E-01

TABLE 2.1 — Caractéristiques géométriques de la partie utile des foils.

Material E1<GPG) EQ(GPCL) V12 G12(GPG) Glg(GPa) ng(GP(Z) p(kg/m3)
Taffetas 16.0 16.5 0.108 1.81 0.90 0.90 1625
UD 274 5.10 0.348 1.81 1.81 0.90 1625

TABLE 2.2 — Caractéristiques structurelles des plis composites (imprégnés de résine)
composant la peau du foil.

maniere a avoir un extrados symétrique a son intrados. Cette configuration est choisie
pour maximiser le Couplage Flexion-Torsion (CFT) du foil (TURNOCK et al. 2009). La
configuration antisymétrique aurait induit un couplage flexion-torsion plus faible mais
une raideur en torsion plus importante.

Le comportement mécanique d’une structure allongée en fonction de 'orientation de
ses fibres est connu (VOLOVOI et al. 2001). En conséquence, le comportement des foils
peut étre prédit, ces informations sont présentées dans le tableau 2.4 et sont vérifiées plus

tard dans ce manuscrit.

Material

E(M Pa)

v

p(kg/m?)

Airex

25.0

0.400

60

TABLE 2.3 — Caractéristiques structurelles de la mousse Airex constituant I’ame du foil.

2.2 Essais en air

2.2.1 Montage expérimental

La premiere campagne expérimentale réalisée dans cette these a pour objectif d’étudier
la déformation statique de foils soumis a des charges ponctuelles. Les résultats obtenus
sont comparés a ceux obtenus avec des simulations numériques afin de les valider. Natu-
rellement, les modeles numériques mis en place sont aussi représentatifs que possible des
expériences. C’est pourquoi le protocole expérimental est présenté en premier dans cette

these, le chapitre 3 présente la modélisation en éléments finis des foils considérés.
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Orientation du pli | Raideur attendue Intensité du CFT
d’UD
—50° faible modéré
—30° modérée élevé
—10° élevée faible
30° modérée élevé

TABLE 2.4 — Prédiction du comportement mécanique des foils étudiés.

Encastrement
Carcan

Foil

Masse Suspendue

FIGURE 2.3 — Montage expérimental utilisé pour caractériser la réponse structurelle d’'un
foil.

GOM 5M

GOM-SCAN

FIGURE 2.4 — Caméras permettant ’acquisition de la face supérieure d’un foil
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Le montage expérimental est illustré dans la figure 2.3, ou un foil est encastré et
des masses y sont suspendues a différents endroits. Afin d’avoir le meilleur encastrement
possible, les foils ont un talon parallélépipédique (cf. figure 2.1) qui est installé dans un
systeme d’encastrement en aluminium. Le foil est enserré dans le systeme d’encastrement
a l'aide de 4 vis serrées avec une clé dynamométrique, permettant de reproduire une
condition d’encastrement identique pour les 4 foils. La masse ponctuelle est suspendue
au foil par I'intermédiaire d’un carcan (cf. figure 2.3), ce qui permet de générer des cas
de chargements avec une sollicitation en torsion significative. Ceci est pertinent car, en
présence d'un CFT suffisant, un foil sollicité en torsion fléchit. Ce phénomene est exploité
pour vérifier la bonne modélisation du couplage flexion-torsion dans nos modeles numé-
riques. Le carcan, illustré dans la figure 2.5 et dont la masse est d’environ 3.54 kg, est
composé de deux parties rendues solidaires avec des vis pour étre ensuite enfilé sur le foil
a une position imposée selon 'envergure. Des indentations sont présentes sur le carcan

pour y suspendre facilement les masses ponctuelles.

FIGURE 2.5 — Carcan utilisé pour suspendre les masses au foil.

Dans la figure 2.4, le carcan n’est pas installé sur le foil, il est donc uniquement soumis
a son propre poids. De plus, la figure 2.4 présente les caméras permettant la mesure du
déplacement global et local du foil. Le déplacement global de la structure est mesuré avec
le GOM-SCAN (MBH 2011) alors que le déplacement local est capté avec le GOM 5M
(GMBH 2018). Les détails sur les instruments de mesure sont donnés dans les sections

suivantes.

2.2.2 Mesure du déplacement global du foil

Le déplacement global du foil est calculé a 'aide du GOM-SCAN. Le GOM-SCAN est

un scanner mobile capable d’acquérir la forme de la face supérieure des foils. En projetant
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des franges de lumiere sur une surface 3D et en filmant leur déformation, le GOM-SCAN
est capable de reconstruire la forme de la surface 3D. Le GOM-SCAN nécessite une
calibration préliminaire aux mesures pour avoir les dimensions réelles du foil déformé. En
raison de la taille du foil (envergure de 1.375 m), plusieurs acquisitions sont nécessaires
pour reconstruire la face supérieure d’un foil. Le GOM-SCAN est un scanner mobile,
capable en une dizaine d’acquisitions (20 pour les cas les plus complexes) de reconstruire
I'intégralité de la face supérieure d’un foil. Afin que le GOM-SCAN puisse assembler les
différentes acquisitions, des marqueurs sont présents sur toute la surface a acquérir. Ces
marqueurs sont visibles sur les figures 2.3 et 2.4. Le coin du carcan est également capté par
le GOM-SCAN (en blanc sur la figure 2.3). Son déplacement et sa rotation par rapport a
I’encastrement sont mesurés pour différents cas de chargements et ensuite comparés aux
résultats numériques. Les déplacements sont mesurés par rapport a une configuration de
référence ou le carcan est installé sur le foil mais aucune masse n’y est suspendue, le foil
est donc soumis a son propre poids et a celui du carcan. Pour une position de masse
suspendue imposée le long de 'envergure, le carcan (sans masse suspendue) est installé
sur le foil pour réaliser une acquisition de la configuration de référence. Ensuite, la masse
y est suspendue et une acquisition de la configuration déformée est réalisée. Cela permet

de minimiser les incertitudes associées a l'installation du carcan.

F1GURE 2.6 — Illustration de 'estimation d’incertitude sur ’acquisition du coin du carcan
et de 'encastrement : n; = 33, n, = 6, ¢, = €. = 33.

Pour un cas de chargement donné, le GOM-SCAN acquiert la face supérieure du foil,

le coin du carcan et le coin de I'encastrement. Le repeére dans lequel sont exprimées les
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différentes coordonnées est défini arbitrairement par le GOM-SCAN et il ne correspond
pas a celui des modeles numériques, ou les directions principales correspondent a la di-
rection de l'envergure du foil, a la direction de la corde du foil et a la vertical terrestre.
Afin d’obtenir des résultats expérimentaux dans le repere des modeles numériques, deux
reperes sont construits, un premier au niveau de ’encastrement et un second au niveau
du coin du carcan, illustrés respectivement par T' et C' dans la figure 2.3. Connaissant la
position et l'orientation des deux repeéres, il est possible de mesurer le déplacement et la
rotation relatifs du coin du carcan. Cette méthode permet de s’affranchir des problemes
d’alignement entre le repere numérique et le repere construit par le GOM-SCAN. Cepen-
dant, des imperfections géométriques existent au niveau de I’encastrement et du carcan,
ce qui induit des incertitudes significatives sur I’acquisition des reperes et donc sur les va-
leurs de déplacements et rotations mesurées. La figure 2.6 illustre les incertitudes associées
a l'acquisition des reperes. ¢; et €. sont les amplitudes des bruits Gaussiens utilisés pour
simuler un grand nombre d’acquisitions des reperes (évalués pour un cas de chargement).
La demi-amplitude du bruit Gaussien représente le rapport entre la précision de la mesure
et une longueur caractéristique de la surface ou la mesure est réalisée (environ 20 cm pour
ce montage expérimental), dépendante de la fenétre d’acquisition du GOM-SCAN. Pour
évaluer les incertitudes, deux reperes analytiques sont définis, associés aux deux coins
de référence. Les deux repéres sont caractérisés par une origine et une orientation. Le
coin de l’encastrement et du carcan sont respectivement modélisés par (Ttheo,tfheo) et
(Cthee ctheo) on 4 représente les trois directions de espace (i = 1,2,3). Sur chacun des
trois plans des reperes, un nombre n, de points est généré avec une composante hors-plan
non nulle, défini par le bruit Gaussien. Par exemple, comme le coin du carcan est plus
parallélépipédique que celui de I'encastrement, il est plus facile d’y construire un repére
et en conséquence, le bruit Gaussien utilisé pour générer des points au niveau du carcan
est plus faible que celui utilisé au niveau de ’encastrement. Les amplitudes des bruits

Gaussien au niveau des deux coins sont présentées plus tard dans ce chapitre.

Les bruits Gaussiens retenus pour la génération de points bruités au niveau de ’en-
castrement et du carcan sont respectivement notés €. et ;. Apres avoir généré les points
bruités, il y a, pour chacun des coins, 3n, points qui, a I'aide de la méthode des moindres
carrés, permettent de définir un repere. Connaissant le repere théorique utilisé pour gé-
nérer les points bruités, il est possible de calculer une différence d’origine et d’orientation
pour les repéres bruités. L’erreur moyenne sur une mesure peut alors étre estimée en ré-

pétant ce protocole un grand nombre de fois; noté n;. Dans la figure 2.6, ou les repéeres
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théoriques sont représentés en noir, 33 reperes sont générés et les points bruités (en vert,
bleu et rouge) sont représentés pour la premiere et derniére itération. Les repéres générés
sont illustrés en orange dans la figure 2.6 et le repere a une itération donné k est repré-
senté en rouge. Pour chaque itération k et chaque direction de l'espace ¢, I'incertitude
sur la position dz¥ et la rotation dr¥ relative du point C* par rapport au point T* (cf.

figure 2.6) est estimée. Les expressions des incertitudes sont données dans les équations

ci-dessous.
&L’f B TkECk . tic _ Ttheoctheo . t;:heo
Lref - HTtheoctheoH (2.1)
ory = 97:) (aYCCOS ((c’2C - (c’; : c’f) c’f) t’;) + arccos ((c’§ — (c’g . c’f) c’lc) t’;) (2.2)
— arccos ((Ct2heo o (ct2heo X Ctlheo) Criheo) tt2heo) — ATCCOS ((Cgheo o (Cgheo . ctlheo) Ctlheo) tghaa))

Les expressions de dr5 et drf s'obtiennent en réalisant une permutation circulaire
de I'équation (2.2). Apres les n; itérations, les incertitudes moyennes pour chacune des

composantes de déplacement et de rotation s’expriment tel que :

6z, ~ mean (&Ef) R B std (&cf)
?ef mean B Lref ’ Lref std B Lref (23>
07| oan = M€AI (5rf) ;07| = std ((57“21-“) (2.4)

Ensuite, I'expression de l'incertitude relative sur le déplacement s’écrit :

z :maX< v +2 0 ) (2.5)
Lref L’"ef mean Lref std
Or = max (07| e £ 2 07ilgq) (2.6)

Pendant le post-traitement des résultats expérimentaux, les points appartenant a cha-
cune des faces des deux coins sont sélectionnés a la main. Le nombre optimal de points par
face est déterminé comme un compromis entre le temps de post-traitement et la précision
de la mesure, la valeur retenue est n, = 6. Cette méthode constitue la principale source

d’incertitudes dans cette campagne expérimentale. Comme expliqué précédemment, le

30



2.2. Essais en air

bruit Gaussien est défini comme le rapport entre la précision de la mesure et une lon-
gueur caractéristique de la surface scannée. Pour mesurer le déplacement d'un foil, deux
acquisitions de sa forme sont réalisées. Pour la premiere, le foil est dans sa configuration
de référence (carcan installé sans masse suspendue) et pour la seconde, une masse est
suspendue au carcan. L’acquisition de la surface de référence est réalisée une seule fois
pour chaque foil et chaque position du carcan considéré.

Pour le calcul du bruit Gaussien €, (associé au carcan), la longueur de référence retenue
est de 5 cm (épaisseur du carcan) et la précision de la mesure est d’environ 0.01 mm.
Pour I'encastrement, le bruit ¢; est déterminée en considérant une longueur de référence
de 20 cm (fenétre d’acquisition du GOM-SCAN) et une précision de 0.2 mm. Les valeurs
des bruits Gaussien obtenues sont données dans le tableau 2.5. L’acquisition du coin de
I’encastrement est moins précise en raison d’une planéité moins bonne, elle méme due
a 'usinage du systeme d’encastrement. Dans le tableau 2.5 sont également fournies les

incertitudes estimées pour la mesure du déplacement (et de la rotation) d’un foil avec le

GOM-SCAN.

€c €¢ 5$/Lref 5T(O>
2.00E-4 1.00E-03 2.01E-03 1.68E-01

TABLE 2.5 — Estimation de I'incertitude sur la mesure du déplacement d’un foil réalisée
avec le GOM-SCAN.

Les surfaces des foils sont scannées deux fois pour obtenir une valeur de déplacement
et de rotation. Cela signifie que les incertitudes sont en réalité le double des valeurs
présentées dans le tableau 2.5. Dans le cas présent, 'incertitude absolue sur la rotation
est de 0.336° et l'incertitude relative sur le déplacement est de 4.02F — 3.

2.2.3 Mesure du déplacement local du foil

Dans cette section, le GOM 5M, utilisé pour la mesure de champ de déplacements
locaux sur des petites surfaces, est présenté. Dans cette campagne expérimentale, la sur-
face scannée par le GOM 5M est un rectangle de dimension 100 % 120mm située pres de
I’encastrement sur la face supérieure des foils.

La surface scannée par le GOM 5M est définie entre Z = 0.25 m et Z = 0.35 ou
Z représente la distance d'un point a l'encastrement selon la direction de ’envergure.

Dans cette zone, les déplacements mesurés sont maximisés tout en évitant des problemes
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FIGURE 2.7 — Mouchetis utilisé par le GOM 5M pour mesurer un champ de déformation
local.

d’acquisitions dus a la proximité de I’encastrement. Sur la surface scannée, un mouchetis
(cf. figure 2.7) est généré, qui servira de marqueur pour le GOM 5M. Ensuite, a I'aide
d’un algorithme de corrélation d’image (DIC, voir (JORGE et al. 2022)), le GOM 5M
mesure un champ de déplacement a partir de deux acquisitions du mouchetis, réalisées
dans une configuration de référence et une configuration déformée. Comme dans la section
précédente, la configuration de référence est celle ou le carcan est installé sur le foil mais

aucune masse n'y est suspendue.

Pour caractériser la déformation locale du foil preés de ’encastrement, un déplacement
relatif est mesuré comme la différence de déplacement selon I’envergure entre les extrémités
du mouchetis (lignes rouges sur la figure 2.7). Afin de réduire les incertitudes, le champ
de déplacement mesuré sur le mouchetis est obtenu en moyennant 6 acquisitions. Apres
la mesure, le GOM 5M fournit un nuage de points avec des valeurs de déplacements
selon 'envergure du foil. Le déplacement d'un point est calculé a partir d’une corrélation
d’image réalisée sur un rectangle de 11 % 19 pixels, communément appelé zone d’intérét.
En conséquence, les valeurs de déplacements sont moyennées dans la zone d’intérét et

I'incertitude est déduite a partir de 1’écart type du déplacement dans la zone d’intérét.
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2.3 Essais en bassin

La seconde campagne expérimentale réalisée au cours de cette these a pour objectif
d’étudier le comportement élastique d’un foil soumis a des efforts fluides. Pour ce faire, le
foil avec une orientation d’UD de —30° a été étudié dans le bassin de courant de I'Ifremer
de Boulogne-sur-Mer. Il aurait été intéressant d’étudier la totalité des foils, notamment
pour voir 'impact du changement de signe de 'orientation d’UD sur le comportement du
foil en écoulement. Dans le temps imparti pour utiliser les moyens expérimentaux, seule
I’étude d’un foil a été possible. Pour chacune des configurations testées dans le bassin
(immersion, vitesse, angle d’attaque), les efforts hydrodynamiques et la déformation du
foil sont mesurés.

Le bassin de courant de I'lIfremer est illustré dans la figure 2.8. La zone d’étude fait 18
m de long, 4 m de large et 2 m de profondeur. Dans ce bassin sont générés des courants,
considérés uniformes (GAURIER et al. 2010), avec des vitesses allant de 0.1 m/s & 2.2
m/s. Le foil est étudié pour deux vitesses U, 0.8 m/s et 1.2 m/s. Les nombres de Froude
associés a ces vitesses (calculés avec la corde du foil) sont respectivement 0.51 et 0.77.
Pour les vitesses retenues, l'intensité turbulente de I’écoulement est considérée constante

avec une valeur de 1.5%.

Travelling crane (6T) Window
-~ i Working section:
———I—————, T
Length: 18m
Width: 4m
--‘ Height: 2m

Capacity: 700m?®

| x Fluid velocity: 0.1 to 2.2m/s

i/
Honeycombs Conveyor belt Pumps

FIGURE 2.8 — Schéma du bassin & courant de I'Ifremer de Boulogne-sur-Mer (adaptée de
(MARTY et al. 2021)).

Le foil est encastré dans un hexapode a 6 degrés de liberté permettant de modifier
I'immersion h et 'angle d’attaque « du foil. La figure 2.9 illustre le dispositif expérimental.
Les efforts hydrodynamiques appliqués sur le foil sont mesurés a 'aide d’une balance
fixée a I'’hexapode au niveau de l’encastrement du foil. Cette balance mesure les trois

composantes des forces et moments orthogonaux, avec une précision respective de 150
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daN et 100 daN.m. La précision de la balance est d’environ 1.5 N pour les forces et 1
N.m pour les moments. Afin de mesurer uniquement les efforts agissant sur le foil, une
série de mesures d’efforts est réalisée sans placer le foil dans le systeme d’encastrement.
Cela permet ensuite de soustraire ces valeurs d’efforts aux mesures avec foil pour obtenir
les efforts appliqués sur le foil. Avec ce protocole, I'interaction entre le foil et le bras de
I’hexapode est négligée. En conséquence, le systeme d’encastrement n’est pas représenté

dans nos modeles numériques.

D e Nexapod

I 1
|

laser sheet

FIGURE 2.9 — Nappe laser projetée sur le foil encastré a I’hexapode, vue depuis le haut
du bassin de courant (adaptée de (FAYE et al. 2024)).

L’orientation de 30° du pli d’'UD du foil induit un couplage flexion-torsion qui rend
le foil instable. Cela signifie que lorsque le foil est fléchi sous l'effet des efforts hydrody-
namiques, la torsion induite par sa flexion du foil tend a augmenter son angle d’attaque.
En conséquence, les efforts hydrodynamiques s’appliquant sur lui augmentent a leur tour.
En pratique, ce genre de phénomeéne est a éviter car il peut accélérer 'apparition du
décrochage (YOUNG et al. 2017). Dans le cadre de cette campagne expérimentale, c’est
un avantage car cela facilite 'apparition de déformations significatives, plus simples a
mesurer.

La figure 2.9 montre la nappe laser projetée sur le foil, permettant de mesurer sa défor-
mation. La position de la nappe laser selon I'envergure est fixée a 18.5 cm de 'extrémité
du foil, ou les déformations sont maximales. En plagant une caméra rapide au niveau de
la fenétre du bassin (représentée en rouge dans la figure 2.8), il est possible de capturer

la projection du laser sur I'extrados ou l'intrados du foil, cela dépend de 'immersion et
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de l'angle d’attaque imposés. Deux exemples de ce que le caméra capture sont illustrés
dans la figure 2.10. Pour certaines configuration a faible immersion, des acquisitions de
la surface libre sont possibles, 'impact de la surface libre sur les efforts hydrodynamiques

est brievement abordé dans la section 4.2.2

F1GURE 2.10 — Nappe laser projetée sur le foil vue depuis le coté du bassin de courant —
h/c=0.5,U =12 m/s, a = —3°(gauche)/ a = +3°(droite).

A Taide des images de la caméra, il est possible de calculer la déformation du foil
en capturant la projection de la nappe laser avant et apres déformation. Ensuite, a 1'aide
d’un algorithme de détection de bords et de la méthode des moindres carrés, il est possible
d’identifier la nappe laser sur les deux images, puis d’en déduire une rotation et une
translation. En faisant ¢a, une hypothese sur le mouvement rigide des sections du foil est
réalisée. La méthode est illustrée dans la figure 2.11. Avec ce protocole, les déplacements
sont mesurés par rapport a une configuration de référence ou le foil est immergé sans
courant et donc soumis uniquement a son poids et a la poussée d’Archimede. La poussée
d’Archimede appliquée sur la partie utile du foil représente un effort d’environ 87 N pour
un poids de 9.8 N. Ce qui signifie que la flottabilité de la partie du foil est positive et
que celui-ci est donc fléchi vers le haut dans sa configuration de référence. En raison de la
présence d'un CFT, cette fleche initiale induit également une torsion augmentant ’angle

d’attaque du foil.

2.4 Conclusion

Dans ce chapitre 2 sont présentés les moyens expérimentaux utilisés pour valider les

modeles numériques développés dans cette these. Deux campagnes ont été réalisées durant
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F1GURE 2.11 — Illustration de la méthode de détection de bord permettant la mesure des
déformations du foil.

cette these. Pour les premiers essais expérimentaux, des foils de géométries considérées
identiques sont étudiés. Ils sont caractérisés par des propriétés structurelles différentes,
pilotées par 'orientation du pli d’UD de verre composant leurs peaux. Les déformations
des foils sont mesurées pour des chargements ponctuels, appliqués en suspendant une
masse a un carcan enserrant les foils. Cette campagne expérimentale a pour objectif de
valider la modélisation numérique du comportement élastique de foils en composite, les

résultats associés sont présentés dans la section 4.1.

La seconde campagne expérimentale, réalisée dans le bassin de courant de I'Ifremer de
Boulogne-sur-Mer, a pour objectif de valider la modélisation des IFS de foils composites
en écoulement. Lors de ces essais, seul un des foils est étudié, 'orientation de son pli
d’UD est choisie de maniére a ce qu’il soit instable. Ce qui signifie que son angle d’attaque
augmente lorsqu’il est déformé par I’écoulement. Cela permet de mesurer des déformations
significatives, plus facile a comparer aux modeles numériques. Les résultats associés a cette

seconde campagne sont détaillés dans la section 4.2.

Le prochain chapitre 3 porte sur la méthode de modélisation numérique des foils, en

partant de notions générales sur la méthode des éléments finis jusqu’a la mise en place
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des calculs pour les foils présentés dans la section 2.1.
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CHAPITRE 3

MODELISATION D’UN HYDROFOIL
SOUPLE

Le second chapitre présente deux méthodes permettant la modélisation numérique des
phénomenes d’interaction fluide-structure (IFS) d’un foil souple. Pour les deux modeéles,
une approche partitionnée est retenue, dans laquelle I’écoulement et la réponse structurelle
du foil sont résolus séparément.

La réponse structurelle du foil est approchée numériquement grace a la méthode des
éléments finis (MEF) dont la théorie est rappelée dans la section 3.1. Ensuite, les sections
3.2 et 3.3 présentent deux modeles éléments finis (mis en place dans le logiciel Abaqus™),
caractérisés par des niveaux de fidélité différents. Le modele de plus basse fidélité est un
modele de poutre équivalente, qui est ensuite comparé au modele de plus haute fidélité
(éléments finis 2D/3D). Pour finir ce chapitre, la section 3.4 présente la modélisation de
I’écoulement fluide avec le logiciel PUFFIn ainsi que le couplage IFS mis en place entre

PUFFIn et Abaqus™.

3.1 Généralités sur les éléments finis

Les progres informatiques survenus ces dernieres années ont grandement accéléré la
démocratisation des méthodes numériques dans le monde de I'ingénierie. Aujourd’hui, la
MEF est un outil couramment utilisé pour le dimensionnement de structures. Durant
cette thése, les calculs éléments finis sont réalisés avec le logiciel commercial Abaqus™.
La MEF consiste a décomposer des milieux continus complexes en éléments finis simples,
dont le comportement se décrit a 'aide de fonctions d’interpolation. La réponse de la
structure est alors approximée dans chaque élément fini, en tenant compte des conditions
de continuités entre éléments voisins, des conditions limites ou encore des contacts entre
différents matériaux. Dans cette these, les calculs IF'S réalisés sont quasi-statiques donc les

modeles numériques mis en place ne prennent pas en compte les effets inertiels. Cependant,
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les matrices de masse des éléments finis sont quand méme développées afin de présenter

une méthode d’analyse de modes propres.

3.1.1 Cinématique et mesures de déformation

Pour commencer la présentation de la MEF, il est pertinent de rappeler les concepts
cinématiques impliqués dans la description de la déformation d’un solide continu. Le point
de vue Lagrangien est adopté ici, ce qui est classique en mécanique des solides déformables.
La MEF est décrite ici dans le cadre des grandes déformations, ce qui implique ’apparition
de non-linéarités géométriques. Les déformations considérées sont grandes mais ne doivent
pas nous placer hors de la limite élastique des matériaux, ce qui ne correspond pas aux

configurations envisagées dans le cadre de cette these.

FIGURE 3.1 — Description du mouvement d'un solide déformable.

La figure 3.1 illustre un solide déformable dans son état initial et déformé. Dans ce
chapitre, les symboles en majuscules sont associés a la configuration non-déformée du
solide alors que les symboles minuscules représentent 1’état courant du corps déformable.
La base E = (E4, Es, E3) est utilisée pour décrire le solide dans sa configuration initiale
et déformée. Pour la suite des développements, la base E est définie comme orthonormée.

Dans la figure 3.1, les vecteurs X = (X1, Xy, X3)7 et © = (21, 79, 23)T représentent

respectivement la position initiale et déformée d’un point du solide exprimées dans E. Les
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vecteurs N = (Ny, No, N3)T', T = (T1, Ty, T3)T, n = (ny,n2,n3)" et t = (t1, 1o, t3)7 illus-
trent, pour la configuration initiale et courante, le vecteur normal et le vecteur contrainte
en un point du solide.

Pour décrire I’état de déformation du solide dans sa configuration courante, le tenseur
du gradient de transformation est défini en dérivant la position & d’un point par rapport
a sa position initiale X. Le vecteur déplacement u représente le déplacement d’un point
du solide tel que ©u =  — X . Le mouvement des points du solide peut étre décrit par une

fonction vectorielle temporelle et spatiale ¢ définie telle que :
= (X, 1) (3.1)

oz Oz Oz

) 0X1 0X2 0X3 3
F = L _ | oey 02y Oxy i Z (3.2)
aX 0X1 0Xo 8X3 X 1 '

Oxz  Oxz  Ozg
0X1 0Xo 0X3

L’inverse du gradient de transformation est défini par F ‘9X . Il est intéressant de
noter que le gradient de transformation F' agit comme une matrice J acobienne permettant
le passage de la base E vers la base locale dans 'état déformé, notée e et définie par
e = EF . L’expression du gradient de transformation (cf. équation (3.2)) permet d’établir
les relations entre les composantes des bases F et e, ce qui est détaillée dans I’Annexe
1. Soient dV, dS, dv et ds un volume infinitésimale et un vecteur surface élémentaire
du solide, respectivement associés aux configurations initiale et déformée. Les relations a

retenir sont données dans I’équation ci-dessous :

dv =det(F)dV; JFTdS =ds (3.3)
J

Plusieurs mesures permettent de quantifier I’état de déformation d’un solide, les plus

courantes sont rappelées ci-dessous :

— Tenseur de déformations infinitésimales €, exprimé a partir des dérivées spatiales

du déplacements par rapport a la configuration de référence du solide.

1LoUu oUt 1
= (F+F")—I3; ;=

10U, oU", 1 an+an
20X  9X ' 2

§(an (’)Xi)

€ =

(3.4)

Ou I3 est la matrice identité de dimensions (3 * 3)
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— Tenseur de déformations de Cauchy-Green droit C', couramment appelé tenseur de

déformations de Cauchy.

C=F"F (3.5)

C quantifie les déformations comme le carré des changements locaux de distances

dans le solide.

— Tenseur de déformations de Green-Lagrange E.

E- ;<c L) (3.6)

Classiquement, le tenseur de déformation de Green-Lagrange est utilisé pour l'ap-

proche Lagrangienne, adoptée dans ce manuscrit.

3.1.2 Principe des travaux virtuels

Le principe des travaux virtuels (PTV) représente la forme faible de 1'équilibre des
efforts intérieurs au solide. Le développement de ce dernier, détaillé dans I’Annexe 2, se

résume en deux équations, une pour 1’équilibre des forces et une seconde pour 1’équilibre

des moments.

0011 + 9021 + 031

821 89c2 (9:E3
div(o) + f —pv =0 avec div(o) | %2 4 9oz 4 Gou (3.7)
do do Jdo
oo+ 0m T 0o
o=o" (3.8)

Classiquement, le PTV est érigé en principe et la formulation forte associée (cf. équa-~
tions (3.7) et (3.8)) en découle. Cependant, dans la suite du manuscrit, la démarche inverse
est adoptée car jugée plus didactique. Pour ce faire, les 3 équations d’équilibre translation-
nel de I'équation (3.7) sont multipliées a une fonction vectorielle arbitrairement choisie,
suffisamment réguliere sur ’ensemble du volume du corps. Pour établir le PTV, cette
fonction est choisie comme étant un champ de déplacement virtuel noté du, considéré
uniforme pour la suite des développements.

L’expression du travail virtuel 6 des forces appliquées sur le corps (efforts inertiels,
force de volume et de surface) est développée a partir du champ de déplacement virtuel ju.

Pour ce faire, chaque terme de I’équation (3.7) est multiplié au champ de déplacement
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3.1. Généralités sur les éléments finis

virtuel du. La relation ainsi obtenue est ensuite intégrée sur l’ensemble du volume du
corps. Le développement du PTV est détaillé dans I’Annexe 3, son expression final est

donnée par :

W = /S(Su -tds + /Uéu - fdv —/110' S (OFF Y)dv —/Uéu -podv =0 (3.9)

5Wezt 6W7,nt éwczn

L’équation (3.9) montre que travail virtuel se décompose en trois contributions, une
premiére associée aux forces agissant sur le solide (6W,,), une seconde associée aux effets

inertiels (0W.,) et une derniére associée aux efforts internes a la structure (W, ).

3.1.3 Mesures de contraintes

Dans le PTV, le travail virtuel des efforts internes §W™ est fonction du tenseur de
contraintes de Cauchy o et du tenseur de déformation virtuel FF~!. Ce tenseur de
contraintes est dit conjugué a ce tenseur de déformations.

L’expression de W™ est donnée dans la configuration déformée du solide. Il est
pertinent de définir un couple de mesure de déformations et de contraintes conjuguées
dans la configuration de référence du solide. Pour ce faire, le PTV peut étre réécrit en
changeant le volume et la surface d’intégration, ce qui est détaillé dans I’Annexe 4. Dans
cette Annexe sont introduites les mesures de contraintes suivantes :

— Tenseur de contraintes de Kirchhoff 7 = Jo ;

— Premier tenseur de contraintes de Piola-Kirchhoff P = JoF 7T ;

— Second tenseur de contraintes de Piola-Kirchhoff § = JF 1o F~ 7.

Les tenseurs de contraintes de Piola-Kirchhoft transportent les contraintes de Cauchy
dans la configuration de référence du solide, ce qui est intéressant pour une mesure de
contraintes dans le cadre d'un probleme ot un solide est soumis a d’importantes défor-

mations.

3.1.4 Opérateur de Hooke

La loi de Hooke définit la relation entre le tenseur de déformations infinitésimales et

le tenseur de contraintes de Cauchy tel que :

Oij = Ct/jklfij = g = Ctﬁ (310)

2
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Chapitre 3 — Modélisation d’un hydrofoil souple

Le premier principe de la thermodynamique combiné avec la symétrie des tenseurs o

et € implique des symétries pour C? telles que :
fjkl = jt‘z'kz = z'tjzk = Clilz'j (3~11)

Cela réduit le nombre de termes de C? de 81 a 21, ce qui permet de définir la matrice de
raideur C de dimension (6%6) permettant de relier les expressions contractées des matrices
de raideur et de déformation. Soient o, et €,q4 des vecteurs construit a partir de o et €

en suivant la notation de Voight.

€11 €12 €13 €1 66/2 65/2
. _ T
€= |enn € e3|=|6/2 e €)/2 ; €pqg = (€1, €2, €3, €4, €5, €) (3.12)
€13 €23 €33 €5/2 €4/2 €3
011 012 013 01 0O O5
_ _ . = T 3.13
O = |012 022 03| = |0 02 04 ;7 Oype = ((7170'270-370'470570'6) ( . )
013 023 033 05 04 O3

La notation de Voight permet dans certains cas de faire disparaitre le double produit

tensoriel de deux matrices. Par exemple, le double produit vectoriel o : € se réécrit :

O €= €pq Oupe (3.14)

La notation de Voight peut étre adoptée pour tous les tenseurs de déformations et de
contraintes a condition qu’ils soient symétriques. La notation de Voight permet alors de

réécrire la loi de Hooke telle que :

Oue = Cé€pq (3.15)

Pour un matériau orthotrope, la matrice constitutive du matériau C est construite a
partir des propriétés mécaniques suivantes.

— FE1, By, E5 : modules élastiques dans les trois directions de I'espace ;

— (12, G13, Go3 : modules de cisaillement dans les trois directions de I'espace ;

— U9, 13, Vg : coefficients de Poisson dans les trois directions de I'espace ;

A partir de ces quantités, la matrice de raideur constitutive C est définie par :
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3.1. Généralités sur les éléments finis

]./El —1/21/E2 —1/31/E3 0 0 0

—1/12/E1 ]./E2 —1/32/E3 0 0 0

— FE - E. 1/E 0 0 0
C— 1/13/ 1 1/23/ 2 / 3 (3.16)

0 0 0 /Gy 0 0

0 0 0 0 1/Giz 0

0 0 0 0 0 1/Gos
O,

Vig V21 Vi3 V31 Vaz V32 (3.17)

Ey B, E1 By E, B

Dans la limite des matériaux élastiques subissant de faibles déformations, la ma-
trice constitutive C relie chaque mesure conjuguée de déformations et de contraintes.
Par exemple, le second tenseur de contraintes de Piola-Kirchhoff et le tenseur de défor-
mations de Green-Lagrange, réorganisés sous forme vectoriel en suivant la notation de

Voight, sont reliés par I’expression :

Sye = CEyq (3.18)

3.1.5 Discrétisation des quantités cinématiques

Dans cette section, les expressions discrétisées des champs continus impliqués dans
le PTV sont établies et la notion d’élément fini est introduite, ce qui permet ensuite de
réécrire le PTV et de faire apparaitre les équations d’équilibre du solide.

Soit une structure discrétisée en N, éléments finis possédant chacun N, nceuds (un
neeud peut appartenir a plusieurs éléments). La position d'un point de la structure dans un
élément fini est exprimée comme une interpolation de la position des noeuds de 1’élément.
Cette interpolation est réalisée a I’aide de fonctions d’interpolation N,, également appelées
fonctions de forme. Pour un élément fini possédant N,, nceuds, la position d’un point dans

la configuration initiale et déformée s’écrit :

Nn, Ny
X = Z N, X, == Z N,x, (3.19)
a=1 a=1

Dans I’équation (3.19), la somme est réalisée pour tout les nceuds de I'élément. X, =
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(Xa1, Xa2, Xa3)T et @y, = (Ta1, Taz, Ta3)? représentent respectivement la position d’un
noeud a de I'élément dans sa configuration initiale et déformée. La fonction de forme pour
un nceud de I’élément est noté N,, son développement n’est pas détaillé ici car les fonctions
de forme sont propres a I’élément considéré. Ces fonctions sont présentées plus tard dans
le manuscrit, lors de la présentation des éléments finis retenus pour la modélisation des
foils.

Classiquement, pour un type d’élément fini donné, ses fonctions de forme sont données

dans son repére réduit, ce qui permet d’obtenir une expression indépendante de la forme
réelle de 1’élément.

(4]
e
Ut
w
(0]

6 L 7
il A
/’/' 1 |~ 4
2 3

FIGURE 3.2 — Elément fini 3D hexaédrique dans son repére isoparamétrique.

La figure 3.2 illustre un élément fini hexaédrique dans son repére réduit (dans lequel
il est forcément un cube). Ce repére est noté ¢ = ({1,¢2,¢3) et est relié a la base de
référence E par une matrice Jacobienne J¢ définie dans 1'équation (3.19). La position

d’un point matériel exprimée dans son repére réduit est notée ¢ = ({1, (o, ¢3)7

0X1 0X1 0X4

oG 0¢2  0¢s Ny,
ac 0¢1 0C2 ¢z | ij ai 3( .
0Xy Xy 0Xs a=1 j

oG 0¢2  O¢s
Pour la suite de la présentation de la MEF, une notation matricielle est adoptée. La

matrice N7 est alors définie pour un élément comme une matrice contenant I'ensemble
des fonctions de forme N,. L’équation (3.19) devient alors :
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3.1. Généralités sur les éléments finis

X =N/X4 x=N/z“ (3.21)

Dans Péquation ci-dessus, X% et ¢ sont des vecteurs regroupant les positions des
neeuds de 1’élément fini dans sa configuration initiale et déformée. Par exemple, 1'expres-

sion détaillée de X donne :

X = (X", X" XN Xe= (Xay, Xy Xas)'s a=1,2,...,N,  (3.22)

La taille de ce vecteur est fonction du nombre de dimensions considérées et du nombre
de noeuds. Par exemple, pour élément illustré dans la figure 3.2 en 3D, X contient 24

termes (3 dimensions x 8 nceuds).

De la méme maniére que pour I'interpolation de la position, si u® représente 1’ensemble
des déplacements nodaux de 1’élément fini. Alors le déplacement w (cf. figure 3.1) d’un
point arbitraire de 1’élément est interpolé a partir de ses déplacements nodaux. Lorsque
les mémes fonctions de forme sont utilisées pour interpoler la position et le déplacement,

I’élément est qualifié d’isoparamétrique.

u=Nu; su=N'su (3.23)

La différenciation de I’équation (3.21) permet d’obtenir I'expression discrétisée des

champs de vitesse et d’accélération :

d d el
v — d;f _ N/ ;’t — N7y (3.24)
D= Nf/vlel

v et v dans I’équation ci-dessus sont définies comme les vitesses et accélérations
nodales de I’élément fini. Pour la suite des développements, il est pertinent de développer
I’expression discrétisée du tenseur de gradient de transformation pour un élément fini. Le
tenseur F' s’obtient en substituant 'expression discrétisée de la position & (cf. équation

(3.19)) dans la définition du tenseur F', donnée dans 1’équation (3.2).
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Nn aN

Nn

Dans I’équation ci-dessus, le tenseur F', représente la contribution d’un noceud au ten-
seur de gradient de transformation d’'un élément fini. De plus, le tenseur N, x, contenant

les dérivées des fonctions de forme, de dimension (3 x 1) est défini tel que :

ON, ON, ON, ON, ON, ON, dN, ON, ON,
Na,X ( ) ; Na,:c:< s s T Na,C :( 5 y )T
8X1 8X2 8X3 81‘1 61'2 81'3 8@“1 8C2 8(’3
(3.26)
Avec,
_ 7 yel-T
Noz=F  'N,x=F7TJ% N,
_ P
N,,=N.xF'=N_ J% F' (3.27)

Pour la suite, il est intéressant d’exprimer la différentielle du gradient de transforma-
tion rapport a un déplacement nodal infinitésimal du®. La variation infinitésimale de la

position nodale courante dz® se décompose tel que :

d$el _ d(xel + uel) — d’U,el; dwa — dua (328)

A partir des équations 3.25 et 3.28, la variation du gradient de transformation discré-

tisée est donnée par :

Nn Nn, Nn
dF =Y dF, =Y dF,=) du,N,x" (3.29)

Le tenseur de déformation virtuel de Green-Lagrange est également exprimé pour la
suite des développements. Pour ce faire, la variation infinitésimale de 1’équation (3.6) est

développée.
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dE =

1
2
1
22

||M2 ||M2

1
f(dFTF + FTdF)
dF TF + F'dF,)

(N xdu,"F + Fdu,N

Z iE,

(3.30)

Dans la méthode des éléments finis, la notion de matrice de déformations-déplacements

(strain-displacement matriz) est récurrente. Cette matrice, notée B, x pour un noeud,

permet de relier le déplacement d’'un nceud a sa contribution au tenseur de déformations

de Green-Lagrange de 1’élément dE,. Classiquement, ce tenseur est réarrangé en utilisant

la notation de Voight et la matrice de déformations-déplacements est donnée par :

dEm,d = B,Lxd’u,a (331)
Les termes de B, x s’obtiennent en développant les expressions 3.30 et 3.31 puis par

identification des termes. Pour un noeud a, la matrice B, x est alors donnée par :

ONg Oz ONgy Oz ONg Ox3

80X X, 08X X, 80X, X,

ONg Ox1 ONg Ox2 ONg Ox3

0Xs 0Xo 0Xs 0Xo 0Xs 0Xo

ONg Oz1 ONg Oz2 ONg Oz3

0X3 0X3 0X3 0X3 0X3 0X3

Box = ONg dz1 |, ON, Oxy ONg Oz | ON dxs  ON, dxs | ONg Ozs (3.32)

0X5 OX3 | 0X3 0Xo 0X2 0X3 | 0X3 Xy 0Xo X3 | 9X3 0Xo
ONg Oxy 4 ONg Oy ONg Oxy | ONg Oxz  ONg 0wy 4 ONg Ozs
0X1 0X3 0X3 0X1 0X1 0X3 0X3 0X1 0X1 0X3 0X3 0X1
8Na%+ ONg O0z1 8Nam+ ONg Ozo 8Na%+ ONg Oz3
0X1 0Xo 0Xo 0X1 0X1 0Xo 0Xo 0X1 0X1 0X2o 0X2 0X1

Afin de s’affranchir de la somme sur les noeuds d'un éléments (cf. équation (3.30)), il

est commun dans la MEF de définir une matrice de déformation-déplacements B x pour

I’ensemble de ’élément. Sa construction est détaillée ci-dessous :

el
B, :(Bl,XaBQ,Xa”'?

D’ou la forme généralisée de 1’équation (3.31),
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dE,q = B%du®; du® = (du,",du,", ... duy,”)" (3.34)

3.1.6 Equation du mouvement

Les expressions discrétisées des quantités cinématiques permettent de réexprimer les
différentes contributions au travail virtuel pour un élément en introduisant les notions
de matrice de masse (M%) et d’efforts nodaux internes et externes, notés respectivement
Fit et £ Le détail du développement est présenté dans 1’Annexe 5. Pour une structure

discrétisée en N, éléments finis, le PTV s’exprime comme la somme des travaux virtuels

de chaque élément, telle que :

Ne;

5W — Z 5W6xt o 5W’L;Lt - (5 cin =0

el e el
el=1

= %f dul’ fert — sut’ fert — gut! Melvel =0; M = /V poN/"Nav  (3.35)
el=1

Afin de s’affranchir de la somme sur les éléments, il est courant dans la MEF de
définir des vecteurs et matrices globaux, regroupant les efforts nodaux et les matrices de
masse de chaque élément. La matrice de masse globale M, est construite en itérant sur
chaque élément et en ajoutant chaque contribution (M) & la matrice M 4 en suivant les
procédures d’assemblage classique d’éléments finis (J N REDDY 2005). Les déplacements,
les vitesses et les efforts nodaux globaux (u¢, v9, fgwt et f;m ) sont obtenus en assemblant
les vecteurs nodaux de chaque éléments avec une méthode analogue a celle présentée dans
I'équation (3.22). Par exemple, le vecteur des déplacements nodaux globaux est construit

tel que :

u! = (ulT,'u,2T, ...,uN"T)T (3.36)

Ici, les vecteurs u',u? et u™e sont analogues au vecteur u® utilisé pour le dévelop-
pement de la contribution au travail virtuel d’un élément fini. Finalement, 'ordre des
éléments dans le vecteur u? se doit d’étre cohérent avec 'ordre des éléments considéré
pour la construction de la matrice de masse globale. Avec ces définitions, 1’équation (3.35)

se réécrit :
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W = ud” £t — sudT FU — SufT Myv9 = 0 (3.37)

g

Cette équation est valide pour n’importe quel déplacement virtuel, d’otu :

Fot— fit = M9 (3.38)
Dans cette these, les calculs éléments finis sont statiques, la résolution de 1’équation
(3.38) est donc détaillée en négligeant le terme d’inertie, ce qui revient a résoudre 1’équa-

tion suivante :

fint o feact =0 (339)

g g

Dans cette équation, I'inconnue est le vecteur des déplacements nodaux de 1’élément
u?. Cette équation ne peut étre résolue directement en raison de la non-linéarité des efforts
nodaux par rapport a u9. La méthode de Newton permet de résoudre de maniere itérative
I'équation (3.39). Soit n une itération quelconque de la résolution et uf le vecteur des

déplacement nodaux a cette méme itération, ’équation (3.39) se réécrit :

£ (ug) — £57 (uh) = r9(u) (3.40)

Le vecteur 79 est appelé résidus globaux de la résolution a l'itération n. La solution
ud est considérée acceptable si a 'itération n, les résidus tendent vers un vecteur nul. La

linéarisation des résidus globaux ¢ donne :

ri(upg) = m(ug) + o) x (upy — ) (3.41)

L’expression de la dérivée des résidus globaux par rapport aux déplacements nodaux
est développée dans I’Annexe 6. Elle fait apparaitre la notion de matrice de raideur tan-
gente globale, notée K ;‘m et construite a partir des contributions de chaque élément (no-
tées K'I™) en suivant les procédures classiques d’assemblage d’éléments finis. L’expression

de la matrice de raideur tangente d’un élément est donnée par :

an ar ma €eo ex
K" = Jul K"+ Ki° - K" (3.42)
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Avec,

— La matrice de raideur tangente matérielle K7*, représentative de 1'élasticité du

solide.
K™t / B "cBYdv (3.43)

— La matrice de raideur géométrique K7 °, représentative de la rigidité additionnelle

el?

due aux contraintes dans le matériaux.

K%’ = (K7, Kep) . K0 )
ngo = (G%I37 G%I37 s G(]IVnI?’) , Gg = /V NZ:XSNG’XdV <344)

— La matrice de raideur des efforts externes K", permettant la prise en compte les

changements d’aire et d’orientation des surfaces d’éléments finis déformés. Ce terme
est calculé uniquement pour des cas de chargements continus. Dans cette these,

seuls les efforts de pressions sont modélisés comme un champ de force continu.

N
Kot = / / pHOdE, dEy; HY = (NyHy, NoHo, ..., Ny, Hy,) (3.45)
I=1
Le développement de ces matrices est présenté dans I’Annexe 6. Apres définition des

matrices de raideur élémentaires, I’équation (3.41) devient :

K" (uh) (g —uf) = Fi7(uf) — " (ul); uf=0 (3.46)

La solution de ’équation (3.39) est approchée avec la méthode de Newton, illustrée
dans la figure 3.3. En effet, la relation (3.46), linéaire en wuy |, permet de calculer u; | a
I’aide de la matrice de raideur tangente K Z‘m, dépendant de I'état de déformation de la
structure,.

Pour une itération n, 'inconnue de cette équation est le champ de déplacements nodal
a 'itération suivante. La figure 3.3 illustre la non-linéarité de la relation entre les résidus et
les déplacements. Pour un chargement nodal donné fe”( J), la résolution de 1’équation
(3.46) permet d’obtenir une valeur de déplacement ui. Du fait des non-linéarités, uf

n’est pas la solution du probléme. Le calcul des résidus globaux 79, dépendant de 1’état
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Résidus an
‘ K¢ g(ugo) Krang(ugl)
ro(us) A
rf(u?)
fextg(uelo)
ri(u) /’
us, u?, us, Déplacement

FIGURE 3.3 — Illustration de la méthode de résolution de Newton.

de déformation de la structure, permet d’évaluer la convergence de la résolution. Par
définition, le résidu du calcul a une itération n est donnée comme la différence des efforts
nodaux internes et externes. Apres I’évaluation des résidus, un second déplacement nodal
uj est calculé en considérant une nouvelle matrice de raideur tangente évaluée pour un
déplacement uf. Le protocole détaillé ci-dessus est répété jusqu’a ce que la valeur du résidu
soit suffisamment faible, ce critere de convergence est défini arbitrairement en fonction du

cas de chargement imposé.

3.1.7 Analyse modale

Il est intéressant d’introduire la notion d’analyse modale, permettant de prédire les
fréquences propres d’une structure. Pour un foil, les fréquences propres renseignent la pos-
sibilité d’apparition de phénomenes de résonance pour une fréquence d’excitation donnée
(associée a un écoulement instationnaire par exemple). Dans cette section, la théorie de
I’analyse modale est brievement présentée. Pour réaliser 'analyse modale d’une structure,
celle-ci est étudiée sans chargement extérieur et les effets d’inertie ne sont plus négligés.
Le foil évolue dans le vide, la méthode présentée ici est a adapter dans le cas particulier

d’un foil immergé. Le PTV (tel qu’exprimé dans I’équation (3.37)) permet alors d’écrire :

M9+ fi' =0 (3.47)

23



Chapitre 3 — Modélisation d’un hydrofoil souple

A laide des développements présentés dans Annexe 6, il est possible de réexprimer
int

s d’une structure non déformée tels que :

les efforts nodaux internes globaux f
fg”t = K’;at(ug =0)u’ = Kgf)“tug (3.48)

L’équation (3.47) devient alors :

M99 + Kuf = 0 (3.49)

Pour résoudre ce type d’équation, une solution harmonique est admise pour les dé-

W ot ud, w et t représentent les déplacements

placements nodaux, tel que u? = ufe
nodaux (forme des modes propres), la pulsation propre et le temps. Cette solution peut

étre injectée dans I’équation (3.49), ce qui donne :

WP MOuY, + KTud, = 0 (3.50)

L’équation (3.50) est un probléeme aux valeurs propres pour un élément. Sa résolution
n’est pas présentée ici, nous retiendrons uniquement que le résultat est une infinité de
modes propres u, et de fréquences propres f,, = w,/2m. Ce résultat nous indique quelles
fréquences sont susceptibles d’exciter la structure et quel mode de déformation la structure

va adopter.

3.2 Modélisation 3D

Dans cette section, la modélisation de la réponse élastique d’un foil avec la MEF est
détaillée. La méthode présentée ici est classique (LIAO et al. 2019¢; LIAO et al. 2019a;
TEMTCHING TEMOU 2020; MOHAMMED ARAB 2020; LIAO et al. 2021; L1AO et al.
2023) et coliteuse en temps de calcul. La présentation du modele est réalisée de maniere a
reproduire au mieux les essais en air réalisés sur les foils (cf. section 2.2). Les modifications
apportées au modele pour reproduire les expériences en bassin sont abordées dans la
section 3.4.2.

Dans la suite du manuscrit, le modele éléments finis haute fidélité est appelé Abaqus
3D. Dans ce modele, le foil est décomposé en deux parties, une premiere représentant
la peau en composite du foil et une seconde pour son dme en Airex. ’ame en Airex
est modélisée avec des éléments finis 3D notée C3D8R dans Abaqus™ alors que la peau

du foil est modélisée avec des éléments fini 2D STRI3. Un descriptif de ces éléments est

o4



3.2. Modélisation 3D

proposé avant de détailler la mise en place du modele numérique Abaqus 3D.

3.2.1 Elément fini 3D C3DSR

L’élément C3D8R implémenté dans Abaqus™ se rapproche de I’élément fini utilisé
pour présenter la MEF dans la section précédente (cf. figure 3.2). C’est un élément hexa-
édrique linéaire possédant 8 nocuds. Dans son repere réduit, ses fonctions de forme sont

données par :

Ni=g(1-G1-G)-6) N=0+0)1-G0-G) G5
N3 = ;(1 + Q)1+ &)1 —G) Ni= ;(1 — Q)1+ G)(1 - G)

N5 = 1(1 —C)(1 =) +¢) Ne= 1(1 +C)(1 =) (1 + )

8 8
No= QI+ G +G) No= S(1- Q1+ )1+ G)

=

L’origine du repere réduit est placée au centre de 1’élément et les variables (q, (; et (3
varient entre —1 et 1. Pour l'intégration numérique des matrices de raideurs et de masse,
deux méthodes sont communément utilisées, celle de Gauss et celle de Newton-Cotes.
Dans Abaqus™, I'intégration est réalisée avec la méthode de Gauss. Classiquement, les
intégrations sont réalisées avec 8 points de Gauss pour les éléments finis hexaédriques
linéaires. Cependant, I’élément C3D8R, utilisé ici est un élément dit a intégration réduite,
ce qui signifie qu’un seul point de Gauss est utilisé pour I'intégration.

Pour des maillages équivalents, une structure discrétisée avec des éléments finis li-
néaires est plus raide qu’une structure discrétisée avec des éléments quadratiques. Afin
de pallier a ce probleme, il est possible de raffiner davantage le maillage, ce qui peut étre
coliteux en temps de calcul. L'intégration réduite permet alors d’assouplir les éléments
C3D8R en cisaillement transverse sans avoir a générer un maillage trop fin. Finalement,

une énergie interne numérique de controle hourglass est introduite dans Abagus™.

3.2.2 Element fini 2D STRI3

Dans cette section 3.2.2, la théorie des éléments finis modélisant la peau en composite
du foil est brievement présentée. L’élément coque 2D STRI3 implémenté dans Abagus™

est basé sur la méthode présentée par (BATOZ et al. 1980) et se place dans la théorie
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Chapitre 3 — Modélisation d’un hydrofoil souple

de Kirchhoff-Love, ou les membranes sont considérées suffisamment fines pour négliger le
cisaillement transverse. Cela permet de définir la membrane comme une surface moyenne
et un ensemble de lignes perpendiculaires a cette surface. La longueur de ces lignes cor-
respond a 1’épaisseur réelle de la plaque modélisée.

L’élément STRI3, illustré dans la figure 3.4, est composé de 3 nceuds possédant, pour
ce qui concerne la flexion, 3 degrés de liberté chacuns, deux de rotations (6, et 6,) et
un de translation (w). La translation w est orientée selon la normale de la membrane,

représentée par z dans la figure 3.4.

FIGURE 3.4 — Elément fini STRI3 (adaptée de (BATOZ et al. 1980)).

L’hypothese réalisée sur le cisaillement est illustrée dans la figure 3.5, ot Sy, €t Spoy
sont respectivement la surface supérieure et moyenne d’une membrane. La figure 3.5
montre les sections de la membrane qui restent perpendiculaires a la surface moyenne
lorsque celle-ci est déformée. Cette hypothese permet de relier les dérivées spatiales de la

translation aux rotations (cf. figure 3.4).

Configuration initiale Configuration déformée

FI1GURE 3.5 — Illustration de I’hypothese de Kirchhoff-Love.

Dans I'hypothese de Kirchhoff, le déplacement (u,v) dans le plan (z,y) (cf. figure 3.4)

est donné par :
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3.2. Modélisation 3D

ow ow
La translation w est interpolée de fagon cubique en (x, y). Plus de détails sur les
fonctions de forme et 'implémentation de I’élément STRI3 sont disponibles dans (BATOZ

et al. 1980).

3.2.3 Mise en place du modele

Dans les sections 3.2.1 et 3.2.2, les éléments finis 3D et 2D utilisés pour modéliser la
structure du foil sont présentés. Pour rappel, I’'ame du foil est discrétisée en éléments finis
hexaédriques 3D et sa peau est discrétisée en éléments finis triangulaires 2D. Le modele
éléments finis Abaqus 3D présenté dans cette section est représentatif des essais en air
(cf. section 2.2) et plus particulierement de ses cas de chargements. La figure 3.6 illustre
le modele Abaqus 3D dans lequel sont définis trois points d’intéréts, appartenant tous au
carcan utilisé pour suspendre une masse au foil :

— loadingPoint (X;,Y), Z;) : point du carcan ou la masse est suspendue;

— cornerClampingBeam (X, Y., Z.) : point du coin du carcan choisie pour relever la

mesure de déplacement et de rotation;

Yey, Zeg) = position du centre de gravité du carcan, utilisé

— CG_clampingBeam (Xcg, Yeg, Zeg

cg>
pour prendre en compte le poids du carcan dans les simulations.

La position de la masse suspendue est modifiable en déplacant le carcan le long de
I'envergure et/ou en déplagant la masse sur le carcan selon la direction de la corde du foil.
Cela permet d’établir des relations entre les positions des 3 points d’intéréts. L’origine du
repére défini dans Abaqus ™ est placé au niveau du bord de fuite du foil & ’encastre-
ment (cf. figure 3.6), ce qui donne les expressions présentées dans le tableau 3.1 pour les

coordonnées des points d’intéréts :

loadingPoint cornerClampingBeam CG_clampingBeam
Position (X1,0.00, Z;) (0.25,0.04, Z, — 0.02) (—0.2604, 0.00, Z;)
TABLE 3.1 — Position des points loadingPoint, cornerClampingBeam et

CG_clampingBeam.

Afin d’avoir un cas de chargement représentatif de celui induit par le carcan, la peau

du foil est partitionnée pour faire apparaitre la surface de contact entre le carcan et le foil
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Chapitre 3 — Modélisation d’un hydrofoil souple

CG_cIampingBeam

T = cornerClampingBeam

\ IoadingPoint‘i

FI1GURE 3.6 — Illustration des conditions limites et du chargement du foil pour le modele
éléments finis Abaqus 3D.

(cf. figure 3.6, ou le carcan est situé a 80 cm de I'encastrement). Ensuite, cette surface
est contrainte a suivre le loadingPoint dans un mode de corps rigide, ce qui permet de
modéliser la distribution de la force ponctuelle induite par la présence du carcan. Pour
faire cela dans Abaqus™, une contrainte MPC ( Multi-Point Constraint) est définie. Cette
contrainte est également utilisée pour lier rigidement les points CG__clampingBeam et
cornerClampingBeam au loadingPoint. Un contrainte de type Tie est définie pour lier
la peau du foil a son ame. Cette contrainte force la surface de I’ame a avoir les mémes
déplacements que la peau. En pratique, les déplacements de la surface maitresse (la peau)
sont interpolés sur la surface assujettie (I’ame). Afin d’assurer une bonne interpolation
des déplacements, le maillage de la surface assujettie doit étre plus fin que le maillage
de la surface maitresse. C’est pourquoi la taille caractéristique d’un élément de I’ame est
définie comme la moitié de la taille d'un élément appartenant a la peau.

La figure 3.6 met en évidence une partition de la surface du foil pres de I’encastrement.
L’unique but de cette partition est de pouvoir facilement y extraire les déplacements lo-
caux pour les comparer aux déplacements expérimentaux calculés au niveau du mouchetis
(cf. section 2.2). Pour reproduire un cas de chargement expérimental, trois contributions
sont définies :

— Masse suspendue : force verticale constante et non-suiveuse appliquée au loading-

Point (Concentrated load dans Abaqus™). Son expression est donnée par le produit
de la masse suspendue (mg; = 5 kg) avec le champ de gravité terrestre g ;
— Poids du Foil : appliqué sur ’ensemble de la structure, sa contribution sur chaque

élément est déduite du volume de celui-ci et de ses propriétés massiques. Dans
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le cas d’éléments 2D, son volume est pris égal au produit de son aire et de son
épaisseur (environ 0.4 mm dans notre cas). En pratique, un chargement de type
Gravity est défini dans Abaqus™ ;

— Poids du Carcan : la masse du carcan (me.. = 3.54 kg) est assignée au point
CG_clampingBeam. Ensuite, le chargement de type Gravity prend en compte cette
masse dans ’analyse par éléments finis. Cela revient a appliquer une force verticale
non suiveuse au point CG__clampingBeam, définie par le produit de la masse du

carcan et du champ de gravité terrestre.

De plus, comme pour les expériences, le foil est encastré a sa base. Numériquement,
cela signifie que tous les points du foil appartenant au plan Z = 0 sont immobiles. Pour
imposer ce type de contraintes en pratique, les termes relatifs aux degrés de liberté a
contraindre dans I'équation matricielle d’équilibre (cf. équation (3.50)) sont enlevés. Enfin,
les propriétés mécaniques assignées a I’ame et la peau du foil sont celles rappelées dans
les tableaux 2.3 et 2.2. Sur les éléments coques modélisant la peau composite du foil, un
Composite Layup est défini pour renseigner le nombre, la nature et I'épaisseur des plis
composites. Ces informations sont ensuite utilisées par Abaqus™ pour homogénéiser les

propriétés de la peau du foil et les assigner aux éléments coques STRI3.

Pour des cas de chargements avec des masses trés excentrées, des probléemes de conver-
gence de l'analyse statique non-linéaire peuvent apparaitre. L’élément fini STRI3 a été
choisi car il permettait la convergence de cas de chargement sollicitant beaucoup le foil.
L’analyse par éléments finis non-linéaire est résolue de maniere dynamique, en se basant
sur la méthode d’Euler implicite (HAIRER et al. 2008), telle que présentée dans (SACHER
et al. 2020). L’amortissement naturel de cette méthode facilite la convergence vers un équi-

M une analyse dynamique implicite (Dynamic

libre statique non-linéaire. Dans Abaqus™
Implicit Step) quasi-statique est réalisée avant 'analyse statique. Dans 1’étape dynamique,
il faut définir le temps de la simulation 71,4, le pas de temps initial Tj et le pas de temps
minimal 7},;,. Ces valeurs de temps sont issues d'une analyse modale réalisée au préalable

et sont définies par :

3 ~0.05

Toa=—+ ; To= al Trnin = Tp.107* (3.53)
1

Dans cette équation, f; représente la premiere fréquence propre de la structure du foil.
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Chapitre 3 — Modélisation d’un hydrofoil souple

Convergence en maillage

Une convergence en maillage est réalisée afin de trouver le compromis entre le temps de
calcul et la précision de la modélisation par éléments finis. Pour ce faire, la convergence est
étudiée pour le foil le plus souple (a priori), avec l'orientation d’UD de —50° car il est le plus
susceptible de rencontrer des problemes de convergence lors de sa modélisation numérique.
De plus, le cas de chargement induisant le plus grand déplacement et la plus grande
rotation est considéré. Les résultats expérimentaux renseignent le cas de chargement a

retenir (cf. section 4.1.3), ses caractéristiques sont résumés dans le tableau ci-dessous :

angle UD (°)
-50

Xl (m)
0.1

Z; (m) ms (m)
1.0 5

TABLE 3.2 — Cas de chargement retenu pour la convergence en maillage.

La convergence du maillage est réalisée en évaluant la convergence des résultats obte-
nus avec des maillages présentant des raffinements croissants. Les valeurs relevées sont le
déplacement et la rotation du point CG__clampingBeam ainsi que la contrainte de Cau-
chy maximale selon 'envergure du foil ¢53** dans la peau du foil. Les composantes du
déplacement et de la rotation du coin du carcan sont notées Dx, Dy, Dz, Rx, Ry et Rz.
Leurs magnitudes sont respectivement notées D,,q4 €t Ryqqe. Cing maillages sont testés,
avec une taille caractéristique de maille pour la peau du foil variant de 10 cm a 4 mm. Les
résultats obtenus avec chaque maillage sont comparés dans le tableau 3.3 a ceux obtenus

avec le maillage le plus fin.

N°| Taille | Nombres | Dpag | Rmag| 05" ADpmag”™ | ARpag?™ | Acgierl™
d’une d’élé- (m) (°) (Pa) (%) (%) (%)
maille ments
de la
peau

1 0.1 862 4.36E-02 | 3.89 | 1.90E+05 | 56.367 52.124 55.631

2 0.05 2584 8.51E-02 | 7.05 | 1.77E+05 | 14.872 13.137 58.487

3 0.01 99219 9.95E-02 | 8.08 | 1.41E+05 0.503 0.458 67.080

4 0.005 723800 | 9.99E-02 | 8.12 | 4.13E+05 0.087 0.080 3.301

5 0.004 1445750 | 1.00E-01 | 8.12 | 4.27E+05 0.000 0.000 0.000

TABLE 3.3 — Résultats de la convergence en maillage du modele éléments finis Abaqus

3D.

Ce tableau met en évidence la bonne convergence du modele Abaqus 3D lors du raf-

finement du maillage éléments finis. Les valeurs du déplacement et de la rotation du
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carcan semblent convergées des le maillage 3. Cependant, pour ce maillage, la contrainte
maximale dans le foil n’est pas encore convergée. En conséquence, la valeur retenue pour
réaliser la convergence en maillage est la contrainte maximale dans le foil. Dans ce cas, le
maillage 4 est retenu car c’est le maillage le moins fin pour lequel la différence relative sur
la contrainte est inférieur a 5 %. Le maillage 4 est constitué de 700 000 éléments C3D8R
pour modéliser ’ame et 60 000 éléments STRI3 pour la peau. Ces maillages sont illustrés

dans la figure 3.7.

FIGURE 3.7 — Maillages retenus pour la peau et I’ame du foil dans le modele éléments
finis Abaqus 3D.

Dans la section suivante, la modélisation d’un foil en composite avec des éléments finis

1D de type poutres est présentée.

3.3 Modélisation 1D

La modélisation de la structure d’un foil telle que présentée dans la section précédente
est coliteuse en ressources de calcul. Dans un processus d’optimisation, il est intéressant
d’avoir des modeles numériques rapides permettant d’évaluer un maximum de designs
différents. Dans cette optique, une modélisation numérique de foil des éléments finis 1D
de type poutre, réduisant drastiquement le nombre de nceuds du maillage éléments finis
et par conséquent le temps de calcul. Pour ce modele, le probleme structurel 3D est
décomposé en une série d’analyses de sections 2D et une analyse par éléments finis non-
linéaires 1D (HODGES 2006). Ce probléme est classique pour des structures isotropes mais
devient plus complexe pour des structures anisotropes et inhomogenes.

Les principales étapes de la modélisation d'un foil 3D avec une structure 1D sont les
suivantes :

— Détermination des propriétés structurelles des sections du foil (problémes 2D);
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Chapitre 3 — Modélisation d’un hydrofoil souple

— Construction des éléments poutres équivalents ;

— Analyse par éléments finis du foil (probleme 1D);

— Reconstruction des champs de contraintes et de déplacements 3D.

Cette décomposition du probleme 3D est uniquement valide pour des structures al-
longées présentant de faibles variations de chargements et de propriétés structurelles et
géométriques le long de leur envergure. Lors de la déformation d’une structure allongée, le
mouvement de ses sections se décompose en une contribution rigide et une contribution de
déformation. Dans la suite du manuscrit, la déformation de la section est définie comme
le gauchissement.

Dans le cas d'une structure inhomogene telle que celles des foils présentés dans la
section 2.1, la géométrie 3D est partitionnée en différentes régions correspondantes aux
différents matériaux (UD, taffetas et Airex pour les foils étudiés). Ensuite, cette géométrie
partitionnée est découpée en une multitude de sections tout au long de son envergure,
illustrée en rouge dans la figure 3.8. Pour chacune des sections, ses propriétés équivalentes
sont prédites numériquement. Le nombre de découpe optimal dépend des variations struc-
turelles et géométriques du foil le long de son envergure. Par exemple, un foil prismatique
nécessite une seule découpe car par définition, sa section est constante le long de son

envergure.

.

F1GURE 3.8 — Illustration de la découpe de la géométrie 3D d'un en six sections.

Apres avoir caractérisé les propriétés équivalentes du foil le long de son envergure, des
éléments poutres équivalents sont reconstruits (en vert dans la figure 3.8), ce qui nécessite
de définir une ligne de référence (ligne centrale de la poutre). En premiere approximation,
les noeuds des éléments poutres passent par le centre géométrique des sections. Ensuite,
la position des noeuds des éléments poutres est corrigée afin qu’ils soient confondus avec

les centres de cisaillement des sections. Le centre de cisaillement d’une section est défini
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comme le point ou n’importe quelle force peut étre appliquée sans induire de torsion, son
expression est donnée dans la section suivante.

La principale difficulté de la modélisation d’un foil avec des éléments poutres réside
dans la détermination des propriétés équivalentes d’une section anisotrope et inhomogene,
dont la méthode est présentée dans la section 3.3.1. Ensuite, la section 3.3.2 détaille la
théorie du modele de poutre équivalente. Pour finir, le modele numérique reproduisant
les expériences présentées dans les sections 2.2 et 2.3 est détaillé dans la section 3.3.3.
Les analyses de sections réalisées dans le cadre de cette theése sont mises en place avec les
outils implémentés dans la version 2022 d’Abaqus™. Le modeéle poutre est appelé Abaqus

1D dans la suite du manuscrit.

3.3.1 Analyse de sections

Cette section détaille la méthode de détermination des propriétés équivalentes d'une
section inhomogene et anisotrope. Les propriétés équivalentes d’une section sont données
sous la forme d'une matrice de raideur de Timoshenko K°° reliant les forces appliquées a

une section a ses déformations telle que :

Y\ (K Kg Kg KoK ki) (d
T || Kp g Kg Ks Ky kg |
| | kg Kg Kg OKS Kg K| | 3.54)
M| KR OKS KSOKS Kg K| |
M| | K Ky Kg K K Kg| |k
M) \Kg K Kg Kg Ko Kg) \s

Cette matrice permet ensuite de définir des éléments poutres équivalents au modele
Abaqus 3D, ce qui est détaillée dans la section suivante. La signification des termes dia-
gonaux de K est donnée ci-dessous, en considérant que la direction 1 est normale a la
section :

— K77 :Raideur en élongation ;

— K353, K$3 : Raideurs en cisaillement ;

— K Raideur en torsion;

— K&, K& : Raideurs en flexion.

Les termes non-diagonaux représentent des couplages entre les directions de déforma-
tion tels que le couplage extension-torsion ou bien le couplage flexion-extension. Pour des

foils étudiées en interactions fluide-structure, le couplage présentant le plus d’impact est le
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couplage flexion-torsion car il peut induire une variation significative de ’angle d’attaque
d’un foil fléchi par des efforts hydrodynamiques. Ce couplage est caractérisé par les termes
K et K& de la matrice de raideur de Timoshenko. Cette matrice permet également de
définir le centre de cisaillement de la section, utilisé ensuite pour définir les positions des
neeuds des éléments poutres reconstruits. En pratique, deux analyses de sections sont né-
cessaires, une premiere réalisée avec une origine arbitraire (centre géométrique dans notre
cas) pour déterminer le centre de cisaillement et une seconde réalisée en prenant le centre
de cisaillement comme origine, afin de déterminer les propriétés équivalentes de la section
au niveau du centre de cisaillement. (HODGES 2006) montre que le centre de cisaillement
(point 2D) d’une section se calcule & partir de sa matrice de souplesse S défini comme

Iinverse K¢~ ! de la matrice de raideur.

CcS CcS

i 4 i 24
X5 = -2 X§® = (3.55)

cs’ Ses

44 44

Le centre de cisaillement calculé est ensuite défini comme l'origine pour réaliser une
seconde analyse de section, renseignant les proprié¢tés équivalentes de la section évaluée
au niveau de son centre de cisaillement. En plus de la matrice de raideur, les propriétés
massiques (masse linéique, inertie) et les fonctions de gauchissement de la section sont
déterminées. Les fonctions de gauchissement décrivent les modes de déformation de la
section et permettent ensuite de déterminer les champs de déplacements et de contraintes
dans la section 2D a partir des efforts nodaux des éléments poutres. Afin d’analyser
une section, celle-ci est maillée et ses propriétés élastiques sont intégrées sur sa surface.
Un exemple de maillage pour une section de type NACAO0015 est donné dans la figure
3.9, oti l'orientation du repére (X,Y, Z) est imposée par Abaqus™. Le repére retenu
(E1?, E5P | E3P) pour le développement de la méthode de 'analyse de section est également

illustré dans la figure 3.9.

FIGURE 3.9 — Maillage triangulaire de la section d'un foil.

La méthode implémentée dans Abaqus™ (HAN et al. 2015) est complexe et différente
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de celle implémentée dans le logiciel VABS (YU et al. 2012b). Dans VABS, la méthode est
basée sur un développement asymptotique par rapport a la déformation axiale et le rapport
d’aspect du foil. La matrice de raideur calculée dans VABS est associée a des déformations
de sections relatives & ses mouvements rigides. Dans Abaqus™, la méthode est basée sur
la stationnarité de 'Hamiltonien, en considérant le gauchissement de la section et son
impulsion duale. Avec cette méthode, les déformations de la section prennent en compte

son mouvement rigide mais également son gauchissement.

Principe des travaux virtuels

L’analyse de sections implémentée dans Abaqus™, proposée par (HAN et al. 2015),
est basée sur les travaux de (GIAVOTTO et al. 1983). Les deux méthodes donnent des
résultats quasi-identiques et leur principale différence est le point de départ considéré
pour la mise en place des équations gouvernant le probleme. Dans (HAN et al. 2015), elles
sont dérivées de I'approche canonique d’Hamilton alors que dans (GIAVOTTO et al. 1983),
elles sont dérivées du principe des travaux virtuels. Pour simplifier la présentation de la
méthode, 'approche de (GIAVOTTO et al. 1983) est adoptée, car le PTV est introduit
dans la section précédente. La méthode présentée ici repose sur deux hypotheses :

— La section de la poutre est constante selon la direction longitudinale ;

— La poutre est soumise a un effort ponctuel a son extrémité.

Soit une poutre initialement droite (pas de courbure ni de vrillage initial), cette section
présente le développements des équations d’équilibre d'une tranche infiniment fine de cette
poutre. Le repere considéré, noté EP = (E,7, EoP, E5”) est illustré dans la figure 3.10, est
celui de la poutre, ou 'axe FE4” est colinéaire a la ligne centrale de la poutre. Afin d’éviter
toute confusion avec les sections précédentes, les quantités introduites dans cette section
sont accompagnées d'un exposant p pour poutre.

L’analyse de sections présentée ici est linéaire et se place dans le cadre des petites
déformations. Cela signifie que la mesure de déformations retenue est le tenseur de dé-
formations infinitésimales €” défini dans 1’équation (3.4). Dans ce cadre, il est possible
d’exprimer les équations d’équilibre dans la base initiale du solide déformable, autrement
dit, le tenseur du gradient de transformation tend vers une matrice identité. La poutre
étudiée est illustrée dans la figure 3.10 avec une tranche infiniment fine et initialement
plane, passant par O; telle que O; — O = XTE,”.

Dans cette figure apparaissent les efforts et moments appliquée sur la section, notés

respectivement T? = (TF, TY TY)T et MP = (MY}, MY, ME)T | ils sont calculés en intégrant
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dVP = dSP* dX,P= dX P *dXP*dX P

<>

ax.p

1

FIGURE 3.10 — Section d’une poutre.

les contraintes dans le plan de la section. On définit également le vecteur F,”, construit
comme l'assemblage des vecteurs T? et M? (F? = (T?", MP")T). Ce vecteur est repré-
sentatif des efforts appliqués sur la section, et apparait dans I’équation de la matrice de
raideur de Timoshenko. Dans le repere E*, les composantes des efforts et moments en O

intégrées sont données par :

7= [ ohds’ M= [ Xty - Xjohds”
Sp Sp
T — / o0 dSP . MP = / X2o?, (3.56)
Sp Sp
TP — / oPdS? . MP = — / X2oP,dSP
Sp Sp
Une notation de Voight alternative a celle présentée dans la section 3.1.4 est adoptée.
Dans celle-ci, les contraintes dans le plan sont placées a la fin du vecteur de contraintes
de Voight, noté o,.”. La méme modification est apportée au vecteur de déformation €,4?,
défini par :

e p p p p p p \T
€vd” = (€hy, €53, 2603, €11, 267y, 2€l3) (3.57)
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p_(p p p p p p\T
Oye _(02270337023701170127013) (3-58)

De la méme maniere, 'opérateur de Hooke est modifié pour étre cohérent avec la
nouvelle notation adoptée, cette matrice est alors notée CP. En définissant le vecteur
de contraintes dans le plan de la section p? = (o7, 075, 075), il est possible de réécrire

I'équation (3.56) sous forme matricielle.

0 —XI X3
T = [ prast M= [ zprdst 2= | Xp 0 0 (3.59)
Sp Sp
~Xy 0 0

Les équations d’équilibre de la section s’obtiennent a partir du PTV statique (terme
d’inertie nul), tel qu'exprimé dans I’équation (3.9). Le champ de déplacement virtuel
est noté ici dU?. Pour la composante externe du travail virtuel, le seul effort externe
considéré est l'effort TP, représentatif de la force exercée par le reste de la poutre sur la
tranche considérée, d’épaisseur dXV. Le travail virtuel de 'effort externe T? est obtenue
en intégrant le produit scalaire du vecteur de contraintes de traction p” avec le vecteur
de déplacement virtuel JUP. Sachant que la poutre est soumise a un effort ponctuel a
son extrémité, les seules régions de la tranche de poutre ou le vecteur de contraintes de
traction est non-nulle sont les faces internes de la tranche (avec une normale orientée selon

E,%). De plus, la poutre n’est soumise a aucune force volumique.

SWE,, = pP(XP +dXP) - sUPdSP — pP(XP) - sUPdS? (3.60)

/SP(Xf+de) SP(XT)
Sachant que la section est constante le long de la poutre, SP(X} + dX7) = SP(XYV), ce

qui implique :

W = [ oy PP 0XT) = P (X7) - U7 ds? (3.61)

Il est également possible d’écrire :
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i, [ BTG X)) - )
dxp et Sp(XP) axy

dS? (3.62)

Dans la suite du manuscrit, SP(X7) est noté S? pour des raisons de concision. La
tranche étant infiniment fine, le terme de droite de I’équation (3.61) est assimilable a une
dérivée. Le travail virtuel externe linéique dWY. ., est alors défini comme le quotient du

travail virtuel externe par I’épaisseur de la section :

1
5 *p = (5 p = /
Wezt d Xf Wemt Sp

o(sUP pr)
oXP

dS? (3.63)

La composante interne du travail virtuel s’obtient en simplifiant la composante in-
terne de I’équation (3.9) avec I'hypothese des petites déformations. En considérant cette

hypothese, le produit tensoriel 6 FPFP~! se simplifie en :

ooU? 0X?  9oU”

SFPFP! = ~ 64
0X? Oxp 0X? (3.64)
—
R;’Ig
Le travail virtuel des efforts internes se réécrit alors tel que :
oou®
SWP, = / ov dV? = / o 6PAV? = [ Gepd oo LAV (3.65)
%3 0X? Ve Ve

La tranche étant infiniment fine (épaisseur = dX7), la composante interne du travail

virtuel ne dépend pas de la composante normale X7, donc :

SWP, = / SepdT ool ASPAXT (3.66)
Sp

De la méme maniére que pour 1’équation (3.63), le travail virtuel interne linéique est

défini tel que :
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1

o
5Wmt d Xf

SWE, = / Sepd”T o dS” (3.67)
Sp

Le PTV statique sur la tranche de poutre d’épaisseur dX? donne :

SWP = SWE,, — O, = (SWT, — SW)dXT = 0 (3.68)

7

D’ou la forme linéique du PTV :

pT
QOU” P) 450 — [ eudorndS? =0 (369)

*p __ *p ¥ _
SWP = SWP, — WP, /S o i

Cinématique et Discrétisation

Le champ de déplacement des points d’une section de poutre U? se décompose en une
premiére contribution associée au mouvement de corps rigide (VP) de la ligne centrale
de la poutre et une seconde associée au gauchissement de la section, notée GP. Le dépla-
cement rigide de la section est fonction d’une composante de translation et de rotation
rassemblé dans le vecteur n? = (U%, UL, UL, @2, ¢%, #%5)T (champ de déplacement de la
ligne centrale de la poutre). La rotation quelconque définie par les termes ¢%; est appliquée
autour de l'origine de la section. Le champ de déplacement rigide des points de la section

(initialement plane) est alors donné, dans I’hypothese des petites rotations, par :

Ua 0 X§ —X7)\ (¢a
Vp - UfQ + _Xg 0 0 122
U X3 0 0 3

= ZPyP;  ZP = (I3, 2"7) (3.70)

Il est également possible de montrer que la matrice Z? permet d’obtenir I’expression

du vecteur T" (contenant les efforts et moments intégrés sur la section) telle que :
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Fr = /S 27T pPdS? (3.71)

Ensuite, le champ de déplacement total de la section, comprenant le mouvement de

corps rigide et le gauchissement, s’écrit sous la forme d’une somme donnée par :

UP =GP + VP = G? + ZPyP (3.72)

En considérant la notation de Voight alternative de I’équation (3.57) et 'expression
du tenseur de déformations infinitésimales de 1'équation (3.4), il est possible d’écrire les
déformations €,4” dues & un champ de déplacement U? sous une forme matricielle parti-
culiere. Cette expression émerge de la séparation des termes du tenseur de déformations

faisant apparaitre une dérivée par rapport a la normale de la section :

e, 0 a7 000
il
€§3 0 0 ax7? P 0 00 gUf
1 X7
2655 _ | O 339(?’ agp p 00 0f1 vz
p | T ST U |+ P, (3.73)
€11 0 0 P 100 aU:%
- 3 P
2¢l, a;’gj 0 0 1 0] ‘9%
p 0
2673 5x7 0 0 0 01
BP 5%
p
€,d" = BPU? + S? ou (3.74)

oX7

En séparant les contributions du gauchissement et du mouvement de corps rigide,

I’expression ci-dessus devient :

0G” on?
e’udp — BPGP + BPZPTIP + SP + SPZP n

557 57 (3.75)

Dans ses développements, (GIAVOTTO et al. 1983) fait apparaitre une mesure de dé-
formation d'un élément poutre, associée au mouvement de corps rigide d’une section. La

mesure de déformation de la ligne centrale d’une poutre, apparaissant dans ’équation
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(3.54), notée €,4" est définie par :

oUE,
7 XD 00000 0
oU?,

o a);f—qbfjg 00000 —1
P Wiy 4 P onP 0000T1 0
Evdpc _ T3 _ 8X18¢>p (bCQ — tp,r’p + Lp? tP = (376)
P 904y X} 00000 0
. 007, 00000 0

2 8pr
K 9%y 00000 O
ax?

Il est important de noter que les mesures de déformation €,47¢ et €,4” sont différentes,
méme au niveau de l'axe neutre (XJ = X% = 0). Afin de faire apparaitre la mesure de

déformation généralisée €,47° dans I'expression de €,4”, il est possible de montrer que :

Brzr = SPZrtr (3.77)

Cela permet de réécrire I’équation (3.75) tel que :

on? 0G?

P _— QPP (4Pp 4 1 D (P P
€.d’ = SPZP(t'n +6X{’)+BG+SaXf
—— —

€pdP*

(3.78)

Pour résoudre I'équilibre de la section, le gauchissement est discrétisé sur un ensemble
d’éléments finis. De la méme maniere que pour des éléments finis 3D, des fonctions de
forme N? sont définis pour chacun des noeuds de ’élément. L’analyse de section est dé-
taillée pour un élément a NP nceuds, la généralisation a un maillage complet est discutée
a la fin de cette section.

Dans le cadre de la these, des éléments triangulaires (cf. figure 3.11) sont considérés

avec des fonctions de formes définies telles que :

N, 0 0 N, 0 0 N 0 0
G'=N/GY; N/=|0 N, 0O O N, O O NP O (3.79)
O 0 N, O O N, 0O 0 N}

Dans cette équation, le vecteur G%, est construit comme un assemblage des 3 déplace-
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FIGURE 3.11 — Elément fini triangulaire dans son repere isoparamétrique.

ments nodaux d’'un élément triangulaire (G, = (G5, G5", G5")T). De plus, les fonctions

de formes dans le repére réduit sont données par :

1—1_62 Cgé NSQ_CS; N??:C?{) (3'80)

Dans I’équation (3.80), les coordonnées (4 et ¢§ du repeére réduit varient toutes les deux
entre 0 et 1. Sachant que la dérivée des fonctions de formes par rapport a la direction

normale de la section est nulle, la déformation de la section se réécrit.

0G?,

o’ = S" 2w + B'NSGY + SN

(3.81)

Pour déterminer le produit matriciel B? N” dans 1'équation (3.81), il faut déterminer
les dérivées des fonctions de forme dans le repere réel. Celles-ci sont obtenues a partir des

dérivées des fonctions de forme dans le repére isoparamétrique et le Jacobien de 1'élément.

1 0 0 2, 2
0X 0
" 0X 0 x5 axt | P §1 5 89
ac 2, 8<3p ) axg — Yel agg ( : )
0 0X5 0X3 ) )
8(5 3(3 an BC;’

De la méme maniere que pour les déformations, le champ de déplacement des points
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de la section se réécrit :

U? = N,’GY, + Z'P (3.83)

Le champ de déplacement dans la section doit étre contraint car dans l’expression
de I’équation (3.83), le terme associé au gauchissement est en mesure de reproduire un
mouvement de corps rigide. Afin d’éviter cette redondance, le gauchissement discrétisé
G?, et sa dérivée (associé respectivement au translation et rotation de corps rigide) sont

contraints, ce qui donne pour un élément fini avec N? nceuds :

o\ (Dr" o) (%
= o[ 2 (3.84)
0 0 DY G?,
T
Is Is
D? - 0 —Xi3 X 0 _Xifﬁ?, X]Iif,’,fz (3.85)
‘ X7, 0 0 .. Xﬁ/ﬁs 0 0

Pour généraliser I'analyse de section a un ensemble d’éléments finis (totalisant Nj,,
noeuds), des vecteurs nodaux globaux sont définis de la méme maniére que dans la section
3.1.6 (cf. équation (3.36)). Soient G¥ et gif’; les vecteurs globaux (de dimension (3N}, x 1))
contenant respectivement le mouvement de gauchissement de I’ensemble des points d'un

maillage éléments finis et sa dérivée. En conséquence, la définition de ces vecteurs globaux
permet de généraliser la contrainte sur le gauchissement de I’équation (3.84) & un ensemble
d’éléments finis en introduisant la matrice D de dimension (6 x 3Nj,), construite avec

une maniere analogue a celle présentée dans 1'équation (3.84).

Equations d’équilibre

Afin d’établir les équations d’équilibre de la section de poutre, il faut introduire les
expressions discrétisées des champs de déplacement et de déformation dans ’expression
du principe des travaux virtuels 3.69. Le développement détaillé dans I’Annexe 7 permet

d’établir une expression matricielle du travail linéique d’un élément fini telle que :
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asc? \ T 95GP oGy
axfl 5) % OF.P axfl M7, CY LY aXefl
w ’ T T T
W = | 6G”, axt | +on” (aXp " FL) — | 0GP, CI;ZT E, Qul|| Gy
5€vdpc fsp 5€vdpc Lze)l Q A evdpc
(3.86)

La construction des matrices élémentaires de I’équation (3.86) est détaillée dans 1’ An-

nexe 7. Pour un ensemble de N?, éléments finis, le PTV s’écrit :

Ney
Z 5We Z 5 extel 5Wzntel (387)

el=1 el=1

Pour s’affranchir de la somme sur les éléments finis, une approche similaire a celle pré-
sentée dans la section 3.1.6 est adoptée. En effet, le PTV se généralise a un ensemble d’élé-
ments en construisant des matrices globales selon les méthodes standards d’assemblage
d’éléments finis. La notation utilisée pour les matrices et vecteurs globaux est détaillée

ci-dessous avec leurs dimensions.

- M§7 057 Eg : (SNtot X 3Ntot)
— L}, @}, Dy : (3Nt x 6)

— AP (6 x6)
oGh opPh
T G§7 8X{%’ PS, 3)(? : (3Ntot X 1)

Dans les matrices et vecteurs définis ci-dessus, seuls G, 8§p, PY et 8Xp dépendent de
la position le long de I'’axe neutre X7. Le vecteur P? représente les efforts nodaux dans la
section discrétisée et est représentatif du champ de contraintes dans la section. Ce vecteur
est obtenu comme un assemblage des contributions de chaque élément. Pour un élément,

ses efforts nodaux P?, sont donnés par :

Pl = [ NJTpras” (3.89)

Apres définition des matrices globales, le PTV (0W.E, — dW;E, = 0) s’écrit tel que :
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o565 \ T aG" asa? \ T
p P p g g P
ax? M; Cy Ly oxy oxy f% OF,P
P T S T
D pT P D D — P g pT'( 7Y 8 _ 4p Py —
SG? c’ B Q|| e SG? ok | +onT (5 <t ) =0
T T
5€vdpc L;S QZ AI; evdpc 6€vdpc J sp L .
Equilibre général de la section
Travail virtuel des efforts internes Travail virtuel des

efforts externes

(3.89)

Résolution de I’équilibre

Afin de résoudre le systeme d’équations matriciel de I’équation (3.89), I’équilibre gé-
néral de la section est considéré séparément du PTV (GIAVOTTO et al. 1983). Cette
approche est discutable car elle implique, entre autre, de considérer que d€,q47¢ est indé-
pendant de 0nP, ce qui est faux au vu de leurs définitions (cf. équation (3.76) et début de
la section 3.3.1). Il est possible que cette manceuvre dissimule en réalité une hypothese
sur 'amplitude du gauchissement par rapport au mouvement de corps rigide. En effet,
dans les travaux de (YU et al. 2012b), les équations sont mise en place en considérant un

gauchissement tres petit devant le mouvement de corps rigides.

En considérant que I’équation (3.89) est valide quelque soit le déplacement virtuel
considéré, 'hypotheése de (GIAVOTTO et al. 1983) sur la résolution de 1’équilibre permet

de réécrire le systeme matriciel de 1'équation (3.89) tel que :

oG?
My~ X{’; +C'G? + Leyq™ = P

chg)(ig + E'GP + Qe = g)’;% (3.90)

LZTg)(i%; + QTG+ Abeyd” = FF

La dérivation de la derniére équation du systeéme ci-dessus (cf. équation (3.90)) permet

d’établir la relation suivante :
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PFP
oXP?

=t'"t""F P =0 (3.91)

En dérivant la premiere équation du systéme (3.90) par rapport a la direction normale
a la section, le systeme d’équations se réduit a trois équations différentielles linéaires

données par :

aQGP T 8GP aevdpc .
Myt (O = ) s+ L5t~ G — Qe = 0
p
rs X%ﬂ +QVGE+ Ale, = FF (3.92)
OF,"
S i
aX7

Des équations différentielles d’équilibre (cf. équation (3.92)) de la section émergent
deux solutions, une solution homogene et une solution particuliere. Afin de déterminer
la solution homogene, les termes de droite du systeme d’équations (3.92) sont considérés
nuls. Cela revient a admettre qu’il n’y a pas d’efforts de section, ce qui est vrai si I'effort
appliqué a l'extrémité de la poutre est défini tel que I'état de contrainte dans la section
n’induit aucun moment fléchissant, tranchant et de torsion (F,” = 0). Dans le travail de
(GIAVOTTO et al. 1983), la solution homogene est qualifiée de solution d l'extrémité et la
solution particuliere est appelée solution centrale. Dans le cas de la solution homogene,
la troisieme équation du systeme d’équations (3.92) disparait. En considérant I’équilibre
de I’ensemble des nceuds de la section discrétisée, la solution a ’extrémité s’exprime sous

forme matricielle telle que :

82GP 8Gp

My o\ (ot | (ep-ort L) (ae ) (B @) (G _ (o
€,,7P¢ pc "

0 0 \ G " oo)\%e) Q) Ar)\ew<) \0

(3.93)

Pour résoudre ce type d’équation, une solution exponentielle est admise pour G} et

evdpc :
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. e pwp
G = Gge’\ X €,d" = €pgPteM (3.94)

L’équation (3.92) devient alors un probléme aux valeurs propres tel que :

M? 0 p T LP EP P P 0
()\p? g + NP CQ 59 g\ _ gT Qg ) /C_;g\ = (395)
0 0 r 0 Qy Ay) " \€w” 0

Selon (GIAVOTTO et al. 1983), une solution particuliere de I’équation (3.92) peut étre
résolue en considérant une solution linéaire de la position le long de 'envergure X?¥ pour le
gauchissement G et la mesure de déformation généralisée €,4"°. Cela permet de simplifier

I'équation (3.92) en enlevant la dérivée seconde par rapport a X7, ce qui donne :

c oGy aEvdpc

B+ Qewd” = (€}~ O 5ot + Lo s

oG?

Q) Gy + Aewr = i - LT 5

La dérivée de ce systeme d’équations donne :
oG? O€pd"*
E? ¢ P =0 3.97
soxr T Q0 oxy (3:97)
QPTaGZ + AP Oeva™ _ OFS _ T Fp

9 9x7 " TOOXT T oX;

Pour des efforts de section imposés le long de I'envergure de la poutre F, il est
possible de déterminer le gauchissement de la poutre G, les déformations de la section
de poutre €,47¢ et finalement les efforts nodaux dans la section. Pour ce faire, il existe

plusieurs méthodes.

(J. BLASQUES et al. 2012) propose une méthode matricielle permettant la résolution
directe des 4 équations de la solution centrale, tout en intégrant les contraintes sur le
gauchissement (cf. équation (3.84)) a l'aide de multiplicateurs de Lagrange. Aprés mani-

pulation, la solution centrale s’obtient avec :
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Er @ D) Ci'-Ch —-L) O Gy 0
Q" Ar 0 Lt 0 0 || €wd™ F.r
D' 0 0 0 0 of|| M [ | o 308
0 0 0 EP Qo p||% | | o (3.98)
g g g X7
0 0 0 Q7 A 0 || Ly trT FP
1
o o o DV 0 0)\ N 0
—— N’
k w f

Dans cette équation, Ax” et A1 sont des vecteurs de dimension (6 x 1) contenant les
multiplicateurs de Lagrange respectivement associés aux contraintes sur le gauchissement

et sa dérivée. La résolution de I’équation (3.98) permet d’obtenir, pour un effort de section

filels

X

et 65“3??). Ensuite, il est également possible de calculer les efforts nodaux P¥) en utilisant
1

F," imposé, le gauchissement, les déformations de section et leur dérivées (G, €yqa”

la premiere ligne du systeme d’équations (3.90). Ce protocole de résolution permet, &a
partir des résultats obtenus avec un modele éléments finis 1D, de prédire numériquement
le champ de contraintes et de gauchissement d’une section de poutre a partir de ses efforts

de section.

Matrice de Raideur de la section

Pour construire la matrice de raideur de Timoshenko, la méthode présentée dans (J.
BLASQUES et al. 2012) consiste a tester la réponse de la structure pour 6 cas de charge-

ments exhaustifs.

La méthode la plus efficace revient a faire appaitre la matrice identité de dimension

(6 x 6), notée I, dans 1’équation (3.98). Pour ce faire, la matrice f est définie telle que :

kw= fF/; f=(0,I0,0,¢",0)" (3.99)

D’ou la relation,

w=k'fF}r (3.100)
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Afin de réexprimer le travail virtuel linéique interne (cf. équation (3.89)), la matrice de

» . e : ocv T o1 peT\T
passage P? est définie, permettant la définition directe du vecteur ( G, €ud™")

axX?
a partir du vecteur w (défini dans I’équation (3.98)), et donnée par :
oG"
S 0 0 0 Iz, 000
G |=|Iny, 00 0 00 0|w (3.101)
6vdpc 0 I6 0 0 00O

PP

Dans I'équation (3.101), Isn» est une matrice identité de dimension (3N}, x 3N},).

La définition de P? permet de réécrire la contribution des efforts internes au travail virtuel

linéique (cf. équation (3.89)) telle que :

M?P CP? LP
SWE = (PPéw)" | C*T  EP QP | PPow
LPT QPT AP
MP CP LP
—SFTF TP | e Br QY| PrRTFES (3.102)
LPT QpT AP

Les hypotheses réalisées pour dériver 1’équilibre de la section induisent une variation du

. . . e . T N .
travail virtuel interne linéique de la forme d F P S F,P, ou S est la matrice de souplesse
équivalente de la section. Dans ces considérations, la matrice de souplesse s’identifie a

partir de ’équation (3.102) telle que :

MP CP LP
S = Kl = f TPl | o Br Q| PPELS (3.103)
LpT QPT AP

Matrice de masse de la section

L’expression de la matrice de masse d’une section de poutre s’obtient en exprimant
le travail virtuel des efforts inertiels en considérant que la section adopte un mouvement

rigide. Dans ces conditions, le champ de déplacement est V¥ dont I'expression est donnée
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dans I’équation (3.70). En reprenant ’expression du travail virtuel inertiel et la définition
de la masse volumique dans la configuration de référence py, respectivement données dans
les équations 39 et 5, 'expression du travail virtuel inertiel d’une poutre SW™ est donnée

par :

SV — / podV? - VPP
Vp

_ / 00T 20T ZPripdV?
vp
PO 0 0 0 po X% —po X%
0 0 0 —p()Xg 0 0
0 0 0 po X 0 0 .
_ pT 2 DI P\yp X P
= /,,0m (/S 0 —poXY poXE po(XE2HXEY 0 o |dXzdX3)nrdX]
0
poXE 0 0 0 poXE?  —poXPXP
—poXZ 0 0 0 —poXEXE  poXB?
MCS
(3.104)

L’équation (3.104) fait apparaitre la matrice de masse de la section M, dépendant
des propriétés géométriques et massiques de la section. Son expression, retrouvable dans

(HODGES 2006), peut se réécrire telle que :

mp 0 0 0 mPX[ass  _pp X ass
0 m? 0 —mP X s 0 0
Ager 0 0 mp mp X s 0 0
0 —mPXass pXmass [P 4 [P 0 0
mp X nass 0 0 0 1, — 1%,
—mP X s 0 0 0 _I2, 2
(3.105)

La signification des termes de cette matrice est donnée ci-dessous, ol py est la masse

volumique :

— mP : masse linéique de la poutre associée a la section.
mP = [ podSP (3.106)
Sr
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— 15, 1% et Iy : moment d’inertie de la section.
By= [ poXPds7 Iy = [ poXPas? I = [ poXPXRAST(3.107)
Sp Sp Sp
— X% et X3¢ : coordonnées du centre de masse de la section, calculée
xpass = = | poxgasr; Xye = * [ poxtas (3.108)
2 mbP Jsr POz ’ 3 mP Jsp Po3 ’

Pour évaluer numériquement cette matrice, il suffit de remplacer l'intégrale sur la
surface par une somme sur l’ensemble des éléments du maillage, tous caractérisés par
une surface, une masse volumique et une position (celle de leur centre). Dans la suite du
manuscrit, il est expliqué comment les matrices de raideur et de masse de la section sont
utilisées pour définir un élément fini de type poutre capable de modéliser des phénomenes

anisotropes tel que le couplage flexion-torsion.

3.3.2 Modele de poutre

Cette section présente un modele numérique prédisant le comportement d’une poutre
composite, initialement droite et sans vrillage, caractérisée par des propriétés équivalentes
de raideurs (cf. équation (3.54)) et d’inertie (cf. équation (3.105)). Ce modele est qualifié
de géométriquement exacte car, la rotation des sections de la poutre est résolue exactement
contrairement au modele d’analyse de sections ot la rotation d'une section est simplifiée
dans le cadre de I'hypothese des petites perturbations (HPP). Le modeéle de poutre retenu
est celui de Timoshenko, ou l'effet du cisaillement transverse n’est pas négligé. Les sec-
tions de la poutre sont considérées rigides dans les développements avec cependant, une
prédiction du gauchissement une fois la poutre déformée a partir des résultats de I'analyse
de sections (plus particulierement ses fonctions de gauchissement). Les développements

présentés dans cette section 3.3.2 sont basés sur les travaux de (MAKINEN et al. 2008)

Cinématique

La figure 3.12 illustre la configuration initiale et déformée d’une poutre initialement
droite et non vrillée. Contrairement a la cinématique d'un solide tridimensionnel (cf.
figure 3.1), la modélisation d’une poutre nécessite la définition de deux reperes EP =
(EqP, EoP  E3P) et eP = (e1”, ea?, e3P), respectivement associés a la configuration initiale

et déformée de la ligne centrale de la poutre. Le repére EP est le méme repére que celui
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Chapitre 3 — Modélisation d’un hydrofoil souple

retenu pour 'analyse de section, ou la direction X; est alignée avec l'axe de la poutre
(lui méme perpendiculaire a la section). De plus, les variables L{ et L? représentent

respectivement la longueur initiale et courante d’un élément poutre.

FIGURE 3.12 — Illustration de la configuration initiale et déformée d’une poutre.

En considérant une section de poutre rigide, le champ de déplacement dans la poutre
s’exprime comme la somme d’une composante de translation et de rotation. La trans-
lation d'un point de 'axe central de poutre exprimé dans la base initiale EP est noté
UL = (UY, UL, UE)T et la rotation de la section est modélisée par une matrice A”, fonc-
tion de trois parametres regroupés dans le vecteur rotation @2 = (¢, ¢by, #%)7, exprimé
dans la configuration non-déformée. L’expression de la position d’un point dans la configu-
ration initiale et déformée est donnée dans 'équation (3.109). Le vecteur de déplacement

généralisé de la poutre, noté nP est construit tel que n? = (UCPT, oL T)T.

D ¢4 RP
——
X? = XPE\" XUEy" + XU E5" (3.109)
x’ = X5+ UL XFes? + XLes?
;1;8:,7;117@11? ,,.p:APRP

Dans I'équation (3.109), la matrice de rotation A? est obtenue a partir de la formule
de Rodrigues, explicitée dans I’équation (3.110). Dans cette équation, ¢? et ¢~cp repré-

sentent respectivement la norme et la matrice antisymétrique associées au vecteur ¢.’.
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Dans la suite des développements, le symbole e représente systématiquement la forme

antisymétrique d'un vecteur.

sin(¢f) ~ 1 —cos(¢?) ~, ~ _ 0 —dbs &
Ap = _[3 + ¢p ¢ (,bcp + ch’)cp(ﬁcp; ¢cp = 1073 0 o gl <3110)
C QSC _gbp (bp O
c2 cl

Les propriétés des rotations définies avec la matrice de Rodrigues sont explicitées
dans les travaux de (IBRAHIMBEGOVIC et al. 1995; MAKINEN et al. 2008). Les propriétés
a retenir pour les développements sont listées dans ce qui suit. Pour commencer, cette

matrice possede les propriétés usuelles d’une matrice de rotation, c’est a dire :

-1 T T
AP = AT APAPT = I det(AP) =1 (3.111)

Ensuite, la dérivée de la matrice AP par rapport a la direction longitudinale X? de la

poutre est donnée par :

ON? - 0Pl
— KPAP- gP = TAPZFC 3.112
oxp AR aX7 (3:.112)
Avec,
T — [ + Mq;cp + W¢;p¢;p; TAPT — APTAP (3.113)

oF? oF

Dans la suite des développements ou I'expression du gradient de transformation est
explicitée, on montre que le vecteur k? de 1’équation (3.112) représente la courbure de la
poutre, exprimée dans la configuration déformée de la poutre. Pour la suite des dévelop-
pements, il est utile de donner I'expression de la dérivée de T*? par rapport a la direction

longitudinale de la poutre, telle que :
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oT’? 1 —cos(¢?) qu;p oP — sin(¢P) 8qb~cp ~ ~ (‘M)Ncp
oxy @2 0xy - oo? <aX{’ O’ + &’ oxy )
PPsin(@) — 2 + 2cos(¢?) , , , O0@L | ~,
3sin(gr) — 298 — dPcos(¢?) ., , 0L ~, ~,

L’expression d'une rotation incrémentale (indispensable pour établir les expressions
des différentes variations virtuelles) est plus complexe que dans la section 3.3.1 ou l'ap-
proximation des petits angles étaient réalisée. Un état de rotation est caractérisé par le
vecteur ¢.F. Pour exprimer les variations virtuelles des différentes quantités, il faut consi-
dérer ’état de rotation caractérisé par ¢’ + d¢.’. Pour atteindre cet état de rotation a
partir d’une structure initiallement tournée avec ¢.”, on ne peut pas directement appli-
quer la rotation d¢.’ a la structure tournée car ses axes locaux ont été mis a jour. 66,.°
est alors défini comme la rotation incrémentale permettant de passer de I’état de rotation
caractérisé par ¢’ a I’état de rotation caractérisé par ¢.f + dp.F. Cette composition des

rotations est illustrée dans la figure 3.13.

FIGURE 3.13 — Illustration du concept de rotation incrémentale, adaptée de (KRENK
2009).

La relation entre les vecteurs rotations incrémentales 60,.” et d¢.” est donnée par :

60.F = T 5P = TP (3.115)
Finalement, la variation virtuelle de la matrice de rotation induite par une variation
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virtuelle d¢p.” (ou de.P) est donnée par :

OA? = AP605P = 60.PA? (3.116)

Mesure de déformations

Les équations d’équilibre de la poutre sont développées a partir du PTV exprimé avec le
premier tenseur de contraintes de Piola-Kirchhoff (cf. équation (40)), il est donc pertinent
d’exprimer le tenseur du gradient de transformation F?. En reprenant la définition de

I'équation (3.2), il est possible d’écrire :

oxP 3. JaP
oz ~ OA?
— (8)(0 + 5% (XPE,? + XPES")) @ Er? + es” @ By + eg” @ Eg?
1 1
oxh .
N (a;cfo + 1P (XBes? + Xles?)) @ By + ex” @ By’ + es” @ Es” (3.117)
1

Or, si EP est une base standard, les bases courante et initiale sont reliées a la matrice

de rotation A? par :

3
AP => el ®E}? (3.118)

=1

En ajoutant et soustrayant e;? ® E;” dans 1'équation (3.117), ’expression du gradient

de transformation devient :

oxh .
FP = (a;v(() + Iip(Xgezp + X§€3p)> (%9 Elp — elp (%9 Elp + elp & Elp + ezp (%9 Ezp + €3p X E3p
1
oxh -
= (a;v(o —er’kP(XVes? + XPes?)) @ EqP + AP (3.119)
1

En factorisant I’équation (3.119) par la matrice de rotation A”, 'expression du gradient

de transformation devient alors :
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-YP
P p pT (9588 P pT = D, D D, D P
P = A (I3+(A (87)(1—61 )+A K,p(XQ(i’z +X363 ))®E1 )
= AP(I3 + (AP"~7 + AP kpr?) @ E5P) (3.120)
= AP(I3 + (T” + KPrP) @ E4P) (3.121)

Dans 1'équation (3.120), les mesures de déformations d'un élément poutre sont in-
troduites. Les déformations généralisées translationnelles (élongation et cisaillement) et
rotationnelles (vrillage et courbure) sont décrites respectivement par v” et k? dans la base
courante de la poutre (e?). Leurs contreparties dans le repére matériel (EP) sont notées I'P
et KP et obtenues & I'aide de l'inverse de la matrice de passage AP" (cf. équations 3.111

et 3.112). Les expressions de ces mesures de déformations sont détaillées dans 1’équation

(3.122) :

oxh 0P
P 0 g P p _ prpZPe
T T ox, T ® G
oxh TOPL
[P = APTP = APT 20 P, KP = APTRP = TP 22 3.122
v ax, ! aX7 (3122)

Les vecteurs de déformations généralisées dans le repere courant et matériel, notées
respectivement €,P¢ et €,P°, sont construits en assemblant les mesures de déformations

translationnelles et rotationnelles tel que :
e, = (v, k)T e = (TP, KP)T (3.123)
Afin de faire apparaitre les déformations dans le repere matériel dans 'expression du

gradient de transformation, le terme APT&7? est rééerit tel que

APT gpp? = ApT(h:p X rP)
= APTRP x APTrP  (Aa x Ab = det(A)A™ T (a x b))
=K x RP (3.124)
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Le gradient de transformation peut alors se réécrire tel que K :

Gradient de transformation
dans le repere EP

FP = AP(Is + (I” + K x R?) ® E4?)
= APF?, (3.125)

Variation virtuelle des quantités cinématiques

Afin d’obtenir une expression de la variation virtuelle du tenseur du gradient de trans-
formation, il faut d’abord exprimer le déplacement virtuel et les variations virtuelles des
mesures de déformation de la poutre. Le déplacement u? est obtenu comme la différence

de la position initiale et courante (formulées dans ’équation (3.109)) :

u’ =a? — X? =UJ> + APR" — R? (3.126)

Sa variation virtuelle est donnée par :

suP = oUF + 6(APRP)
=6UP + SA’RP
= U 4 00.°A’R?
= U + 660.Fr? (3.127)

Pour la suite, il est pertinent de définir la variation virtuelle du vecteur de déplacement

généralisé dnP, construit en considérant la rotation incrémentale 66,7, telle que :

onP = (UL 5,77 (3.128)

L’expression des variations virtuelles des mesures de déformations généralisées sont
développées dans I’Annexe 8, les formes matricielles de ces variations sont exprimées

telles que :
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5P 9 erp SUP
SEpee = = [ 9% N ¢ 3.129
= ()= ) (o) e

51117 ApT ap ApT 8;‘8
el (W) o A L (3.150)
0 A 0xX?y
Sp

L’expression de la variation virtuelle du gradient de déformation dans le repere matériel

s’obtient directement & partir de 1’équation (3.125) :

SF? = (6T7 + 6K” x R") @ Ey" (3.131)

Travaux virtuels

Dans ce qui suit, les expressions des contributions au travail virtuel dans la configu-
ration non-déformée sont détaillées. Le travail virtuel des efforts internes est exprimé a
I'aide du premier tenseur de contraintes de Piola-Kirchhoff(notée P?) et du gradient de

transformation exprimée dans la configuration non déformée (F? 3.131) :

Syyint — PP §F? VP = PP ((6T? + 0KP x RP) @ E4P)dV?

%4 Ve

= | PPE? - (0T" 4+ 0KP x RP)dV?; A:(u®@wv)=Av-u (3.132)
Ve

Afin de simplifier ’équation (3.132), il est pertinent de noter que le produit P? E;? est
la premiere colonne du tenseur PP, telle que P} = PPE,* = (P}, P}, PY)T. L’équation
(3.132) devient alors :

oW = [ PP.5T? 4 PY . §KP x RPAV?
Ve

= | PY.§TP 4+ 6K”- R x PYdV?

Ve

(3.133)

Les mesures de déformations dépendent uniquement de la position le long de la ligne
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centrale de la poutre, ce qui permet de séparer l'intégrale volumique en une intégrale

linéique et une intégrale surfacique telles que :

swint” — /L o ([ Pfdxé’dX§’>dX{’+/Lp oK - (| R x PYdX§dXE)dXy
0 0

Sp
Py
— [ o / Pr | dXPaXD)dx?
L Sp
P31
X3P — X5Py,
[ arer / XPPP, dXPdXD)dXP (3.134)
L? Sp
i ~ XL P

Les intégrales surfaciques de 1’équation (3.134) correspondent a la définition des efforts
de section de I’équation (3.56), a la différence que dans 1’équation (3.56), les contraintes
sont exprimées avec le tenseur de Cauchy, qui est équivalent au premier tenseur de
contraintes de Piola-Kirchhoff dans 'approximation des petites déformations. Il est alors
possible de réécrire I’équation (3.134) comme le produit scalaire des efforts de sections et

des déformations généralisées de la poutre :

SWint” :/ F.P - SepredX? :/ F,. SPonPdX? :/ Pt SPTFPAXY  (3.135)
J74 Lp Ly

La contribution des efforts externes au travail virtuel est plus simple a dériver car dans
le cadre de cette these, les chargements définis sur les éléments poutres sont constants.
En effet, pour reproduire les essais en air (cf. section 2.2), le poids du foil et de la masse
suspendue sont modélisés comme des forces ponctuelles non-suiveuses ne dépendant pas
de la déformation du foil (cf. section 3.3.3). De la méme maniere, pour reproduire les essais
en bassins (cf. section 2.2), les efforts fluides sont projetés sur la ligne centrale de la poutre
et considérés constants pendant I'analyse par éléments finis. La procédure de projection
des efforts est détaillée dans la section 3.4.2. La contribution des efforts externes au travail

virtuel s’exprime telle que :

Spet _ /V T prave = /L 0T fuad"dXT (3.136)
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Le développement de la contribution des efforts inertiels au travail virtuel en consi-
dérant le champ de déplacement non-approximé (cf. équation (3.109)) est complexe et
n’est donc pas détaillé dans ce manuscrit car les analyses par éléments finis réalisées sont
statiques. Cependant, le travail virtuel des efforts inertiels permet d’obtenir une matrice
de masse indispensable pour 'analyse des modes propres de la structure. Pour ce type
d’analyse ou la structure est étudiée autour d'un point équilibre, la rotation rigide de la
section peut étre approximée de la méme maniére que dans la section 3.3.1 (cf. équation
(3.70)). Dans ces considérations, I'expression du travail virtuel des efforts inertiels § V<"
est celle développée dans la section 3.3.1 ou la notion de matrice de masse de la section
M est introduite (cf. équation (3.104)).

5wcinp :/ 5nPTMCST".def (3137)
Lg

Discrétisation

L’élément poutre présenté ici est linéaire, cela signifie que ses fonctions de forme sont
linéaires. Le déplacement d'un point de la poutre est interpolé a partir des déplacements
nodaux de ses deux nceuds tel que :

p pNP pNP. P __ UPT p T\T 3.138
n’ =mN +mNs; mi=Ue ¢ei’) (3.138)

Les déplacements nodaux sont rassemblés dans le vecteur des déplacements nodaux
généralisés 0¥, = (0}, m5")T. D’aprés équation (3.115) La variation virtuelle de ce
vecteur est donnée par :

T T T T
one = (Omi", om} )T§ ony = (0Ug " ,66% )T (3.139)

Les fonctions de forme NT et NI apparaissant dans I’équation (3.138) s’expriment

dans le repéere réduit de la poutre telles que :

Ny =(1-¢&); Ny=¢ (3.140)
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Dans I'équation (3.140), la variable &P, variant entre 0 et 1, représente la distance
adimensionnel d’un point de la poutre par rapport a son premier noeud. La matrice
d’interpolation de 1’élément poutre est ensuite définie comme N? = (NV1Ig, NI Ig) telle
que n? = NPn¥ (et on? = NPon?). Il est maintenant possible de réécrire les versions

discretes des contributions des éléments au travail virtuel tel que :

swint — spp T / NPT SPTF P dX? = on%" Fou, (3.141)
ot

oWt = o [ NPT X = o’ 2, (3.142)
0

oW =om" [ NTMNPAXT), = onf)" Mo, (3.143)
ot

Dans les équations ci-dessus, L{ représente la longueur initiale de 1’élément poutre

considéré. Le PTV pour un probléme statique avec N¥, éléments poutres stipule que :

NP
5W Z 5We€lmt mt Z 577 'mtel - e:ct l) = O vanel (3144)
el=1 el=1

De la méme maniere que dans la section 3.1.6, la définition de vecteurs nodaux globaux
permet de s’affranchir de la somme sur les éléments. Il y a cependant une différence avec
les éléments finis 3D, les déplacements nodaux n?, sont exprimés dans le repére local de la
poutre, ou celle-ci est alignée avec les axes EV, E¥ et EY. Afin de les exprimer de maniére
générale, une matrice de passage est définie a partir des vecteurs unitaires de la poutre

exprimés dans le repere global E = (E;, Eo, E3) (cf. figure 3.12), telle que :

R.P
(Eq, Eq, E3) = R)P(E1", EQP ES?); Ryt = ( '9 R p) (3.145)
lg

Les vecteurs nP9, f29, et f£9, sont alors construits, pour un ensemble de NP nceuds,

tels que :

7" = (Rig""m})", (Rig”" m5)", ... (Rug" mfs)™)” (3.146)

pg
3
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En pratique, une matrice de passage Ry,” est construit pour chacun des éléments

poutres. L’équation (3.146) permet d’obtenir,

SW = SWeE — sWint = smpaT(FP9, — fP9) =0 omPe (3.147)

int ext

ol les résidus sont définis par :

TP = fi — o (3.148)
La résolution de I’équation (3.147) repose sur I'hypothese simplificatrice Fs¥ = K €,4"°,
ou K est donnée par I’équation (3.103). Cette hypothese semble fournir de bon résultats

comparativement a la formulation utilisée dans Abaqus™

, ce qui est montré par les résul-
tats présentés dans la section 6.2. L’obtention de la matrice de raideur tangente s’obtient
en différenciant ’expression des efforts nodaux globaux par rapport a un déplacement
nodal dn?? (cf. équation (3.42)). Ici, seule la différenciation des efforts internes est non

nulle car les efforts externes nodaux sont imposés constants.

orrs O fr
pg  __ o wmnt
Ktan - 877pg - anpg (3149)

Matrice de raideur tangente

Le développement de la matrice de raideur tangente est réalisé pour un élément, puis
est ensuite généralisé a un ensemble de poutres. La différentielle des efforts internes nodaux

pour un élément est donnée par :

dff, = / NPT SPTAFPAXT + / d(N"TSPTYFPdX? (3.150)
L L?

P P
dfpar,, dfgeog
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Aty = [, NPT S7T K dey 7dX]
€ LIO)

- / N 87T K587 NP dX !, (3.151)
Lg

D’ou,

Kt = / NPT SPT Ko SPNPdXT (3.152)
L

Le détail sur la développement de la matrice de raideur géométrique K% , n’est pas
donnée dans le manuscrit. Le détail sur la matrice de raideur géométrique est donné dans
les travaux de (MATHISEN et al. 2017) et (PANTELI et al. 2022). La somme les matrices
K}, et Kb permet d’obtenir la matrice de raideur tangente d'un élément poutre

dans son repere local. Son expression dans le repere global est donnée par :

R,

R’

K%)anel = ngmat(Kp + K? )ngm@tT; ngmat _

mate; geoe]

Ry’
(3.153)

En itérant sur tout les éléments, il est possible de construire la matrice de raideur
tangente globale en suivant les procédures classiques d’assemblage d’éléments finis. Le

probleme est résolu avec la méthode de Newton, ce qui donne pour un incrément n :

K, (i) (g — mi?) = F25,(mi?) — fht mt? =0 (3.154)
Anp?
ou,
Anpt = (Anps" Angst o Aty 1T (3.155)
et,
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Ani = (AU, A0%,1)T (3.156)
En raison de la relation entre les vecteurs incrémentales §0.” et d¢p." (cf. équation
(3.115)), il est pertinent de préciser les relations suivantes pour la mise a jour du vecteur

des déplacements nodaux généralisés :

P eny = B + T AOY, (3.157)
—
AP,

Dans ’équation (3.154), il est important de noter que le vecteur f27, exprimé dans
le repere global, est calculé en amont de I'analyse par éléments finis. Par exemple, pour
reproduire les essais en bassin, ce vecteur est calculé en projetant les efforts fluides sur
la ligne centrale de la poutre (cf. section 3.4.2), ce qui permet d’obtenir une distribution

d’efforts et moments nodaux le long de la poutre.

Apres résolution de 'analyse par éléments finis, une poutre déformée est obtenue sans
prise en compte du gauchissement. A 1'aide des rotations et translations nodales, il est
possible de déterminer la forme déformée de la géométrie 3D du foil. Afin de prendre en
compte le gauchissement pour la reconstruction de la géométrie 3D, il est possible d’évaluer
les déformations généralisées le long de la poutre (permettant de calculer les efforts de
sections a l'aide de la matrice de raideur K°), qui permettent ensuite de déterminer
les formes gauchies des sections a 1’aide des fonctions de gauchissement déterminées en
amont du calcul poutre (cf. équation (3.98)). En superposant le mouvement rigide et le
gauchissement des sections, on obtient une géométrie 3D du foil prenant en compte le

gauchissement des sections.

Analyse modale

Finalement, pour réaliser une analyse des modes propres de la structure, une résolution
analogue a celle présentée dans la section 3.1.7 est adoptée, en considérant une solution

harmonique et en prenant 1’équation (3.158) comme point de départ.

94



3.3. Modélisation 1D

MPImps 4 f19, =0,  MPnrs + K2 (n?)n™ =0 (3.158)

Dans I’équation (3.158), la matrice de masse globale M™ est construite en assemblant

les matrices de masse élémentaires dans le repére globale définies par Ry, MY R,;,™ ™" .

3.3.3 Mise en place du modele

Dans les sections précédentes, la modélisation d'une structure allongée en éléments
poutres équivalents est détaillée. Pour rappel, une analyse des sections de la structure est
réalisée et les résultats de cette analyse sont utilisés pour définir des éléments finis 1D
de type poutre. Le modele numérique Abaqus 1D présenté dans cette section reproduit
au mieux les essais en air présentés dans la section 2.2). Ce modele est illustré dans la
figure 3.14, ou les points d’intéréts du modele Abaqus 3D sont également présents. Leur

définition est la méme que pour le modele Abaqus 3D, détaillée dans la section 3.2.3.

CG_clampingBeam

<
X

loadingPoint

i = cornerClampingBeam

v

FIGURE 3.14 — Tllustration des conditions limites et du chargement du foil pour le modele éléments
finis Abaqus 1D.

Dans Abaqus 1D, une seule analyse de section est réalisée car les foils sont prismatiques.
La section est discrétisée avec des éléments triangulaires WARPF2D3 dans Abaqus™, mo-
délisant le gauchissent hors plan des sections avec une méthode analogue a celle présentée
dans la section 3.3.1. Le maillage optimal est illustré dans la figure 3.9, sa détermination

est détaillée ci-dessous :
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Convergence en maillage de ’analyse de sections

De la méme maniere que pour Abaqus 3D, le maillage optimal de la section est obtenu
en diminuant la taille caractéristique d’une maille jusqu’a convergence des résultats. En
premier approche, la convergence des termes de la matrice de section K“® semble appro-
priée mais les simulations montrent que ces valeurs convergent plus vite que le champ
de contraintes dans la section, obtenue pour un effort de section donnée, a partir des
fonctions de gauchissement. Le cas de chargement retenu pour la convergence est le méme
que pour Abaqus 3D, explicité dans le tableau 3.2. A partir des résultats obtenus avec le
modele poutre, dont la convergence en maillage est présentée plus tard dans le manuscrit,
le gauchissement d’une section placée a une distance Z = 0.27 m de ’encastrement est
calculé, les tailles de maille considérées varient entre 20 cm et 3 mm. Dans le tableau ci-
dessous, les valeurs du terme de couplage flexion torsion K et des contraintes principales

maximales et minimales sont présentées pour les différents maillages testés.

Taille | Nombres| — K§§ o (Pa) | o (Pa)| oi™(Pa) | o (Pa)| ofi™(Pa) | o5 (Pa)
d’une de
maille | mailles
de la
peau
0.2 621 3.28E+2 | -1.86E+7 | 1.86E+7 | -8.61E+5 | 1.00E4+6 | -4.06E+6 | 3.98E+6
0.1 971 3.28E+2 | -2.79E+4+5 | 147TE+5 | -3.10E+4 | 3.16E+3 | -2.66E+4 | 3.89E+4
0.015 1573 3.27TE+2 | -2779E45 | 147TE+5 | -3.08E+4 | 3.16E+3 | -2.66E+4 | 3.89E+4
0.01 1631 3.27TE42 | -2.79E+5 | 1.47E+45 | -3.07E+4 | 3.16E+3 | -2.66E+4 | 3.89E+4
0.003 2865 3.2TE42 | -2.79E+5 | 1.47E+5 | -3.07E+4 | 3.15E+3 | -2.66E+4 | 3.89E+4

TABLE 3.4 — Résultats de la convergence en maillage du modele éléments finis d’analyse
de sections.

Le tableau 3.4 montre la bonne convergence de I'analyse de section lors du raffinement
du maillage. Celui-ci montre que les termes de la matrice de raideur convergent tres ra-
pidement, la valeur du couplage flexion-torsion obtenue avec le maillage le moins fin est
tres proche de la valeur obtenue sur les maillages les plus fins. Au vu de ces résultats, une
taille caractéristique de maille de 1 cm est considérée pour le maillage optimal pour s’as-
surer d’avoir une bonne reconstruction du champ de contraintes dans la section. L’analyse
de section réalisée dans Abaqus™ permet la détermination des propriétés équivalentes
d’une section, indispensables pour la définition du comportement élastique des éléments
poutres. Les résultats de ce calcul permettent de reconstruire les sections déformées a

partir des efforts nodaux des éléments poutre déformés. Cette reconstruction permet de
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3.3. Modélisation 1D

prédire le champ de contraintes dans la section mais également le gauchissement, ce qui
permet d’étudier les déformations locales du foil.

Du fait de leur propriétés structurelles différentes, les 4 foils étudiés sont caractérisés
par des centres de cisaillement différents, qui seront ensuite utilisés pour définir la position
initiale des nceuds de la poutre. Par contre, les foils ont les mémes propriétés massiques, ce
qui se traduit par des centres de masses identiques. Les valeurs de centres de cisaillement
et de masse pour les différents foils sont listées ci-dessous en considérant le bord d’attaque

du foil comme origine et le repere présenté dans la figure 3.9.

Orientation du Centre de cisaillement Centre de masse (X,Y)
pli ¢'UD (X,Y)
“50° (-92.56, 0.00) mm (-113.1, 0.00) mm
-30° (-92.11, 0.00) mm (-113.1, 0.00) mm
10° (-94.46, 0.00) mm (-113.1, 0.00) mm
30° (-92.11, 0.00) mm (-113.1, 0.00) mm

TABLE 3.5 — Centres de cisaillement des foils étudiés calculés numériquement.

La position de ce centre n’étant pas fonction de la position de la section selon 'enver-
gure, la ligne centrale représentant le foil est donc un segment de 1.375 m de long aligné
avec la direction Z, avec des coordonnées constantes selon X et Y défini par le centre de
cisaillement. Ce segment est ensuite discrétisé en une multitude d’éléments finis linéiques.
Ces éléments sont des éléments poutres linéaires de Timoshenko constitué de 2 nceuds.
Cet élément, nommé B31 dans Abaqus™, est dit linéaire car ses fonctions de forme le
sont (cf. section 3.3.2). Cependant, 'analyse par éléments finis est réalisée avec la méthode
de Newton, ce qui signifie que les non-linéarités géométriques sont prises en compte. Afin
de reproduire les expériences, une condition d’encastrement est définie a la base du foil
(Z = 0m) et un effort ponctuel est appliqué de la méme fagon que dans le modele Abaqus
3D. Pour ce faire, le point d’application de la force (loadingPoint) est défini et avec une
contrainte MPC, ce point est lié rigidement aux éléments poutres correspondant a la po-
sition du carcan le long de I'envergure (illustrée par les cercles jaunes dans la figure 3.14).
Le point loadingPoint est également relié avec une contrainte MPC aux points de réfé-
rences cornerClampingBeam et CG_clampingBeam, permettant de mesurer directement
le déplacement du coin du carcan et de prendre en compte son poids. Une force ponctuelle
non-suiveuse est définie au niveau du point CG__clampingBeam, pour modéliser le poids
d’une masse de 3.54 kg.

La masse de I’ensemble du foil est prise en compte de maniere différente dans le
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Chapitre 3 — Modélisation d’un hydrofoil souple

modele Abaqus 3D car le centre de masse de la section n’est pas confondu avec son centre
de cisaillement, il n’est donc pas possible d’appliquer les efforts de gravité sur les nceuds
de la poutre (définis & partir du centre de cisaillement). Pour modéliser la gravité dans
Abaqus 1D, un ensemble de points passant par les centres de masse des sections est défini.
Le nombre de points définis est identique aux nombres de noeuds définissant les éléments
poutres. Cela permet de lier deux a deux, avec une contrainte MPC, les nocuds des éléments
poutres avec les points modélisant les centres de masses des sections. Des efforts ponctuels
sont ensuite définis au niveau des centres de masses pour modéliser le poids du foils, ces
efforts sont fonctions de la discrétisation de la ligne centrale (longueur des éléments), de
la gravité terrestre et de la masse linéique des foils. Afin d’étudier la déformation locale
du foil au niveau du mouchetis, associée aux résultats du GOM-5M, la position de deux
neeuds de la poutre est imposée afin de pouvoir reconstruire la section gauchie du foil
précisément au niveau du mouchetis. Les noeuds fixes sont définis en Z = 0.27 m et
Z = 0.35 m, ce qui correspond aux extrémités du mouchetis, tel qu’illustré dans la figure
2.7. La déformation du foil proche de ’encastrement est alors calculée comme la somme
de la contribution du mouvement rigide de la section (calculé avec les déplacements et
rotations nodales des éléments poutres) et du gauchissement (calculé en reconstruisant
la section gauchie). Pour finir la présentation du modele Abaqus 1D, le choix du nombre

d’éléments poutres modélisant le foil est discuté.

Convergence en maillage du modéele de poutre

Afin de déterminer la discrétisation optimale, le méme cas de chargement que précé-
demment est retenu (cf. tableau 3.2) et différents maillages sont testés, avec des tailles
d’éléments variant de 6.8 mm (200 éléments) a 6.8 cm (20 éléments). Pour chaque maillage,
le déplacement du coin du carcan est mesuré et comparé avec les résultats du maillage le
plus fin. Le tableau ci-dessous regroupe ces résultats.

Le tableau 3.6 montre la bonne convergence du modele Abaqus 1D lorsque le maillage
est raffiné. Les résultats montrent qu’a partir de 70 éléments, la différence avec le maillage

le plus fin descend en dessous de 0.15%. Le maillage retenu est donc celui avec 70 éléments.

3.4 Modélisation Fluide : PUFFIn

Dans les sections 3.2.3 et 3.3.3, la modélisation du comportement élastique des foils

est présentée. La suite logique est donc de modéliser le fluide dans lequel les foils sont
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Nombres | Longueur| Dyuag(m) | Rmag(®) | ADmag”™| ARppag™
d’élé- d’'un (%) (%)
ments élément

poutre
(m)
20 6.88E-02 | 9.32E-02 7.72 1.39 1.53
30 4.58E-02 | 9.38E-02 7.78 0.69 0.83
40 3.44E-02 | 9.41E-02 7.80 0.38 0.50
50 2.75E-02 | 9.41E-02 7.80 0.43 0.55
60 2.29E-02 | 9.43E-02 7.83 0.22 0.19
70 1.96E-02 | 9.44E-02 7.83 0.14 0.11
80 1.72E-02 | 9.44E-02 7.83 0.12 0.11
100 1.38E-02 | 9.44E-02 7.83 0.11 0.12
150 9.17E-03 | 9.45E-02 7.84 0.01 0.01
200 6.88E-03 | 9.45E-02 7.84 0.00 0.00

TABLE 3.6 — Résultats de la convergence en maillage du modele numérique Abaqus 1D.

amenés a évoluer. Dans cette section, la modélisation numérique de I’écoulement réalisée
avec le logiciel PUFFIn est présentée. Dans un second temps, le couplage entre PUFFIn

et Abaqus™, permettant de décrire les interactions fluides-structures du foil, est détaillé.

3.4.1 PUFFIn

Free surface
SFS

Hydrofoil
n/c: -0.15 -0.09 -0.03 0.03 0.09 0.15 Su

FIGURE 3.15 — Surfaces limites définies pour la résolution de I’écoulement dans PUFFIn.

Le logiciel PUFFIn développé a 'ENSTA Bretagne, par un post-doctorant financé
par les projets OptiFoil et UNIFoil, permet de prédire la performance de foils évoluant

dans un écoulement avec surface libre. Ce code est basé sur la théorie des écoulements
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Chapitre 3 — Modélisation d’un hydrofoil souple

potentiels et plus précisément sur la méthode des éléments frontieres ou Boundary Element
Method (BEM) en anglais. Une breve description de ce code est donnée dans cette section.
Les hypotheses posées lors de la modélisation d’un écoulement potentiel sont rappelées
ci-dessous :

— La viscosité du fluide est négligée ;

— L’écoulement est incompressible ;

— L’écoulement est irrotationnel ;

Dans ces conditions, le champ de vitesse du fluide u(x,t) s’exprime comme la super-
position d’un écoulement non perturbé U et du gradient d’un potentiel de vitesse ¢(x, t)

vérifiant 1’équation de Laplace :

Az, t) =0 (3.159)

La seconde identité de Green permet de montrer que cette équation est équivalente a
une équation intégrale aux frontiéres sur les limites du domaine (KATZ et al. 2001). Ces
limites sont la surface du foil Sy, la surface libre Sgg et la surface du sillage Sy, toutes

illustrées dans la figure 3.15 :

b [ Ol L RO e

Avec m la normale d’une surface orientée vers I’extérieur. Des conditions limites supplé-
mentaires sont nécessaires pour résoudre cette équation. Sur la surface du foil, la condition

de non-pénétration stipule que :
dp
on

De plus, la condition linéarisée de Neumann-Kelvin (NEWMAN 2018) est imposée sur

U-n (3.161)

la surface libre non perturbée.

(Uo- V) ¢+g5-=0 (3.162)

do
0z
La relation de Bernoulli permet d’obtenir I’élévation de surface libre par rapport a sa
position initiale tel que :
Uy - Vo

7= 3.163
. (3.163)

Le probleme est résolu de manieére itérative. Une approche Lagrangienne est utilisée
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3.4. Modélisation Fluide : PUFFIn

pour construire itérativement la surface du sillage durant le calcul. Pour des fluides non-
visqueux, le potentiel sur une facette du sillage convectée par I’écoulement doit rester
constant. En conséquence, la distribution du potentiel ¢ dans le sillage s’obtient en utili-
sant une condition de Kutta, qui impose ’égalité des pressions sur 'intrados et ’extrados
du foil au niveau du bord de fuite. La construction de la solution numérique est réalisée en
discrétisant les surfaces frontieres en quadrilateres ou le potentiel ¢ est supposé constant.
Plus de détails sur la théorie et la méthode de résolution sont disponibles dans (PERALI
et al. 2024b) et dans la documentation de PUFFIn (PUFFIn documentation 2023). La
distribution de pression sur la surface du foil est obtenue en appliquant la relation de
Bernoulli. L’intégration de ces pressions permet d’obtenir les efforts et moments hydro-
dynamiques subis par le foil. Dans le cadre de la reproduction des essais en bassin, la
longueur de la surface libre selon la direction de 1’écoulement est définie entre 2.5 cordes
en amont du foil et 7.5 cordes en aval. Dans la direction transverse, la largeur de la surface

libre est de 7 fois 'envergure, et le foil est centré par rapport a cette surface.

Convergence en maillage

Pour résoudre le probleme, les trois surfaces frontieres (Sy, Sps et Sy) doivent étre
discrétisées. Afin de trouver le maillage optimal, trois niveaux de raffinements sont consi-
dérées et I'incertitude sur la portance prédite avec les différents maillages est estimée en
utilisant la méthode GCI (ROACHE 1994). Les résultats sont rassemblés dans le tableau
ci-dessous o N foi1, Nyfoi, Nvsr et Nysr représente le nombre de mailles dans les di-
rections X et Y (cf. figure 3.15) pour les surfaces discrétisées du foil et de la surface libre
(SL). De plus, Cy et C) sont respectivement les coefficients de trainée et de portance du

foil, obtenus en intégrant les pressions sur la surface du foil.

Nz o NYysoil Nsr, Nysr, | Incertitude Incertitude Incertitude
Ca(%) Cy (%) sur
Ieffort
total
70 17 99 20 16.8 4.7 4.9
100 24 140 28 13.1 3.5 3.6
142 34 198 54 10.2 2.6 2.7

TABLE 3.7 — Résultats de la convergence en maillage du foil modélisé dans PUFFIn.

La convergence en maillage montre une incertitude plus importante sur le coefficient de

trainée par rapport au coefficient de portance. Cela est dii a des différences d’écoulement
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Chapitre 3 — Modélisation d’un hydrofoil souple

proche du bord de fuite, qui sont dépendantes de la discrétisation. La figure 3.16 illustre
le champ de pression sur la surface du foil a mi-envergure et proche de son extrémité,
les coefficients de pression (C),) sont évalués pour les trois niveaux de raffinements. Dans
la figure 3.16, z/c représente la distance au bord de fuite adimensionnée par la corde du
profil.

Les résultats mettent en avant les différences entre les coefficients de pression prédits
avec les différents maillages a proximité du bord de fuite (z/c > 0.95). Ces différences sont
trés petites et localisées, c’est pourquoi 'incertitude sur la trainée n’est pas considérée
problématique. De plus, l'incertitude sur 'effort total montre que la contribution de la

trainée du foil est faible.

1k : Coarse 1 | Coarse
| : — =— - Medium [ — =— = Medium
— - — -~ Fine = = = = = Fine
05

HRESH] 0% E L

0.5

Cp

[
0

i L i i L L J 1 . i
4 0.6 0.8 1 0 2 0.4 0.6 0.8 1
xfc x/c

FiGURE 3.16 — Coeflicients de pression sur la surface du foil évalués a mi-envergure et
pres de son extrémité.

L’incertitude de 3.5% sur le coefficient de portance est considérée acceptable. Donc,
dans le maillage retenu, le foil est discrétisé en 100 facettes selon la corde et 24 selon 'en-
vergure. La surface libre est quant a elle divisée en 140 facettes dans le sens de I’écoulement

et 28 facettes dans la direction transverse.

3.4.2 Couplage PUFFIn/Abaqus™

Pour modéliser les interactions fluide-structure d’un foil, il est classique d’adopter une
approche partitionnée ou un solveur fluide échange avec un solveur structure. Le solveur
fluide calcule les efforts appliqués sur le foil, qui sont utilisés pour calculer sa déformation

via le solveur structure. En réalité, deux couplages sont mis en place, un pour le modele
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Abaqus 1D et un pour Abaqus 3D. Les couplages sont tres similaires mais présentent des
différences pour la déformation du maillage fluide et la transmission des efforts entre
PUFFIn et Abaqus™.

Le couplage IFS est explicite et Quasi-Statique (QS), ce qui signifie qu’a chaque itéra-
tion, le systéme est considéré a 1’équilibre statique. Ce genre de couplage ne prend donc
pas en compte l'accélération du foil et les effets de masse ajoutée. La figure 3.17 illustre
les deux stratégies de couplages. La communication entre le solveur fluide et structure est

réalisée a ’aide de scripts Python.

Les étapes principales des couplages sont similaires, le calcul IFS commence avec un
premier calcul fluide sur la géométrie non-déformée du foil pour déterminer la distribution
de pression a la surface du foil. C’est ensuite le début du processus itératif, qui commence
par une analyse par éléments finis permettant de calculer la déformation du foil induite
par les effort fluides. Les résultats fournis par le solveur structure sont ensuite utilisés pour
déformer le maillage fluide, avec lequel PUFFIn modélise le nouveau champ de pression
sur le foil. Ces deux étapes sont répétées jusqu’a convergence des efforts et déplacements
du foil. Il est important de noter que chaque calcul structure est réalisé en considérant la
géométrie initiale du foil, ce qui est possible car les déformations du foil ne sont pas trop
grandes. La seule différence entre les calculs structures réalisés dans une boucle IFS est

donc le chargement, qui évolue en fonction de la déformation du maillage fluide.

Deux criteres de convergence sont définis, €5 et €f, respectivement pour le solveur
structure et le solveur fluide. €, est obtenu comme la différence de déplacement de 1'ex-
trémité du foil entre une itération courante I et l'itération précédente I — 1. u'™ est la
norme du vecteur déplacement a I’extrémité du foil. le critere de convergence fluide ¢, est
défini comme la différence de magnitude des efforts fluide entre l'itération actuelle et la
précédente. La magnitude des efforts fluide a 'itération courante est notée F;. Un nombre
minimum d’itération I,,;, est imposé pour vérifier la bonne convergence du calcul. A la
fin d’un calcul fluide sur une géométrie déformée, si le nombre d’itérations I est supérieur
a Iin et que les efforts fluides et déplacements sont convergés, le calcul s’arréte, sinon,

une itération supplémentaire est réalisée.

Les résultats numériques reproduisant les essais en bassins sont obtenus en considérant
les deux critéres de convergence €, et €7 égaux a 0.5%. De maniere générale, ce type de
calcul IFS converge en environ 5 itérations. Les résultats fournis par ce type de calcul

sont :

— La géométrie 3D du foil déformé;
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— Le champ de pression sur le foil déformé;
— Les Efforts hydrodynamiques appliquées sur le foil (portance,trainée);
— Le lacet et 'assiette pris par le foil, uniquement lorsque le positionnement dyna-

mique est activée dans PUFFIn (cf. section 5.2.2).

Couplage PUFFIn/Abaqus 3D

La discrétisation en éléments finis des foils étudiés est identique a celle considérée
pour reproduire les essais en air (cf. figure 3.7). Celle-ci est bien plus fine que celle du
maillage utilisé dans PUFFIn, ce qui implique une interpolation du champ de pression sur
le maillage éléments finis. Cette interpolation, basée sur un algorithme de pondération des
distances (Distance Weigthing Algorithm), est implémentée directement dans Abaqus™.
Le champ de déplacement obtenu apres un calcul structure est exprimé sur les nceuds
du maillage éléments finis. Comme ces noeuds ne coincident pas avec ceux du maillage
fluide, une seconde interpolation est réalisée. La méthode d’interpolation RBF (Radial
Basis Function) est choisie pour déterminer le déplacement des noeuds du maillage fluide
a partir des résultats du modele Abaqus 3D.

Comme l'intégralité des calculs structures est réalisée en prenant le foil non déformé
comme point de départ, il faut impérativement exprimer le champ de pression du foil sur
sa configuration initiale. Pour ce faire, aprés la détermination d'un champ de pression

sur un maillage déformée avec PUFFIn, les valeurs de pression sur chaque facettes du

maillage sont assignées a leur facette correspondante sur le maillage fluide non-déformé.

Couplage PUFFIn/Abaqus 1D

La mise en place du couplage PUFFIn/Abaqus 1D est plus complexe que celle du
couplage PUFFIn/Abaqus 3D car il faut projeter un champ de pression tri-dimensionnel
sur des éléments poutres. Pour ce faire, le champ de pression calculé par PUFFIn est
exprimé comme un ensemble d’efforts ponctuels, obtenu a partir des vecteurs positions,
des vecteurs de surface et des pressions calculées dans les facettes fluides. Ensuite, pour
chaque effort ponctuel, I’élément poutre le plus proche de son point d’application est
déterminé. L’effort est alors réparti sur les deux noeuds de I’élément poutre correspondant.

La figure 3.18 illustre la méthode de projection, ou un élément poutre est défini entre
les noeuds N; et N et un effort ponctuel F' appliqué en X. Le point X, est défini comme
la projection de X sur I'élément poutre. X, permet la définition d’un parametre adimen-

sionnel ¢ utilisé pour distribuer 'effort ponctuel entre les deux nceuds Ny et Ny
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Calcul initial du champ de pression sur le foil avec PUFFIn
Sortie : Champ de pression sur le foil non déformé
1=1

l

Projection des efforts 3D sur le maillage structure :

Abaqus 1D : Abaqus 3D :
Définition d'un champ de pression sur

la surface 3D du foil

Transport des efforts
fluides sur le maillage | Calcul des efforts nodaux a appliquer

non déforme sur les éléments poutres 1D

1

Analyses par éléments finis non-linéaire :
Solveur : Abaqus™ 2022

Output :
Abaqus 1D : Abaqus 3D :
Déplacements et rotations des Champ de déplacement a
noeuds des éléments poutres la surface du foil

Déformation du maillage fluide :

Abaqus 1D : Abaqus 3D :
Reconstruction de la géométrie 3D Interpolation du champ de
déformée en extrapolant les déplacement sur le maillage fluide

déplacements nodaux

Calcul du champ de pression sur le foil déformé avec PUFFIn :
Sortie : Champ de pression sur le foil déformé

Critére de convergence Critére de convergence
structurel : fluide :
e, =|ufP—u'P, e =|F—F,_,|
\/
Incrément Evaluation de la convergence :
I=1+1 SI Faux I>1,, & €<tol, & e<tol
Sl Vrai

Fin du calcul
Sortie :
-Géomeétrie 3D du foil déformé
-Champ de pression a la surface du foil déformé
-Efforts et moments hydrodynamiques appliqués sur le foil

FIGURE 3.17 — Diagramme explicatif des couplages IFS PUFFIn/Abaqus 1D et PUF-
FiIn/Abaqus 3D.
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FiGUurE 3.18 — Illustration de la méthode de projection des efforts dans le couplage
PUFFIn/Abaqus 1D.

N X,
= = 3.164
I AA (3.164)

L’effort F' est distribué entre les deux nceuds de la poutre en fonction de la valeur de
&. Dans la figure 3.18, Fy et F3 sont les efforts nodaux respectivement appliqués en N et

Ns. Ces efforts sont définis par :

Les moments nodaux, M; et M> dans la figure 3.18, sont calculés avec les efforts

nodaux et les vecteurs V; et Va, respectivement définis comme N7 X et No X.

Les efforts et moments nodaux ne sont pas suiveurs, ce qui signifie que leur orientation
est constante durant les itérations de I'analyse par éléments finis. Des problemes de pro-
jection peuvent survenir si une face fluide recouvre deux éléments poutres ou plus. Pour
s’affranchir de ce type de probléemes, le maillage fluide est raffiné a 'aide du maillage 1D
avant le début de la boucle IFS. Pour ce faire, des plans 2D perpendiculaires a la direc-
tion longitudinale des éléments poutres sont définis pour chacun des nceuds des éléments
poutres. Ensuite, les mailles fluides intersectant ces plans sont décomposés en sous-faces
pour assurer une bonne projection des efforts fluides. Apres le calcul de la déformation
du foil, le maillage fluide doit étre déformé en conséquence. Il faut donc extrapoler la dé-
formation des éléments poutres a la géométrie 3D du foil. Pour reconstruire la géométrie

3D déformée, chacun de ses points est projeté sur I’élément poutre le plus proche. Durant
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cette étape, 2 cas de figures peuvent étre rencontrés.

1. Le point est projeté sur un nceud d’un élément poutre — son déplacement est

calculé a partir du déplacement nodal correspondant ;

2. Le point est projeté sur un point quelconque d’un élément poutre — son déplace-
ment est calculé a partir d’'un déplacement nodal obtenu en interpolant les deux
déplacements nodaux de la poutre via les fonctions de forme de 1’élément poutre
(cf. section 3.3.2).

Soit un point X de la géométrie 3D et X, sa projection sur un élément poutre, le dé-
placement DX du point X est fonction du vecteur X, X (cf. figure 3.18), du déplacement

DX, de X, et de la rotation de X, sous forme matricielle, notée RX,,.

DX = DX, + RX, X, X (3.167)

Dans le cas ou X est projeté sur Ny, 'équation (3.167) devient :

DX = DN, + RN: N, X (3.168)

ou DN; et RN; sont respectivement la translation et la rotation (sous forme ma-
tricielle) du nceud Nj. Avec cette méthode, les sections du foil adoptent un mouvement
de corps rigide, ce qui signifie que le gauchissement est négligé pour la déformation du
maillage fluide. De la méme maniere que pour le couplage PUFFIn/Abaqus 3D, les cal-
culs structures sont exclusivement réalisés en considérant la géométrie non-déformée du
foil. Ce qui implique que les efforts ponctuels de pression doivent étre exprimés sur le
maillage non-déformée. Les points d’application des efforts (X dans la figure 3.18) sont
alors identifiés sur le maillage fluide non déformé et sont gardés constants durant la boucle
IFS . Cependant, les efforts F' sont calculés sur le maillage fluide courant, ce qui signifie
que leurs orientations varient avec la déformation du foil, ce qu’il faut impérativement
prendre en compte. Avec cette approche, les efforts nodaux appliqués sur les éléments
poutres sont rigoureusement équivalents aux efforts de pressions calculés sur un maillage

fluide déformé.

3.5 Conclusion

Dans ce chapitre, les notions théoriques permettant la modélisation numérique des

IFS d’'un hydrofoil souple en matériaux composites en écoulement sont présentées. La
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modélisation de la réponse élastique des foils est d’abord présenté, en commencant par
des rappels généraux sur la MEF. Les analyses par éléments finis réalisées dans cette these
sont statiques et prennent en compte les non-linéarités géométriques des structures.

Des modélisations haute et basse fidélité, toutes deux implémentées dans le logiciel

M sont considérées afin de réaliser une validation numérique du mo-

commercial Abaqus’
dele basse fidélité. La modélisation haute-fidélité est d’abord présentée, ou le foil est
modélisé a I'aide d’éléments finis volumiques 3D et coques 2D, respectivement associés a
I’ame et a la peau du foil. Cette modélisation est classique et servira donc de référence
pour le processus de validation de la modélisation basse fidélité. Cette derniere repose
sur la décomposition du probléeme 3D en une série d’analyse de sections linéaires (pro-
blemes 2D) et une analyse par éléments finis de type poutre non-linéaire (probleme 1D).
La méthode d’analyse de sections inhomogenes et anisotropes est présentée en premiere.
Pour réaliser cette analyse, le champ de déplacement d’une section de poutre est assimilé
a une translation, une rotation rigide (considérée petite) et une composante de gauchisse-
ment. Cette analyse permet d’obtenir les propriétés équivalentes d’une section (raideurs
et couplages entre les modes de déformation) ainsi que ses fonctions de gauchissement,
permettant d’évaluer la forme déformée d’une section et son champ de contrainte 2D pour
un effort quelconque appliqué sur la section. Ensuite, le modele de poutre équivalente est
détaillé, ou les rotations des sections sont résolues exactement et le gauchissement est
négligé. Il est cependant possible d’ajouter a la fin du calcul de gauchir les sections a
I’'aide des fonctions de gauchissement déterminées durant I'analyse de sections. L’écou-
lement fluide autour du foil est modélisé avec le logiciel PUFFIn dont les concepts sont
brievement exposés. Pour finir, les couplages entre les modeles éléments finis haute et
basse fidélité et PUFFIn sont présentés. Le chapitre 4 présente la validation numérique
et expérimentale du modele de poutre équivalente, avant de ’exploiter pour résoudre un

probléme d’optimisation dans le chapitre 5.
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CHAPITRE 4

VALIDATION DES MODELES NUMERIQUES

4.1 Essais en air

Cette section présente les résultats de la premieére campagne expérimentale réalisée au
cours de cette these, ayant pour objectif de valider la capacité des modeles numériques
a prédire la réponse élastique de foils en composite. Les 4 foils étudiés et le dispositif
expérimental sont présentés dans les sections 2.1 et 2.2. Pour commencer cette section, le
gain de temps de calcul entre le modele haute fidélité Abaqus 3D et le modele basse fidélité
Abaqus 1D est présenté. Ensuite, les propriétés équivalentes des sections des différents
foils sont comparées afin de pouvoir interpréter les résultats expérimentaux. Dans un
troisiéme temps, les résultats expérimentaux obtenus avec le GOM-5M et le GOM SCAN
sont comparés aux résultats numériques pour différents cas de chargement. Ensuite, une
comparaison numérique des gauchissements des sections obtenus avec Abaqus 3D et Abaqus
1D est réalisée, suivie d'une discussion sur I'influence du rapport d’aspect des foils sur
la validité du modele de poutre équivalente. Pour finir, une étude des modes propres des

foils réalisée avec les deux modeles numériques est présentée.

4.1.1 Temps de calcul

Le modele de poutre équivalente est considérablement plus rapide que le modele élé-
ments finis 3D, ce qui est principalement di au nombre d’éléments 10 000 fois supérieur
dans le modele 3D. Afin d’illustrer le gain de temps permis par le modele de poutre équi-
valente, le tableau 4.1 présente le détail du temps nécessaire pour réaliser une analyse par
éléments finis du foil avec une orientation de —50°. Le cas de chargement retenu est le
méme que celui défini pour la convergence en maillage (cf. tableau 3.2).

Le temps de calcul associé au modele de poutre équivalente est divisé en quatre contri-
butions dans le tableau 4.1, 'analyse de section, I’analyse par éléments finis, la reconstruc-

tion de la géométrie 3D et la reconstruction d’une section gauchie. Ce tableau permet de
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Nombre de Temps de calcul (s)
Processeurs
Abaqus 3D 16 1.4E+05
Analyse de sections 1 6.1E4-00
Abaqus 1D 1 1.0E-01
Reconstruction de la 1 1.2E-01
géométrie 3D
Reconstruction d’une 1 4.4E+01
section gauchie

TABLE 4.1 — Temps de calculs des différentes analyses par éléments finis.

conclure que dans le cas présent ou 70 éléments poutres sont définis, le temps de calcul re-
quis pour reconstruire la géométrie 3D en prenant en compte le gauchissement avoisine les
50 minutes. Sans la modélisation du gauchissement, le temps de calcul est drastiquement
réduit a 6.7 secondes. C’est pourquoi la section 4.1.6 présente une comparaison de la ma-
gnitude du gauchissement par rapport au mouvement de corps rigide afin de déterminer
s’il est négligeable.

L’analyse éléments finis 3D est réalisée avec 16 processeurs et malgré ca, la méthode
de poutre équivalente reste nettement plus rapide, méme dans le cas ou gauchissement est
modélisé. Avec le gauchissement, le modele de poutre équivalente est 50 fois plus rapide
que le modele 3D et 20 000 fois plus rapide sans. Ces résultats illustrent I'intérét d’un
modele de poutre équivalente pour économiser du temps de calcul. Ce temps de calcul est
d’autant plus important dans une simulation IFS ou I’analyse de section est réalisée une
seule fois au début du calcul. Pour un foil non prismatique, ’étape d’analyse des sections
est plus cofiteuse en temps de calcul car le nombre de sections analysées est a adapter en

fonction des variations structurelles et géométriques le long de son envergure.

4.1.2 Propriétés équivalentes des sections

Les résultats de I'analyse de section sont intéressants a analyser en amont des ré-
sultats expérimentaux afin de mieux comprendre le comportement des foils en fonction
de l'orientation de leur pli d’UD. Les raideurs principales et le coefficient de couplage
flexion-torsion (CFT) des différents foils est présenté dans le tableau 4.2. Ces valeurs sont
données relativement au repere EP, illustré dans la figure 3.9.

Le tableau 4.2 met en évidence une diminution de la raideur axiale (K¢}) et des raideurs

en flexion (K§g et K§) lorsque 'orientation du pli d’UD s’éloigne de 0°, ce qui est un
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Orientation du —50° —30° —10° 30°
pli d’'UD
K3 (N) 1.91e+06 3.16e+06 5.14e+4-06 3.16e+06
K§35 (N) 8.05e+05 8.26e+05 4.53e+05 8.26e+05
K$; (N) 7.65e+04 6.83e+04 6.56e+04 6.83e+04

Kg (N.m?) 6.18¢102 | 6.83¢102 | 3.55e+02 | 6.83¢+02
K& (N.m?) 3.36e102 | 5.90e102 | 9.52e102 | 5.90e+02
K& (N.m?) 1.13e+04 | 1.56e+04 | 2.90e+04 | 1.56e+04
K& (N.m?) 1.03e+02 | 3.37e+02 | 2.14e+02 | -3.37e+02

TABLE 4.2 — Propriétés équivalentes des 4 foils testés expérimentalement.

comportement attendu en étudiant des matériaux composites. La raideur en torsion K]
est maximale pour 'orientation de £30°, ce qui est également attendu au vu des travaux
de (BI1SHAY et al. 2021) montrant une raideur en torsion maximale atteinte pour une
orientation de fibres de +25°.

Afin d’interpréter la valeur du CFT, il est pertinent de développer I'expression du
moment de section de torsion a partir de la définition de la matrice de raideur équivalente
de l'équation (3.54).

p_ cs__p cs__p cs__p cs ,.p cs,.p cs,.p
My = Kijmy + Koy + Kgyms + Kiyky + Kigry + Kigrs

(4.1)
En isolant la déformation en torsion de la section x%, 'équation (4.1) devient :
1
Rl = (MY — Kiimi — Kgird — Kgiry —Kgry  —Kigry) (4.2)

Contribution de la
flexion & la torsion

L’équation (4.2) montre que pour un CFT (K ) positif (non-nul), une déformation en
flexion 73 positive induit une déformation en torsion x} de signe opposé. Dans le repéere
E? (cf. figure 3.8), la flexion 74 est comptée positivement lorsque le foil est fléchi vers
le bas. En conséquence, si le CF'T d’un foil est positif, la torsion induite par le CFT est
négative lorsque le foil est fléchi vers le bas. Pour le foil avec une orientation de fibres
de 30°, le CFT (négatif) induit donc une torsion positive (bord d’attaque vers le haut)

lorsque le foil est fléchi vers le bas. Pour l'orientation de —30°, une torsion négative
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est attendue. La valeur absolue du CFT quantifie quant a elle I'intensité du couplage.
Le tableau 4.2 montre que les foils avec un pli d’UD orienté a 4+30° ont les CFT les
plus importants. Dans un probleme en IF'S, ce type de comportement élastique peut étre
exploité pour générer des ailes stables ou instables. Une aile stable voit son incidence
diminuer lorsqu’elle se fléchit, ce qui permet de décharger l'aile en cas d’augmentation
brusque de la vitesse de 1’écoulement. Ce type de comportement est observé dans les
essais en bassin (cf. section 4.2). Dans les sections suivantes du manuscrit, la réponse
élastique des foils est étudiée numériquement et expérimentalement. Les résultats obtenus
permettent de valider le comportement structurel des différents foils prédit dans cette
section. Dans le repére imposé par Abaqus™, retenu pour la présentation des résultats
expérimentaux, une valeur de déplacement vertical négative Dy est associée a une rotation
de flexion Rz positive. Dans ce repere, un CFT positif (K > 0) induit une torsion
négative lorsque le foil est fléchi vers le bas. Réciproquement, une torsion positive tend a

réduire la rotation de flexion d’un foil fléchi vers le bas avec un CF'T positif.

4.1.3 Déformation globale

Cette section présente les résultats obtenus avec le GOM-SCAN puis les confronte aux
prédictions des modeles numériques Abaqus 3D et Abaqus 1D. Pour rappel, les résultats
obtenus avec le GOM-SCAN caractérisent la déformation globale du foil. Cette section
se décompose en deux parties, une premiere ou les 4 foils sont étudiés pour 4 cas de
chargement différents, I'objectif étant de capter et valider I'influence de I'orientation des
fibres sur la réponse du foil. Dans un second temps, seuls les foils avec 'orientation de
+30° sont considérés et des cas de chargement sont définis pour explorer I'influence d’une
sollicitation en torsion sur la flexion du foil, ce qui permet d’évaluer la modélisation

numérique du couplage flexion-torsion.

Influence de ’orientation des fibres

Pour valider la capacité des modeles numériques a capter 'influence de I'orientation du
pli d’UD sur la réponse du foil, le déplacement du coin du carcan est mesuré expérimen-
talement et numériquement pour chaque foil et pour 4 cas de chargements, détaillés dans
le tableau 4.3, ou l'origine du repere est placée au bord d’attaque du foil a I’encastrement
et son orientation est rappelée dans les figures 3.6 et 3.14. Les résultats présentés ici sont

obtenus sans prise en compte du gauchissement et il est important de rappeler que les
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valeurs de déplacements et de rotations sont données par rapport a une configuration de

référence ou le carcan est installé sur le foil mais aucune masse n’y est suspendue.

Chargement X;(m) Zy(m) ms(kg)
1 0.1 0.5 5
2 -0.6 0.5 )
3 0.1 1.0 )
4 -0.6 1.0 5)

TABLE 4.3 — Cas de chargement retenus pour étudier I'influence de 'orientation du pli
d’UD des foils sur leur comportement mécanique.

FIGURE 4.1 — Géométries 3D déformées du foil avec 'orientation d’'UD de —50° obtenues

numériquement pour le chargement 4 — (@) : Foil non déformé, (@) : Abaqus 1D, (e) :
Abaqus 3D.

La figure 4.1 illustre la déformation du foil le plus souple pour le chargement 4. Cela
permet d’illustrer 'amplitude de déformation que les foils prennent durant les essais expé-
rimentaux. Les géométries déformées prédites avec Abaqus 3D et Abaqus 1D sont presque
superposées, ce qui illustre qualitativement la cohérence entre les résultats obtenus avec
les deux modeles numériques. Les figures 4.2, 4.3 et 4.4 présentent respectivement le dé-
placement vertical Dy, la rotation selon X Rz (analogue a la courbure en flexion) et la
rotation selon Z Rz(analogue a la torsion) des foils étudiés pour les 4 cas de chargement.
Les cas de chargement manquants dans les figures 4.2, 4.3 et 4.4 sont dus a des problemes
rencontrés durant les manipulations expérimentales.

Les résultats montrent un bon accord entre les 3 modeles. Par exemple, le déplace-

ment Dy obtenu avec les 3 modeles pour le chargement 3 (en jaune dans la figure 4.2) est
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Résultats
expérimentaux Abaqus3D AbaqgusiD
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FIGURE 4.2 — Déplacement vertical Dy du coin du carcan mesuré pour les 4 foils et
les 4 chargements — (@) : Chargement 1, (®) : Chargement 2, (0) : Chargement 3, (®) :
Chargement 4.
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FIGURE 4.3 — Rotation de flexion Rz du coin du carcan mesurée pour les 4 foils et
les 4 chargements — (@) : Chargement 1, (@) : Chargement 2, (0) : Chargement 3, (@) :
Chargement 4.
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Résultats
expérimentaux Abaqus3D AbaqusiD
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FI1GURE 4.4 — Rotation de torsion Rz du coin du carcan mesurée pour les 4 foils et
les 4 chargements — (@) : Chargement 1, (®) : Chargement 2, (0) : Chargement 3, (@) :
Chargement 4.

maximal pour 'orientation d’'UD de —50° et minimal pour l'orientation de —10°. Cette
observation est cohérente avec les valeurs des raideurs en flexion présentées dans le ta-
bleau 4.2 de la section précédente. Pour le chargement 2, un déplacement vertical positif
du coin du carcan est mesuré, ce qui est du & une torsion positive (Rz > 0 dans la figure
4.4) des foils qui tend a surélever le coin du carcan placé en amont du bord d’attaque.
Pour l'orientation de —10°, la figure 4.2 montre que le déplacement vertical calculé expé-
rimentalement pour le chargement 4 est négatif alors qu’il est positif dans les prédictions
des modeles numériques. Cela est du a la torsion mesurée expérimentalement qui est in-
férieure aux torsions estimées numériquement (voir Chargement 4 pour 'orientation de
—10° dans la figure 4.4). En conséquence, le déplacement induit par la torsion est plus
faible dans les résultats expérimentaux. Les modeles numériques prédisent correctement
la rotation en flexion Rx mesurée expérimentalement. Par exemple, la figure 4.3 montre
que Rz diminue lorsque l'orientation des fibres tend vers 0°. Ce résultat est vérifié par
les 3 modeles et montre que la flexion du foil est bien prédite par les modeles numériques
pour les différentes orientations de plis considérées. La torsion estimée numériquement
est également proche des résultats expérimentaux. La figure 4.4 montre que les charge-
ments 1 et 3 (ou la masse est suspendue devant le bord d’attaque) générent une torsion

négative alors que les chargements 2 et 4 (ou la masse est suspendue derriere le bord de
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fuite) induisent une torsion positive. Ce résultat est attendu et obtenu pour les 3 séries
de mesures. Les angles de torsion obtenus avec les 3 modeles sont également tres proches,
avec une différence maximale atteinte pour le chargement 3 avec 'orientation d’UD de
—10° (cf. figure 4.4). Les figures 4.3 et 4.4 montrent que la différence entre les expériences
et les modeles numériques est maximale pour les chargements 3 et 4, ou la rotation de
flexion des foils est la plus importante. En conséquence, les différences sur les valeurs de
torsion sont attribuées a la modélisation du couplage flexion-torsion qui ne représente
pas parfaitement le comportement mécanique des foils étudiés expérimentalement. Les
résultats présentés dans cette section montrent que le modele de poutre équivalente est
capable de modéliser le comportement de foils en composite pour différentes orientations
d’UD. De plus, la torsion du foil est correctement prédite, ce qui est encourageant pour

la mise en place de simulation IFS avec le modele de poutre équivalente.

Influence de la torsion sur la flexion

Une modélisation correcte du couplage flexion-torsion est indispensable pour utiliser
le modele de poutre dans un couplage IFS. C’est pourquoi 2 cas avec une orientation
de pli A’UD de +30° sont étudiés. Le premier avec une sollicitation en flexion fixe et le
second avec une sollicitation en torsion variable. L’objectif ici est de capter l'influence
de la torsion sur la flexion prise par les foils. Pour ce faire, 10 cas de chargements sont
considérés ou une masse de 5 kg est suspendue au carcan. La position du carcan le long
de l'envergure du foil (Z;) est fixée & 0.8 m de 'encastrement. La position de la masse
le long du carcan (X;) varie quant a elle entre —0.7 m et 0.2 m avec un pas de 10 cm.
Dans ces conditions, la sollicitation en flexion du foil est fixe et la variable est donc la
sollicitation en torsion, pilotée par la position de la masse selon la corde du foil. Par
exemple, une masse positionnée en amont du bord d’attaque du foil (X; > 0) induit une
torsion Rz négative alors qu’a l'inverse, une masse placée derriere le bord de fuite du foil
(X; < 0.25m) induit une torsion Rz positive.

En raison de la présence d’un couplage flexion-torsion dans les foils, les torsions in-
duites par les différents cas de chargements impactent directement la flexion du foil. Cet
impact est également fonction de 'orientation des fibres. L’objectif de cette section est
de capter les différents comportements en flexion des foils pour des orientations d’UD
opposées, afin de valider la modélisation numérique du couplage flexion-torsion. Comme
précédemment, les valeurs d’intéréts sont les déplacements et rotations du carcan Dy,

Rx et Rz, rassemblées dans la figure 4.5 pour les 10 cas de chargements considérés et
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les deux orientations d’UD. Dans cette figure, les bords d’attaque et de fuite du foil sont
représentés par des lignes verticales noires pour facilement visualiser la position de la
masse le long du carcan. On rappelle que les déplacements sont exprimés par rapport a

une configuration de référence ot le carcan est installé sur le foil sans masse suspendue.

Bord de Bord Bord de Bord Bord de Bord
fuite D'attaque fuite D'attaque fuite D'attaque
10 1.00 4.0
B 35
54
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FIGURE 4.5 — Déplacement et rotation du coin du carcan mesurés pour différentes po-
sitions de la masse selon la corde a une distance Z = 0.8 m de l'encastrement, pour les
orientation d’UD de —30° et 30° — (—&—) : Abaqus 1D —30°, (=) : Abaqus 1D 30°, (-=) :
Abaqus 3D —30°, (-m) : Abaqus 3D 30°, (®) : Expérimental 30°, (®) : Expérimental —30°.

Les résultats montrent un bon accord entre les torsions mesurées par les 3 modeles, en
terme de tendances et de magnitude. Pour les deux orientations d’UD, la torsion diminue
lorsque la masse suspendue est déplacée vers le bord d’attaque du foil. Ce comportement
est attendu et montre la capacité du modele de poutre a prédire la torsion prise par le
foil pour différentes sollicitation en torsion. Comme les orientations d’UD sont opposées
pour les deux foils étudiés, I'impact de la torsion sur la flexion est différent. Dans le
repere considéré (cf. section 4.1.2), un déplacement vertical négatif est associé a une

rotation de flexion positive. La figure 4.5 montre des tendances différentes de la rotation
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en flexion pour les deux orientations d’UD considérées. Pour 'orientation d’UD de —30°,
Rx diminue quand la masse est déplacée vers le bord de fuite alors que I'inverse est observé
pour l'orientation de 30°. Cette tendance, observée avec les trois modeles, montre que le
couplage flexion torsion du foil avec une orientation de —30° réduit la flexion du foil
quand la sollicitation en torsion diminue. Ces résultats sont en accord avec la discussion
des termes de raideurs équivalentes réalisée dans la section 4.1.2.

Les différences numériques-expérimentales observées sur la fleche Dy et la flexion Rx
sont supérieures a celles sur la torsion Rz. Une partie de ces différences est attribuée a
Iincertitude des mesures expérimentales. Cependant, les tendances de la fleche et de la
flexion sont similaires entre les 3 modeles. Lorsque la masse suspendue au foil avec une
orientation d’UD de —30° est décalée vers le bord d’attaque, le déplacement Dy diminue
plus rapidement que pour le foil avec une orientation d’UD de 30°. Ce résultat est cohérent
avec les valeurs de la rotation en flexion Rx car pour l'orientation de —30°, Rx augmente
quand la masse est déplacée vers le bord d’attaque, et inversement pour l'orientation de
30°.

La figure 4.5 montre que pour une orientation d’'UD de 30°, la torsion du foil reste
positive quand la masse est fixée en amont du bord d’attaque (X = 0.0 m et X = 0.1
m). Ce résultat parait contre intuitif au vu du cas de chargement considéré. En effet, ce
phénomene est du au couplage flexion-torsion qui induit une torsion positive en présence
d’une rotation de flexion positive pour 'orientation d’UD de 30°. Cela signifie que pour une
flexion suffisante, la torsion induite par le couplage flexion-torsion est plus importante a la
torsion induite par le chargement. La différence sensiblement constante entre les valeurs
de Rz dans la figure 4.5 est attribuée a la part de torsion induite par la flexion du foil
et le couplage flexion-torsion. Ces résultats montrent que le modele de poutre équivalente
modélise correctement le couplage flexion-torsion pour des foils présentant des orientations

de fibres opposées.

4.1.4 Déformation locale

Les résultats obtenus avec le GOM 5M (cf. section 2.2) permettent de capturer des
phénomenes locaux de déformations des foils. Les modeles numériques sont confrontés
aux résultats expérimentaux pour juger de la capacité du modele de poutre équivalente a
modéliser correctement les déformations locales des foils. La surface ou les déformations
sont étudiées est proche de ’encastrement et donc soumise a d’importantes déformations,

susceptibles de gauchir significativement les sections du foil. La reconstruction de la géo-
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métrie 3D du foil dans le modele Abaqus 1D est alors réalisée en prenant en compte le
gauchissement. Cela signifie que le déplacement des points de la géométrie 3D est décom-
posé en deux contributions, une premiere calculée en extrapolant les déplacements nodaux
des éléments poutres et une seconde obtenue en reconstruisant les sections gauchies.

Les résultats expérimentaux obtenus avec le GOM 5M sont difficiles a post-traiter car
les déplacements mesurés sont de I'ordre de 0.01 mm. A cette échelle, une petite erreur
de manipulation peut facilement invalider une mesure. Les meilleurs résultats donnés
par le GOM 5M sont obtenus pour le foil ayant un pli d’UD orienté a —30°, qui est
donc le seul foil considéré dans cette section. De la méme maniére que précédemment,
les déplacements sont mesurés relativement a une configuration ou le carcan est installé
sur le foil mais aucune masse n’y est suspendue, cela permet de réduire les incertitudes
causées par l'installation du carcan.

Pour D'orientation d’UD de —30°, la différence de déplacement selon 1'envergure Dz
mesurée en Z = 0.27 et Z = 0.35 m (cf. figure 2.7) est étudiée pour deux cas de charge-
ment. Les chargements retenus, explicités ci-dessous, sont choisis de maniére a maximiser

les déformations du foil au niveau du mouchetis.

Chargement X;(m) Zy(m) ms(kg)
1 -0.7 0.8 )
2 0.2 0.8 )

TABLE 4.4 — Cas de chargement retenus pour étudier les déformations locales proche de
I'encastrement du foil avec une orientation de fibres de —30°.

Les figures 4.6 et 4.7 présentent le déplacement relatif Dz obtenu pour les chargements
1 et 2. Ces figures montrent des résultats cohérents pour les deux cas de chargement
retenus. En effet, 'ordre de grandeur des déplacements est bien capté par les modeles
numériques. La magnitude du déplacement pour le chargement 1 est 4 fois supérieure
au déplacement obtenu pour le premier cas de chargement, ce qui est attendu au vu des
résultats présentés dans la section 4.1.3. En effet, la figure 4.5 montre que la rotation en
flexion Rx est plus petite pour X; = —0.7 m que pour X; = 0.2 m, dans le cas ou le pli
d’UD du foil est orienté a —30°. Or, une plus grande rotation en flexion se traduit par un
déplacement selon I'envergure des points de la face supérieure du foil plus important.

Dans la figure 4.7, les variations de déplacement Dz selon ’envergure obtenues avec les
trois modeles sont similaires, une diminution de Dz intervient a proximité du bord d’at-

taque du foil (X = 0). Il est compliqué d’identifier précisément les sources de différences
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FiGURE 4.6 — Déplacement relatif selon l'envergure mesuré expérimentalement et nu-
mériquement entre Z = 0.35 m et Z = 0.27 m, pour une masse de 5 kg suspendue a
(—0.7,0.0,0.8) m — (®) : Ezpérimental, (®) : Abaqus 1D, (®) : Abaqus 3D.
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FIGURE 4.7 — Déplacement relatif selon I’envergure mesuré expérimentalement et nu-
mériquement entre Z = 0.35 m et Z = 0.27 m, pour une masse de 5kg suspendue a
(0.2,0.0,0.8) m— (®) : Ezpérimental, (®) : Abaqus 1D, (®) : Abaqus 3D.
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entre les résultats expérimentaux et numériques car beaucoup de parametres du probleme
restent incertains (vraie forme du foil, propriétés mécaniques des matériaux, défauts de
fabrication, etc.) Cependant, la précision du modele Abaqus 1D est jugée suffisante en
terme de tendance et de magnitude pour valider le modele de poutre équivalente pour

prédire la réponse élastique d’un foil en composite.

4.1.5 Gauchissement des sections

Afin d’évaluer 'impact de la prise en compte du gauchissement sur les résultats numé-
riques, il est pertinent de comparer le gauchissement des sections obtenus numériquement
avec les modeles Abaqus 1D et Abaqus 3D. Une comparaison avec des résultats expéri-
mentaux n’est pas possible car I'ordre de grandeur du gauchissement est similaire a celui
des incertitudes sur la mesure du GOM 5M. Cette section présente donc des résultats
purement numériques.

Pour lire facilement les résultats, seuls les foils avec une orientation d’UD de +30° sont
considérés. Le gauchissement des sections est étudié proche de l'encastrement (Z = 0.27
m) ou le gauchissement est le plus marqué. Le cas de chargement retenu pour cette
étude est une masse de 5 kg suspendue au carcan aux coordonnées (0.2,0.0,0.8) m. Le
gauchissement est uniquement étudié sur la face supérieure du foil, ce qui est acceptable
en raison de la symétrie de sa géométrie.

Pour extraire le gauchissement d’une section dans le modele Abaqus 3D, le déplacement
de la section étudiée est séparée en une composante de mouvement de corps rigide et une
composante de gauchissement pure. La premiere étape de cette décomposition consiste a
identifier la position du centre de cisaillement de la section dans le maillage 3D déformé et
non déformé, ce qui permet d’obtenir la translation de corps rigide de la section. Ensuite,
la section déformée est transportée sur la section non déformée. La rotation de corps
rigide est ensuite déterminée comme la rotation minimisant la distance entre les points
des sections déformées et non déformées, en utilisant la méthode des moindres carrés.
Finalement, les déplacements résiduels sont identifiés comme étant le gauchissement de
la section

L’allure des sections gauchies dans le modele Abaqus 1D est prédite par Abaqus™ &
I’'aide des fonctions de gauchissement avec une méthode analogue a celle présentée dans
la section 3.3.1. Les figures 4.8, 4.9 et 4.10 présentent les 3 composantes du champ de
gauchissement de la section, il est qualifié de relatif dans les figures car il est exprimé

relativement a la magnitude du mouvement rigide de la section.
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FI1GURE 4.8 — Composante du gauchissement selon X d’une section définie a Z = 0.27m
pour une masse suspendue aux coordonnées (0.2,0.0,0.8)m — (—a) : Abaqus 1D —30°,
(&) : Abaqus 1D 30°, (-=) : Abaqus 3D —30°, (-m) : Abaqus 3D 30°.
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FiGURE 4.9 — Composante du gauchissement selon Y d’une section définie a Z = 0.27m
pour une masse suspendue aux coordonnées (0.2,0.0,0.8)m — (—&) : Abaqus 1D —30°,
(&) : Abaqus 1D 30°, (-=) : Abaqus 3D —30°, (-m) : Abaqus 3D 30°.
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FI1GURE 4.10 — Composante du gauchissement selon Z d’une section définie a Z = 0.27m
pour une masse suspendue aux coordonnées (0.2,0.0,0.8)m — (—a-) : Abaqus 1D —30°,
(—&=) : Abaqus 1D 30°, (-=) : Abaqus 3D —30°, (-m) : Abaqus 3D 30°.

La figure 4.10 montre le gauchissement hors plan d’une section des foils avec une
orientation d’UD de 4+30°. Le signe du gauchissement est différent entre les deux foils, ce
qui est attendu en raison de leurs orientations des fibres opposées. Cependant, 'amplitude
du gauchissement est surestimée par le modele Abaqus 1D, ce qui peut s’expliquer avec
les différences entre les deux modeles numériques illustrées dans les figures 4.6 et 4.7.

La figure 4.8 montre un bon accord entre les tendances du gauchissement selon X
calculées avec les modeles Abaqus 1D et Abaqus 3D. En effet, le point ou le gauchissement
hors plan est nul est le méme pour les deux foils.

Les deux modeles prédisent un gauchissement maximal représentant 1.2% de la ma-
gnitude du mouvement de corps rigide, ce qui est considéré négligeable. Ce n’est pas le cas
pour le gauchissement selon Y. En effet, la figure 4.9 montre un gauchissement maximal
prédit de 6% pour Abaqus 1D et Abaqus 3D. Les différences entre les les composantes
du gauchissement selon Y sont inhérentes aux modeles. Comme les non-linéarités géomé-
triques sont prises en compte dans le modele Abaqus 3D, les efforts internes des éléments
coques 2D impactent la rigidité en flexion du foil. Un élément coque étiré voit sa raideur
hors-plan diminuer (J. N. REDDY 2006). Pour les foils considérés, la peau en composite est
assimilable a une plaque encastrée élastiquement sur I’ame en mousse. Le gauchissement
est étudié sur la face supérieure des foils, étirée selon I'envergure du foil (X) par la masse
suspendue. En conséquence, la magnitude du déplacement selon Y (flexion hors plan) est

réduite. Ce phénomene n’est pas capté dans le modele Abaqus 1D ou 'analyse de section
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est réalisée en considérant un gauchissement plus faible que le mouvement de corps de
rigide. Ce qui explique la différence de magnitude du gauchissement selon Y prédit par
les deux modeles.

Les résultats présentés dans cette section montrent que le gauchissement des sections
n’est pas négligeable par rapport a la magnitude du mouvement de corps rigide des sec-
tions. Le gauchissement prédit par le modele Abaqus 1D est surestimé par rapport au
modele Abaqus 3D. Cependant, la tendance du gauchissement est bien modélisée dans
Abaqus 1D.

4.1.6 Influence du rapport d’aspect

Pour utiliser le modele de poutre équivalente, la structure a étudier doit étre suffisam-
ment allongée, sinon les hypothéses permettant la mise en place du modele Abaqus 1D ne
sont plus valides. Le rapport d’aspect (RA) est défini comme le rapport entre ’envergure
et la corde du foil. En pratique, les foileurs présentant les plus petits RA sont les wingfoil,
ou ce ratio peut descendre a 4. Les foils étudiés dans les sections précédentes ont un RA
de 5.5.

Dans cette section, une comparaison des modeles numériques est réalisée pour des
RA variant de 4 a 11. Pour chaque RA, la déformation d’un foil avec une orientation
d’UD de —50° est étudiée lorsqu’une masse est suspendue a son extrémité. Le chargement
est appliqué de la méme maniere que précédemment sauf qu’ici, la masse du carcan est
négligée. La masse suspendue a I'extrémité du foil est placée 0.6 m derriere le bord de fuite
afin de générer une torsion significative. Afin d’avoir des amplitudes de flexion comparables
pour les différents RA, la masse est définie en fonction de la longueur du foil. Pour ce
faire, la formule de la fleche d’une poutre homogene encastrée soumis a un effort ponctuel

de magnitude F' a son extrémité est considérée.

FL3
3(EI)

Doz = (4.3)

Dans I'équation (4.3), Dynq. est la fleche prise par la poutre, L la longueur de la poutre
et (ET) la raideur en flexion de la poutre. Pour la longueur initiale de 1.375 m, la masse
suspendue pese 5 kg. Pour déterminer les masses associées aux autres RA, I’équation
(4.3) est utilisée en considérant (E1) et Dy,,q, constants. 4 cas de chargements sont alors

définis et explicités dans le tableau 4.5.
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en air

RA L X;(m) Zi(m) ms(kg)
4 1.0 -0.6 0.97 13
5.5 1.375 -0.6 1.345 >
8.75 2.063 -0.6 2.033 1.48
11.0 2.75 -0.6 2.72 0.625

TABLE 4.5 — Cas de chargement retenus pour étudier 'influence du rapport d’aspect sur
la validité du modele de poutre équivalente.

Pour chaque RA considéré, la torsion et le déplacement de I'extrémité du foil prédits

avec les deux modeles numériques sont comparés. Les différences relatives correspondantes

sont tracées dans la figure 4.11.
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FI1GURE 4.11 — Impact du rapport d’aspect sur les différences entre résultats des modeles
numériques Abaqus 1D et Abaqus 3D.

La figure 4.11 montre que les différences entre les modeles augmentent lorsque le

RA diminue, ce qui est cohérent avec I’hypothese formulée dans le modele de poutre

équivalente. Pour des RA supérieurs a 5.5, les différences entre les modeles sont inférieures

a 5.5%, ce qui est jugé satisfaisant pour la mise en place d’'un couplage IFS basse-fidélité.
En pratique, le RA ne descend pas en dessous de 5 car le but de cette these est d’étudier
des foils qui se déforment, ce qui n’est pas le cas pour des petits RA. Le RA de 5.5 est
représentatif des dimensions des foils optimisés dans cette these.
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4.1.7 Reconstruction des contraintes dans la section

Pour optimiser la structure dun foil, il est primordial de pouvoir estimer une contrainte
maximale afin de ne pas converger vers un optimum non viable. C’est pourquoi une
comparaison numérique des contraintes calculées avec les modeles Abaqus 1D et Abaqus
3D est réalisée dans cette section.

Pour cette étude, le foil le plus souple est retenu (orientation d’UD de —50°) en
considérant le chargement 4 de la section 4.1.3. Ce qui signifie qu'une masse de bkg est
suspendue au carcan (dont la masse n’est pas négligée) aux coordonnées (—0.6,0.0,1.0)
m. Les contraintes sont calculées au niveau de la section du foil placé a Z = 0.27 m de
I’encastrement, afin d’avoir des valeurs de contraintes significatives. Les contraintes sont
uniquement calculées dans la peau du foil car les contraintes dans ’ame en mousse sont
négligeables par rapport a celles de la peau. Pour rester synthétique, cette étude porte
uniquement sur la composante axiale des contraintes, orientée selon ’envergure du foil.
Les figures 4.12 et 4.13 montrent ’évolution de la contrainte axiale le long de la corde
du foil sur sa face supérieure (sollicitée en traction) et sa face inférieure (sollicitée en

compression).
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FIGURE 4.12 — Profil numérique de contrainte axiale dans la peau de la face supérieure
du foil ayant une orientation d’UD de —50° — () : Pli d’'UD Abaqus 3D, (—) :Pli d’'UD
Abaqus 1D, (—) : Pli de taffetas Abaqus 3D, (—) :Pli de taffetas Abaqus 1D.

Les résultats montrent que le champ de contraintes reconstruit a partir des résultats

du modele de poutre équivalent est tres proche de celui prédit par le modele Abaqgus 3D.
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FIGURE 4.13 — Profil numérique de contrainte axiale dans la peau de la face inférieure
du foil ayant une orientation d’'UD de —50° — () : Pli &’UD Abaqus 3D, (—) :Pli ’'UD
Abaqus 1D, (—) : Pli de taffetas Abaqus 3D, (—) :Pli de taffetas Abaqus 1D.

Cela est vrai pour les deux faces du foils. Des différences émergent pour les contraintes
axiales dans le pli de taffetas. En effet, dans le modele Abaqus 1D, la contrainte axiale
maximum est légérement supérieure a celle prédite par le modele Abaqus 3D. Cependant,
la figure 4.2 montre que pour le chargement 4, le déplacement vertical Dy calculé avec le
modele de poutre équivalent est également supérieur au déplacement estimé par le modele
3D. Cela explique en partie les différences observées entre les deux modeles dans les figures
4.12 et 4.13. Ces résultats montrent que le modele Abaqus 1D est capable de reconstruire
correctement les contraintes dans les sections du foil. Une étape de reconstruction des
contraintes pourrait étre intégrée dans un processus d’optimisation afin de définir un

critere d’intégrité structurelle pour les designs de foils explorés.

4.1.8 Approche modale

Les méthodes de détermination des fréquences et modes propres associées aux modeles
Abaqus 3D et Abaqus 1D sont respectivement abordées dans les sections 3.1.7 et 3.3.2.
A partir des matrices de raideurs élastique et des matrices de masse, il est possible de
prévoir les fréquences propres de la structure. Ce qui est utile pour anticiper 'apparition de

phénomenes de résonance pour une fréquence d’excitation donnée. Les fréquences propres
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des 4 foils sont calculées a 'aide des modeles Abaqus 3D et Abaqus 1D et comparés dans

le tableau 4.6.

30° -10°
Mode Abaqus 1D | Abaqus 3D . Abaqus 1D | Abaqus 3D .
(Hz) (Hz) Diff. (%) (Hz) (Hz) Diff. (%)
1 7.01E+00 | 7.15E400 -2.01 9.94E+00 | 1.00E+01 -0.71
2 3.83E+01 | 3.93E+01 -2.46 5.03E+01 | 5.09E+01 -1.08
3 4.17E4+01 | 4.31E+01 -3.27 5.26E4+01 | 5.28E401 -0.41
4 8.33E4+01 | 8.21E401 1.43 6.38E4+01 | 6.52E+01 -2.12
5 1.09E402 | 1.15E+402 -5.26 1.35E402 | 1.38E+402 -2.32
Mode Abaqus 1D Ab_ag(zjs 3D Abaqus 1D Ab_a5(£s 3D
(%IZ) (‘ﬁz) Diff. (%) (%Z) (%Iz) Diff. (%)
1 7.18E400 | 7.35E+400 -2.31 6.20E4+00 | 6.25E4-00 -0.83
2 3.82E+01 | 3.91E+01 -2.30 3.35E+01 | 3.37E+01 -0.68
3 4.24E+01 | 4.40E+01 -3.55 3.75E+01 | 3.80E+01 -1.39
4 8.26E+4+01 | 8.26E+401 -0.05 7.85E+01 7.89E+01 -0.47
) 1.10E4-02 1.17E4-02 -5.72 1.00E+02 | 1.02E+02 -2.27

TABLE 4.6 — Comparaison des fréquences propres obtenues avec Abaqus 1D et Abaqus 3D
pour les différentes orientations d’UD.

Les résultats montrent que les différences maximales entre les modeles haute et basse
fidélité avoisinent les 5% et sont atteintes pour le mode 5. Cela permet de valider la

capacité du modele Abaqus 1D a estimer les fréquences propres d’un foil en composite.

La figure 4.14 illustre les 5 premiers modes propres du foil avec une orientation d’UD
de 30°, obtenus avec le modele Abaqus 1D. Il est alors possible d’identifier les modes 1,2,3
et 5 comme des modes de flexion et le mode 4 comme un mode de torsion. On remarque
qu’avec les deux modeles numériques, le foil avec l'orientation d’UD de —10° présente
des fréquences propres plus élevées pour les modes en flexion plus faible pour le mode de
torsion. Ce résultat est en accord avec les propriétés équivalentes des foils (cf. tableau 4.2)
ot la raideur en flexion est maximale pour l'orientation d’UD de —10° alors que la raideur
en torsion est minimale pour cette angle. Cela met en avant la cohérence des valeurs de

fréquences propres évaluées par les modeles numériques.
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FIGURE 4.14 — Illustration des 5 premiers modes propres du foil avec une orientation
d’UD de 30° — (@) : Foil non déformé, (®) : Abaqus 1D.

4.2 Essais en bassin

La section précédente valide la capacité du modele de poutre équivalente a prédire la
déformation de foils présentant des couplages flexion-torsion (CFT) différents soumis a
un effort ponctuel. La campagne expérimentale réalisée a I'Ifremer de Boulogne-sur-mer,
présentée dans la section 2.3, permet de valider le couplage IFS PUFFIn/Abaqus 1D. Seul
le foil ayant un pli d’UD orienté a —30° est testé dans le bassin. Le CFT de ce foil le
rend instable, ce qui signifie que son angle d’attaque augmente lorsqu’il est déformé par
I’écoulement. Dans cette section, l’angle de torsion supplémentaire induit par le CFT,
appelé nose-up twist angle, est traduit en angle de torsion de cabrage dans le manuscrit.

Dans un premier temps, deux études expérimentales du comportement du foil en
écoulement sont présentées, afin de valider le dispositif expérimental. Ensuite, les résultats
numériques sont confrontés aux résultats expérimentaux. Cette section se termine par une

comparaison des résultats obtenus avec le couplage PUFFIn/Abaqus 1D.

4.2.1 Polaire du foil

Une polaire du foil est réalisée expérimentalement pour 2 vitesses d’écoulement, U =
0.8 m/s et U = 1.2 m/s. La profondeur est choisie pour minimiser les effets de surface

libre. L’hexapode permet une immersion maximale h/c = 2.76, ce qui représente 0.69 m. A
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cette profondeur, le foil est & 1.3 m (h/c = 5.2) du fond du bassin. Considérant la vitesse
maximale de U = 1.2 m/s et la distance au fond du bassin, le travail de (FALTINSEN
2006) permet de montrer que 'effet du plancher sur le coefficient de portance du foil est
négligeable. En conséquence, le fond du bassin n’est pas modélisé dans PUFFIn.

Les efforts mesurés par la balance sont donnés par rapport a la configuration ou le foil
est soumis a sa poussée d’Archimede et son poids. Cela signifie que les efforts mesurés
expérimentalement sont représentatifs de la pression dynamique appliquée sur le foil. Dans
les modeles numériques, PUFFIn calcule l'effort de pression dynamique a la derniere
itération de la boucle IFS, ce qui permet de le comparer facilement avec les mesures
expérimentales.

De la méme maniere la torsion et le déplacement vertical du foil mesurés expérimen-
talement sont relatifs a la déformation initiale du foil due a la poussée d’Archimede et a
la gravité. Une prédiction numérique de cette déformation est réalisée pour les différentes
configurations testées, afin d’obtenir la méme mesure de torsion et de déplacement que
les expériences. Les valeurs expérimentales du déplacement de la torsion et de la portance

sont présentées pour les deux vitesses d’écoulement dans les figures 4.15 et 4.16.

—4 U =08m/s —+ U=08m/s

U'=12m/s
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Angle d'attaque (°) Angle d'attaque (°)

FIGURE 4.15 — Torsion (gauche) et déplacement vertical (droit) du foil mesurés expéri-
mentalement a une immersion h/c = 2.76.

La figure 4.15 montre que pour un angle d’attaque nul, le déplacement et la torsion du
foil ne sont pas nuls malgré son profil symétrique, cela est du a la déformation initiale du
foil. A cause du CFT, la flexion du foil due & la poussée d’Archiméde induit une torsion qui

tend a augmenter I'angle d’attaque du foil. En conséquence, pour un angle d’attaque nul,

130



4.2. Essais en bassin

la flottabilité du foil induit un angle d’attaque positif. Ceci explique également pourquoi
les angles pour lesquels les déplacements et la portance sont nuls sont négatifs. Il faut en

effet compenser la torsion initiale du foil associée a la poussée d’Archimede.

05§ U _08m/s

0.4 U=12m/s

Coefficient de portance

B | 0 i 2 3 i
Angle d'attaque (°)

FIGURE 4.16 — Polaire du coefficient de portance du foil évaluée & une immersion h/c =
2.76.

La figure 4.16 montre 'impact de l’angle de torsion de cabrage, qui tend a augmenter le
coefficient de portance du foil lorsqu’il se déforme. Pour mettre ce phénomene en évidence,
le rapport entre le coefficient de portance pour I'angle d’attaque de 3° et 4° est comparé
au rapport théorique sans [’angle de torsion de cabrage.

Sans ’apparition de cet angle, le coefficient de portance du foil est constant lors de sa
déformation. De plus, aux faibles incidences, le coefficient de portance varie linéairement
avec 'angle d’attaque. La relation entre le déplacement vertical du foil et sa portance
est également considérée linéaire. Avec ces considérations, une augmentation de 33% est
attendue pour le coefficient de portance lorsque 1'angle d’attaque passe de 3° a 4°. Cepen-
dant, pour la vitesse d’écoulement U = 1.2 m/s, une augmentation de 52% est mesurée,
ce qui est dii a l’angle de torsion de cabrage, augmentant le coefficient de portance du foil
lorsque celui-ci se déforme. Ce phénomene est plus dur a observer pour la vitesse U = 0.8
m/s car les efforts hydrodynamiques sont plus faibles dans cette configuration et donc
moins susceptibles de déformer le foil.

Dans la figure 4.16, le coefficient de portance est plus important pour la vitesse U = 1.2
m/s que pour la vitesse U = 0.8 m/s. Comme la portance est plus importante pour la

vitesse U = 1.2 m/s, le foil est davantage fléchi, induisant alors un angle de torsion de
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cabrage plus important. Ce phénomene est d’autant plus visible pour les angles d’attaque
élevés car ils induisent des déformations plus importantes.

Ces résultats montrent que le foil étudié a bien un CFT le rendant instable, signi-
fiant que sa déformation tend a augmenter son angle d’attaque. Cela valide également la
capacité du dispositif expérimental a mesurer les efforts et déformations du foil dans le

bassin.

4.2.2 Etude expérimentale de I’influence de I’immersion

Ici, I'influence de I'immersion du foil sur sa portance et sa déformation est étudiée pour
un angle d’attaque fixé. Pour maximiser 'amplitude des déformations, ’angle d’attaque
retenu est de 4°. Avec ’hexapode, différentes immersions sont testées, définies telles que
h/c =10.5;0.75;1; 2.76].

La figure 4.17 montre 'influence de I'immersion du foil sur son coefficient de portance.
L’effet de la surface libre sur le foil est fonction de la vitesse. Pour le plus petit nombre de
Froude (U = 0.8 m/s; Fy,; = 0.51), le coeflicient de portance augmente lorsque I'immersion
diminue, jusqu’a une valeur critique h/c = 1, correspondant au moment ou la vague créée
par le foil déferle, ce qui est associé a une crise de portance. Pour le plus grand nombre
de Froude (U = 1.2 m/s; F,s = 0.77), le coefficient de portance diminue lorsque le
foil se rapproche de la surface libre. Comme pour la vitesse de 0.8 m/s, une importante
chute de portance intervient quand h/c est inférieur a 1. Cette chute de portance, due au
déferlement de la vague de surface induite par le foil, est d’autant plus importante pour
la vitesse de 1.2 m/s.

La figure 4.18 caractérise la déformation du foil aux différentes immersions étudiées.
Comme dans la section 4.2.1, la torsion et le déplacement vertical du foil ont une tendance
similaire, que 'on peut relier a la portance du foil. Les résultats montrent que la défor-
mation du foil loin de la surface libre est plus importante pour la vitesse d’écoulement
U = 1.2 m/s, ce qui est attendu car les efforts hydrodynamiques sont plus importants
dans ce cas. Pour le plus petit nombre de Froude, la figure 4.18 montre que le déplacement
vertical du foil est maximal pour h/c = 1, ce qui est cohérent avec 1'évolution du coefhi-
cient de portance présentée dans la figure 4.17. Une observation similaire est réalisée pour
le plus grand nombre de Froude, ou la déformation du foil est maximum en h/c = 2.76
et diminue au fur et a mesure que le foil se rapproche de la surface libre. La figure 4.18
montre également que la chute de portance aux faibles immersions est accompagnée d’une

importante réduction de la déformation du foil.
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FIGURE 4.17 — Coefficients de portance mesurés expérimentalement a différentes immer-
sions pour un angle d’attaque de 4°.
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FIGURE 4.18 — Torsion et déplacement vertical mesurés expérimentalement a différentes
immersions pour un angle d’attaque de 4°.
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Ces résultats expérimentaux montrent que le comportement du foil pres de la surface
dépend du nombre de Froude. Afin d’identifier la source des différences entre les deux
vitesses d’écoulement, la surface libre capturée expérimentalement a la plus faible immer-
sion (h/c = 0.5) est illustrée pour les deux nombres de Froude dans la figure 4.19. Dans
cette figure, la surface libre modélisée numériquement est également représentée. Cette
surface libre est obtenue avec PUFFIn en considérant un foil rigide avec une géométrie

initialement déformée par la poussée d’Archimede.

FIGURE 4.19 — Surfaces libres capturées expérimentalement (partie supérieure) et nu-
mériquement (partie inférieure) pour une immersion h/c = 0.5 et les nombres de Froude
F,1 = 0.51 (gauche) et F,o = 0.77 (droite).

Pour le nombre de Froude F,; = 0.51, la forme de la surface libre induit une ac-
célération de I'écoulement sur 'extrados du foil, ce qui se traduit par une dépression
plus marquée et donc une portance augmentée. Pour le plus grand nombre de Froude
(Fn2 = 0.77), la vague de surface induit un ralentissement de 1'’écoulement et donc une
diminution de la dépression sur 'extrados du foil. Ces phénomeénes sont attendus au vu
des travaux de (USLU et al. 2008) et (XIE et al. 2007). La figure 4.19 montre que PUFFIn
capture bien les effets de surface libre pour deux nombres de Froude différents, ce qui
est encourageant pour la validation des modeles numériques. Les sections 4.2.1 et 4.2.2
valident le dispositif expérimental. Celui-ci est ensuite utilisé pour valider le couplage IF'S
PUFFIn/Abaqus 1D dans la section suivante.
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4.2.3 Validation numérique

Dans cette section, les résultats numériques sont confrontés aux résultats expérimen-
taux. Le foil est testé & I'immersion maximum (h/c = 2.76) et une vitesse d’écoulement
U = 0.8 m/s. Des angles d’attaque allant de —4° & 4° sont testés. La figure 4.20 présente

les torsions et déplacements verticaux mesurés expérimentalement et numériquement.

Abaqus1D
1.00 4 —=—  Abaqus3D

—4— Expérimental

Abaqus!D
0.0z —= AbaqusiD

—4— Expérimental

0.014
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Déplacement vertical relatif (m)
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Angle d'attaque (°) Angle d'attaque (°)

FIGURE 4.20 — Mesures expérimentales et numériques de la torsion (gauche) et du dépla-
cement vertical (droite) du foil & une immersion h/c = 2.76 et une vitesse d’écoulement

U=0.8m/s.

Les résultats montrent une bonne concordance entre les modeles numériques. Cela
montre que le modele Abaqus 1D donne également des résultats proche de Abaqus 3D
lorsque le chargement considéré est distribué sur toute la surface du foil. Cependant, les
deux modeles numériques surestiment la déformation du foil. La figure 4.20 montre que
la différence sur la torsion est supérieure a la différence sur le déplacement vertical. Ce
qui peut s’expliquer par une surestimation du CFT dans les modeles numériques. Afin de
quantifier la différence sur le CF'T expérimental et numérique, la torsion du foil est tracée
en fonction du déplacement vertical du foil. Cela donne une courbe linéaire avec une pente
proportionnelle au CET du foil. Cette pente est notée RFT (Rapport Flexion-Torsion)
dans la suite du manuscrit. Les résultats mettant en évidence la différence sur le RF'T
sont, présentés dans la figure 4.21.

Dans la figure 4.21, la pente mesurée expérimentalement est plus faible que la pente
obtenue numériquement. Les valeurs des différents RF'T sont rassemblées dans le tableau
4.7.

135



Chapitre 4 — Validation des modeéles numériques
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FIGURE 4.21 — Caractérisation expérimentale et numérique du CFT du foil.

o RTTE expérimental

Model RTF(°/m) T eporments
Expérimental 24.7 1.00
Abaqus 3D 31.6 0.78
Abaqus 1D 35.2 0.70
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Le calcul du rapport entre le RFT numérique et expérimental donne une valeur
moyenne de 74%. Cette valeur peut étre utilisée pour réduire le CFT dans le modele
Abaqus 1D. Pour ce faire, le terme K3 de la matrice de raideur équivalente est multiplié
par 0.74. En raison des incertitudes sur la construction du foil, il est possible que ’empile-
ment composite défini durant I’analyse de la section (et dans Abaqus 3D) ne correspondent
pas parfaitement a la structure réelle. De plus, le terme K§; de la matrice de section est
treés sensible aux variations structurelles (orientation de 'UD, modules d’élasticité, etc.)
et donc les raideurs équivalentes peuvent étre correctement prédites sans que le CE'T le
soit parfaitement.

La correction du modele Abaqus 1D proposée ici fait sens a condition que la torsion
prise par le foil soit induite par le CF'T, ce qui est vérifié dans ce qui suit. Les simulations
IF'S réalisées avec le modele Abaqus 1D sont relancées avec un CFT réduit de 26%. Les

nouveaux résultats sur la torsion et le déplacement vertical sont présentés dans la figure
4.22.

1.0 4 Abaqus1D 0.03 1 AbagusiD
<—  Abaqus!D corrigé <—  AbaqusiD corrigé
0.814 == AbaqusID CFT=0 —— AbagusiD CFT=0
—4— Expérimental £ Expérimental

0.02 4

0.01 4

Torsion relative (°)

0.0+ 0.00

Déplacement vertical relatif (m)

—0.24
—0.011

—0.44

-+ 3 2 -1 0 1 2 3 A -4 3 2 -1 0 1 2 3
Angle d'attaque (") Angle d'attaque (*)

FIGURE 4.22 — Mesures expérimentales et numériques de la torsion (gauche) et du dépla-
cement vertical (droite) du foil & une immersion h/c = 2.76 et une vitesse d’écoulement
U = 0.8 m/s, apres correction du CFT.

Dans la partie gauche de la figure 4.22, la torsion prise par le foil en I’absence de CFT
est tracée pour les différents angles d’attaque. Les valeurs de torsion sont nettement plus
faibles que dans les cas avec du CFT, cela montre que la torsion mesurée est induite par
le CFT, ce qui justifie la correction réalisée. Apres correction, les résultats obtenus avec

le couplage PUFFIn/Abaqus 1D sont bien plus proches des mesures expérimentales. A
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I'exception de l'angle d’attaque de —3°, les points expérimentaux se superposent quasi-
ment aux résultats numériques. La différence est attribuée a une erreur de manipulation
durant les essais. Ces résultats montrent l'influence importante du CFT sur la réponse
hydroélastique du foil. La polaire du foil obtenue numériquement et expérimentalement

est présentée dans la figure 4.23.
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FIGURE 4.23 — Mesures expérimentales et numériques du coefficient de portance du foil
a une immersion h/c = 2.76 et une vitesse d’écoulement U = 0.8 m/s, apres correction
du CFT.

Les résultats numériques corrigés sont proches des résultats expérimentaux pour les
angles d’attaque positifs alors que pour les négatifs, les résultats numériques sans cor-
rection sont plus proches. La principale différence entre les expériences et les simulations
numeériques est la tendance du coefficient de portance. Dans les modéles numériques, le
coefficient de portance est une fonction monotone de 'angle d’attaque alors que les essais

o

montrent une variation de pente entre les angles d’attaque de —1° et 0°. Apres ana-
lyses des résultats expérimentaux, ce changement de tendance s’explique par un probleme
de mesures des efforts sur le foil dans sa configuration initiale (soumis uniquement a la
poussée d’Archimede et la gravité), lui-méme attribué a une dérive de la balance fixée a
I’hexapode.

Dans la figure 4.23, les coefficients de portance d'un foil rigide sont également tra-
cés (Archiméde rigide). En raison de la configuration initiale utilisée pour mesurer les
déplacements expérimentaux, les résultats rigides sont obtenus a l'aide de PUFFIn en

considérant un maillage représentatif du foil déformé par sa flottabilité (en considérant la
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correction sur le CFT). Les résultats Archiméde rigide mettent en avant l'effet du CFT
sur la portance du foil. La pente de la courbe de portance dans les simulations IF'S est
supérieure a celle obtenue avec le foil rigide. Cela signifie que pour un angle d’attaque
donné, la déformation du foil augmente son coefficient de portance, ce qui a été observé
dans la section 4.2.1. Dans la figure 4.23, ’angle de portance nul prédit numériquement est
négatif, ce qui est attendu car pour avoir une portance nulle, un angle d’attaque négatif
doit étre défini pour compenser la torsion du foil induite par la poussée d’Archimede.
Pour finir, la figure 4.24 illustre la forme déformée du foil obtenu numériquement pour
I’angle d’attaque de 4°. Les coefficients de pression sur la surface du foil sont représentés
pour la configuration initiale et déformée. Les coefficients de pression a la surface du
foil sont plus faibles dans la configuration déformée, mettant en avant ’angle d’attaque

additionnel induit par la déformation et le CFT du foil.

z

Foil Y\E/ X

Déformé

Foil
Non-déformé

Cp:-15-13-11-09-0.7-0.5-03-0.1 0.1 0.3 0.5

FIGURE 4.24 — Distribution de pression, obtenue numériquement, sur la surface du foil
dans sa configuration initiale et déformée, pour une immersion h/c = 2.76, une vitesse
d’écoulement U = 0.8 m/s et un angle d’attaque de 4°.

Pour résumer, il est montré que le modele Abaqus 1D donne des résultats tres proches
du modele Abaqus 3D pour des chargements fluides, ce qui valide I'utilisation du modele
de poutre équivalente pour modéliser les IF'S d'un foil en composite pour des écoulements

stationnaires.
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Les résultats expérimentaux montrent que le CFT estimé numériquement est sur-
estimé. Une réduction du coefficient de couplage flexion torsion K§i dans Abaqus 1D
est nécessaire pour reproduire les résultats expérimentaux. Cela montre que le modele
de poutre équivalente prédit de maniere suffisamment précise la réponse hydroélastique
du foil, & condition de correctement modéliser le CFT. La détermination numérique du
terme K§E est tres sensible vis-a-vis de I’empilement composite défini dans Abaqus™. Par
exemple, pour une variation de 1° de l'orientation du pli d’UD et une variation de 5% du
module d’élasticité longitudinal du pli d’UD, on observe une variation de 7% de la valeur
du terme Kg.

Sachant que le couplage PUFFIn/Abaqus 1D est développé pour résoudre un probléme
d’optimisation, les tendances des valeurs mesurées sont plus importantes que leur préci-
sion. L’objectif est de converger vers un optimum, qui pourra ensuite étre critiqué a l'aide
de modeles numériques de plus haute fidélité. Les campagnes expérimentales montrent
que les tendances sont correctement captées par le modele de poutre équivalente, ce qui

valide son utilisation pour 'optimisation de designs de foils, présentée dans la section 5.2.

4.3 Conclusion

Les résultats des deux campagnes expérimentales présentées dans le chapitre 2 sont
détaillés dans ce chapitre. Pour commencer, la différence de temps de calcul entre les
modeles éléments finis haute et basse fidélité est quantifiée, ce qui confirme l'intérét du
modele de poutre pour la résolution d’un probleme d’optimisation ou I’on cherche a tester
le plus grand nombre de designs en un minimum de temps.

Ensuite, les propriétés équivalentes des foils expérimentaux, obtenues avec 'analyse de
sections, sont présentées et confrontées aux comportements élastiques attendus vis a vis
de l'orientation des fibres composant sa peau. Des résultats classiques sont observés avec
par exemple, une diminution de la raideur en flexion et une augmentation de la raideur en
torsion lorsque les fibres sont désalignées de I'envergure du foil. Un des objectifs de cette
validation est de qualifier la modélisation du CF'T par le modele de poutre. Pour ce faire,
les déformations globales du foils sont étudiées pour les différents foils en considérant
des cas de chargements induisant des torsions significatives. Une bonne cohérence entre
les résultats expérimentaux et numériques est observée, ce qui est encourageant pour
la suite des travaux. En complément, la reconstruction des sections gauchies permet de

s’intéresser a des phénomeéne locaux de déformation a proximité de I’encastrement du foil,
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mettant également en avant une bonne concordance entre les modeles numériques et le
dispositif expérimental. La suite du processus de validation est purement numérique et a
pour but d’évaluer les limitations du modele de poutre. Les différents aspects étudiés et
les observations associées sont listés ci-dessous :

— Gauchissement des sections : ces résultats montrent que malgré une surestimation
du gauchissement, le modele basse fidélité capte bien les tendances du gauchisse-
ment des sections du foil ;

— Influence de I'allongement du foil : I’allongement minimal pour lequel les différences
entre les modeles haute et basse fidélité deviennent non négligeable correspond a
des foils qui ne sont pas considérés pour I'optimisation ;

— Reconstruction des champs de contraintes dans les sections : les contraintes prédites
par le modele de poutre sont tres proches de celles du modele éléments finis 2D /3D,
ce qui est encourageant pour définir un critere d’intégrité structurel dans une boucle
d’optimisation ;

— Analyse des modes propres de la structure : les tendances et valeurs des fréquences
propres des foils sont bien captées par le modele de poutre, ce qui permet d’évaluer
la possibilité d’apparition de phénomeénes de résonance pour un design de foil.

Les résultats de la seconde campagne, réalisée dans le bassin a courant de I'Ifremer,

valide la capacité du couplage Abaqus 1D/PUFFIn a modéliser le comportement hy-
droélastique du foil. En effet, les phénomenes de variation de portance associés a I’angle
d’attaque supplémentaire induit par le CF'T du foil sont bien captés, ce qui est indispen-
sable pour le processus d’optimisation ou ce type de phénomeéne est exploité pour générer
des designs de foils se régulant de maniére passive. On observe cependant que le CF'T des
foils est surestimé dans les modeles numériques. Ces différences sont attribuées aux incer-
titudes sur la fabrication du foil (orientation des fibres, présence de bulles d’air, etc...).
Malgré cette surestimation du CFT, le couplage Abaqus 1D/PUFFIn capte bien les IFS
d’un foil avec un CF'T significatif, ce qui valide son utilisation pour résoudre un probléme

d’optimisation géométrique et structurel, présenté dans le chapitre 5.
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CHAPITRE 5

OPTIMISATION STRUCTURELLE ET
GEOMETRIQUE D’UN HYDROFOIL SOUPLE

Dans le chapitre 4 de cette these, le modele numérique basse fidélité permettant de
prédire les IFS d’un hydrofoil souple en composite, introduit dans le chapitre 3, a été
validé dans le chapitre 5. Il est alors possible d’exploiter ce modéle pour optimiser simul-
tanément la géométrie et la structure d’un design de foil. Ce chapitre présente la méthode
d’optimisation considérée et les résultats d'une optimisation multi-objectif, géométrique
et structurelle d’un foil en composite. Les propriétés structurelles et géométriques sont
définies de maniere a étre représentatives de celles d'un IQFoil, support olympique depuis

les jeux olympiques de 2024 (illustré dans la section 1.1).

5.1 Méthode d’optimisation

Applicable & de nombreux domaines (physique, logistique, gestion de ressources), I’'op-
timisation consiste a identifier les parametres optimaux permettant de résoudre un pro-
bléme donné tout en maximisant I'efficacité, en minimisant les cotits ou en respectant des
contraintes spécifiques. La résolution d’un probleme d’optimisation nécessite I'identifica-
tion des :

— Variables du probléeme;

— Objectifs a optimiser;

— Contraintes éventuelles a respecter.

Dans le cadre de cette these, les variables sont les propriétés géométriques et struc-
turelles d'un foil et I'objectif est la maximisation de ses performances. L’évaluation des
performances d’un foil constitue un probleme complexe et représente un sujet de re-
cherche a part entiére. Le probléeme peut étre contraint de différentes manieres, cela peut
par exemple étre une limite sur la contrainte mécanique maximale admissible, permettant

d’assurer 'intégrité structurelle d’un design de foil.
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Le nombre de variables du probleme d’optimisation définit son nombre de dimensions
d. Pour un probleme de dimension d, la recherche d’optimum est une analyse fonctionnelle
ayant pour but de déterminer le minimum d’une (ou plusieurs) fonction objectif f (équi-
valent au maximum de —f), définie dans un domaine d’optimisation ., (appartenant
a R?). Le domaine ©,,; regroupe les parametres admissibles du probléeme d’optimisation,
c’est-a-dire les jeux de parametres & pour lesquels les contraintes définies sont vérifiées.
La formulation classique d’un probleme d’optimisation non contraint est exprimée dans

I'équation (5.1).

min f(x) (5.1)
Plusieurs algorithmes d’optimisation existent et ils peuvent étre déterministes (mé-
thode du Simplez (NELDER et al. 1965)) ou bien stochastiques (Stratégies d’évolution
(MICHALEWICZ et al. 1996)), le choix de la méthode d’optimisation dépend directement
de la dimension du probleme et des propriétés et du cotut d’évaluation de la fonction ob-
jectif et des éventuelles contraintes. Par exemple, une fonction objectif linéaire et continue
sur le domaine €Q,,; est adaptée a une résolution avec la méthode du Simplez.
Dans cette these, les problemes d’optimisation sont multi-objectifs, induisant la dé-
finition de plusieurs fonctions objectifs notées f;. Pour un probleme a N objectifs, la
formulation du probléme d’optimisation non contraint, donnée dans I’équation (5.1), de-

vient :

min fi(x), ..., fy(x) (5.2)

wEQopt

Dans un probleme d’optimisation multi-objectifs, il n’existe pas forcément de solution
optimale unique permettant la minimisation de I’ensemble des fonctions objectifs. On
cherche alors un jeu de solutions optimales, appelé front de Pareto, défini comme un com-
promis entre les différents objectifs. D’apres la régle de domination de Pareto (FONSECA
et al. 1998), un jeu de parametres x est dit dominé par un autre jeu de parametres @’ si
fi(x") < fj(x) pour 1 < j < N. Le front de Pareto est alors défini comme une prédiction
de I'ensemble des jeux de variables ® non-dominés appartenant a (2.

La procédure d’optimisation retenue ici est la méthode Efficient Global Optimisation
(EGO), détaillée dans (SACHER et al. 2018a). Cette méthode repose sur I'utilisation de
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Chapitre 5 — Optimisation structurelle et géométrique d’un hydrofoil souple

modeles de substitution (Surrogate Models) permettant d’approcher les fonctions objectifs
sur le domaine €,,;. Ces modeles, communément appelés surfaces de réponse ou méta-
modeles, sont déterminés a l'aide d’une régression par processus Gaussiens des évaluations
des fonctions objectifs, dont la méthode est détaillée dans (RASMUSSEN et al. 2005). L’in-
térét de L’EGO est de réduire le cotit global de 'optimisation en minimisant le nombre
d’évaluations des fonctions objectifs (et des éventuelles contraintes). La construction des
méta-modeles requiert un nombre suffisant d’évaluation k des fonctions objectifs (simula-
tions IFS). Dans le cas contraire, les surfaces de réponse ne sont pas décrites correctement
et ne permettent pas de converger vers des minimums représentatifs des vraies fonctions
objectifs. A I'inverse, un grand nombre d’évaluations k permet une représentation fidéle
des méta-modeles mais induit un temps de calcul important.

En amont de la construction des méta-modeles, un ensemble d’évaluations initiales des
fonctions objectifs sont nécessaires. Les jeux de variables initialement testés représentent le
plan d’expérience du probleme. Afin que le plan d’expérience couvre au mieux le domaine
de variabilité des variables du probleme, celui-ci est déterminé avec un échantillonnage par
Hypercubes Latins (LHS). Cette méthode d’échantillonnage quasi-aléatoire est présentée
dans (McKAY et al. 1979). Pour lillustrer, la figure 5.1 montre un plan d’expérience
déterminé avec des Hypercubes Latins pour un probleme d’optimisation a deux variables

a et b variant toutes deux entre 0 et 1.

1.0

FIGURE 5.1 — Plan d’expérience déterminé avec des Hypercubes Latins a partir de 20
points.
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5.1. Méthode d’optimisation

La figure 5.1 montre la capacité de I’échantillonnage par hypercubes latins a couvrir
efficacement ’ensemble du domaine de variabilité de a et b. Apres avoir évalué les fonctions
objectifs pour ’ensemble du plan d’expérience, le processus d’optimisation multi-objectifs
par méta-modeles peut commencer. La figure 5.2 résume 1’ensemble la boucle itérative

d’optimisation.

Evaluations initiales des fonctions objectif f, (plan d'expérience) :
Sortie : Valeurs de la fonction objectif pour le plan d'expérience

=1
Alimentation des
méta-modéles Construction des méta-modeéles :
avec les 1 Entrées : Evaluations initiales et additionnelles des fonctions objectifs
nouvelles Sortie : Surfaces de réponse des fonctions objectifs
évaluation des f,

1 Optimisation sur les méta-modeles :

Entrée : Surfaces de réponse des fonctions objectifs
Sortie : -Prédiction d'un jeu de variables optimal X,

-Front de Pareto

Optimisation par amélioration espérée :
Entrée : -Surfaces de réponse des fonctions objectifs
-Front de Pareto

Sortie : Prédiction d'un jeu de variables optimal X*F,__
y

Evaluation des fonctions objectifs pour les paramétres X%, _ et X,__:
Entrée : X*F,__ et X

(meilleur compromis)

est

best best
Sortie : Deux nouvelles évaluations des fonctions objectifs
Y
Condition d'arrét:
Incrément : | S| Faux Convergence de I'optimum ?
I=1+1 ou
l > lmax
Sl Vrai

Fin du processus d'optimisation
Sortie : -Front de Pareto
-Méta-modeles des fonctions objectifs

FIGURE 5.2 — Diagramme explicatif de la résolution d’un probleme d’optimisation par
méta-modeles Gaussiens.

La premiere étape du processus itératif d’optimisation est la construction des sur-
faces de réponse, basée sur une méthode par processus Gaussiens, initialement introduite

par (MATHERON 1963b) et dont le détail est disponible dans (SACHER 2018). A partir
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Chapitre 5 — Optimisation structurelle et géométrique d’un hydrofoil souple

des méta-modeles, il est possible de déterminer un front de Pareto et un jeu de para-
metres optimal, défini comme le meilleur compromis entre les fonctions objectifs. Le front
de Pareto est obtenu a l'aide des méta-modeles et de I'algorithme d’optimisation multi-
objectifs sous contraintes NSGA2 (DEB et al. 2002). Ensuite, a partir du front de Pareto,
un compromis entre les fonctions objectifs est déterminé avec la méthode présentée dans

(RENAUD et al. 2022). Le jeu de parametres ainsi obtenu est noté Xpes. Pour améliorer

AE

la fiabilité du front de Pareto prédit, un jeu de parametres X} 5,

est défini comme le jeu
de parametres appartenant au front de Pareto présentant la variance la plus importante
(PAsSOS et al. 2018). Ainsi, en évaluant la fonction objectif pour XAF et en utilisant le
résultat associé pour alimenter le méta-modele, la variance du front de Pareto a l'itéra-
tion suivante est réduite. Apres détermination de Xpes et X ,;‘}3‘3, les fonctions objectifs
associées sont évaluées et les résultats sont ensuite utilisés pour alimenter les surfaces de
réponses. Ces nouvelles surfaces de réponse permettent alors de trouver deux nouveaux
jeux de parametres, qui serviront également a alimenter les méta-modeles. Le processus
itératif d’optimisation s’arréte si le nombre d’itérations I est supérieur a une valeur limite
@pae (défini arbitrairement) ou si Poptimum est suffisamment convergé. L’optimum est
considéré convergé si le front de Pareto n’évolue plus d’une itération a 'autre. Un critére
de convergence peut également étre défini a partir de la variance des points du front de

Pareto, que 'on cherche a minimiser.

5.2 Mise en place du probléme d’optimisation

Dans cette section 5.2, la mise en place d'un probleme d’optimisation a deux di-
mensions est détaillée. Les résultats de cette optimisation sont ensuite présentés dans
la section 5.3. Le foil optimisé ici est représentatif d’'une aile d’IQFoil navigant au pres.
Dans ces conditions, le gréement présente une gite non négligeable, fixée a 20.5° dans le
probléeme d’optimisation. Avant de détailler la définition du probleme d’optimisation, un
modeleur permettant la définition de géométries paramétriques est introduit ainsi que la

fonctionnalité de Positionnement dynamique de PUFFIn.

5.2.1 Structure et géométrie

Pour optimiser la géométrie d'un foil, il est pertinent d’avoir un outil permettant de

générer une géométrie de foil pour un ensemble de parametres donnés. Pour ce faire,
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5.2. Mise en place du probléeme d’optimisation

I'outil développé dans la these de (PLOE 2018) est retenu. Ce modeleur est également
utilisé pour optimiser la géométrie d’une aile avant de Kitefoil dans (PEHLIVAN SOLAK
et al. 2023). Les différents parametres de ce modeleur sont illustrés dans la figure 5.3.

Dans cette figure, les notations sont conservées en anglais pour des raisons de concision.

\{x

Tip angle Chord tip
Dihedral angle \

]
’ Chordarc2™~——__ @ = |- == = === - -1
Span arc2 Sweep angle

Span Chord root

Camber

Twist angle

FI1GURE 5.3 — Illustration du modeleur paramétrique de géométries de foils, adaptée de
(PEHLIVAN SOLAK et al. 2023).

La figure 5.3 fait apparaitre 10 parametres géométriques. Cependant, dans le probléme
d’optimisation présenté ici, un seul parametre est retenu, I'angle de vrillage ( Twist Angle
en anglais) du foil ayy;s. Les autres parametres sont fixés a partir des résultats d’'une
optimisation de forme réalisée préliminairement. Les variables géométriques fixées du

probléme sont détaillées dans le tableau 5.1.

Camber| Dihedral Tip Span Span Sweep | Chord | Chord | Chord
angle angle (m) arc2 angle root tip(m) arc2
) () ) (m)
0.0 -6.36 1.64 0.74 0.80 5.0 0.1 0.04 0.0

TABLE 5.1 — Caractéristiques géométriques fixes de I'aile.

Pour un vrillage ayise = 0°, la géométrie du foil généré par le modeleur est illustré
dans la figure 5.4. Le profil d’aile retenu pour 'optimisation est un profil H105, congu par
Tom Speers (SPEER 2001) de maniére a limiter la séparation laminaire et la ventilation
pour les faibles vitesses (25 nceuds en 'occurrence) et des angles d’attaques modérés. De

plus, a haute vitesse, ce foil réduit les chances d’apparition de cavitation, a condition que
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Chapitre 5 — Optimisation structurelle et géométrique d’un hydrofoil souple

FIGURE 5.4 — Illustration de la géométrie du foil a optimiser pour un angle de vrillage
Quist = 0° et une gite initiale de 20.5°.

les angles d’attaques soient petits. Ce profil est illustré de maniére adimensionnelle dans

la figure 5.5 car la valeur de sa corde varie entre 4 et 10 cm (cf. tableau 5.1).

FIGURE 5.5 — Profil d’aile H105.

L’empilement composite considéré pour 'optimisation est représentatif de la structure
des ailes de windfoils actuels. La peau du foil est composée de plis unidirectionnels de
fibres de carbone dont les propriétés mécaniques sont rappelées dans le tableau 5.2 (avec
1 et 2 représentant respectivement la direction de la fibre de la trame). L’empilement des
foils est défini par [45, —45, (0)3, (Bpiis)s, 0, 90]° ol 6,5 est un parametre structurel pilotant
I'orientation de 3 plis de fibre de carbone, impactant directement la raideur et le CFT du
foil. Il est pertinent de noter que la fibre de carbone a été retenue pour 'optimisation car
I'importante différence entre ses modules d’élasticité E; et Ey favorise 'apparition d’un
CFT important.

Les sections a analyser le long de 'envergure sont générées a partir de la forme du
profil H105 (cf. figure 5.5). Les différents plis sont ensuite ajoutés vers I'intérieur du profil
pour construire la géométrie 2D requise pour la détermination des propriétés équivalentes.

Avec cette méthode, illustrée pour une section de faible corde (= 4.5 cm) dans la figure
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5.2. Mise en place du probléeme d’optimisation

E1 E2 == E3 V19 = V13 = V923 G12 G13 == G23 Epaisseur
(GPa) (GPa) (GPa) (GPa) (mm)
160.0 11.85 0.3 5.926 2.963 0.25

TABLE 5.2 — Caractéristiques structurelles des plis de carbone (imprégnés de résine)
considérés pour l'optimisation.

5.6, le foil a optimiser est une structure creuse.

0.006 Pli N°1
Pli N°2
Pli N°3
Pli N°4
Pli N°5
Pli N°6
Géométrie initiale

0.004
0.002

— 0.000

)
[T

—0.002
—0.004
—0.006

—0.03 —0.01 0.00 0.01

FIGURE 5.6 — Géométrie partitionnée du profil H105 relative a D’empilement
[45, —45, (0)3, (Bpiis)3, 0, 90]°.

5.2.2 Positionnement dynamique

Pour comparer la performance de designs de foil, il est possible de comparer leur
trainées sous certaines conditions. En effet, pour que cette comparaison ait du sens, il
faut étudier la trainées des différents designs de foil pour un point de fonctionnement
commun. Dans le cadre de 'optimisation d’une aile d’IQFoil, ce point de fonctionnement
est défini comme la position du foil ou celui-ci génere une portance compensant le poids
du coureur et du gréement (environ 90 kg) et un effort latéral agissant comme une force
anti-dérive (variant entre 375 et 450 N).

Dans ce cadre, PUFFIn propose une fonctionnalité de positionnement dynamique.
Avec cette méthode, un effort latéral et vertical sont imposés au début d'un calcul et
PUFFIn résout itérativement le lacet et I'assiette du foil a lui appliquer pour atteindre le
point de fonctionnement désiré. Cette fonctionnalité, détaillée dans les travaux de (PLOE
2018), est primordiale pour optimiser des designs de foils en comparant leurs efforts de
trainée hydrodynamique. Les designs de foils explorés sont initialement placés a 30 cm de

profondeur, puis une gite de 20.5° leur est imposée. En considérant une demi envergure
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de 0.37 m et un diedre de —6.36° (cf. tableau 5.1), I'immersion minimale du foil, atteinte

en extrémité d’aile, est d’environ 21 cm.

5.2.3 Fonction objectif

Avant de présenter les fonctions a minimiser dans le processus d’optimisation, les
domaines de variabilité des parametres géométriques et structurels sont rappelés dans le
tableau 5.3.

Alpist (O) eplis (O)
min -1.5 -90
max 1.0 90

TABLE 5.3 — Domaines de variabilité des parametres structurels et géométriques du pro-
bleme d’optimisation.

Comme expliqué dans la section 5.1, 'optimisation réalisée ici est multi-objectifs. En
effet, la trainée du foil est prédite pour deux vitesses, 25 et 35 noeuds. Pour chacune de
ces vitesses, les designs de foils sont positionnés dynamiquement (cf. section 5.2.2) et leurs
efforts de trainée sont estimés a l’aide du couplage PUFFIn/Abaqus 1D (cf. section 3.4.2).
Les caractéristiques des deux points de fonctionnement, notés Fy et Fi, sont données dans
le tableau 5.4.

Objectif | Effort Effort Vitesse | Gite (°)
vertical | horizon- (nds)
cible (N) | tal cible
)
Ey 900 337.5 25 20.5
F 900 450 35 20.5

TABLE 5.4 — Point de fonctionnements des foils a optimisés.

Les objectifs a remplir sont donc les minimisations des efforts de trainée du foil obte-

nues pour les deux points de fonctionnement.

5.3 Résultats

Dans cette section, les résultats du probleme d’optimisation présenté dans la section

5.2 sont détaillés. Pour I'optimisation, un ensemble de 20 simulations est retenue pour le
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plan d’expérience. A partir de cet échantillon de départ, une optimisation par méta-modéle
est réalisée en suivant le protocole détaillée dans la section 5.1. Les résultats associés sont
illustrés par les figures 5.7 et 5.8, ou sont tracées les trainées des différents designs évalués
(pour les deux vitesses). L'unique différence entre les figures 5.7 et 5.8 est I’échelle de
couleur utilisée, représentant le vrillage du foil ay,; dans la figure 5.7 et I'orientation

Opiis des plis de carbone dans la figure 5.8.

Foil rigide : Foil rigide : . Foil rigide :
Qpist — -15° Qtwist — 0° Qipist — 1°
105.8 ~ 0.1
= ” 0.0
» 105.6 1 ° :
o .
=3 e © -
8 "1 e . —0.1
< 105.4 4 '\". & ) S
»
™ G e —02 =
® 105.2 =
— U279 v =
= —0.3
S
B 0=
<E J.”').U N _”.4
4
: R
104.8 ' —— —— M| _5
63.4 3. 63.6 63.7 63.8

63.5
Trainée (N) a 25 noeuds (Fy)

FIGURE 5.7 — Efforts de trainées des designs testés et front de Pareto (jaune) du probleme
d’optimisation — Echelle de couleur : Vrillage ayyse du foil.

Dans les figures 5.7 et 5.8, les points jaunes représentent le front de Pareto prédit. Les
marqueurs noirs représentent quant a eux les trainées de foils rigides associés a des valeurs
de vrillage auyist couvrant ensemble du domaine de variabilité (—1.5°,0° et 1°). Les
résultats montrent un front de Pareto bien défini, mettant en avant une bonne convergence
de notre probléme d’optimisation. Les foils rigides (en noir) présentent des efforts de
trainées légerement supérieures aux foils souples, ce qui met en avant 'intérét d’optimiser
la performance de foils en considérant des designs souples.

La figure 5.7 montre que les designs situés sur le front de Pareto peuvent étre discrimi-

nés par leur valeur de vrillage 5. En effet, la valeur de vrillage optimale est comprise
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Foil rigide : Foil rigide : . Foil rigide :
Qppist = -1.5° Qitwist = 0° Opyist = 1°
105.8 . 90

- be
. 105.6 : )
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[}] U -]
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FIGURE 5.8 — Efforts de trainées des designs testés et front de Pareto (jaune) du probléme
d’optimisation — Echelle de couleur : Orientation 6,5 de plis de carbone dans le foil.
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entre —0.3° et 0.1° et plus sa valeur est basse, plus la trainée a 25 nceuds est réduite, et
inversement. Pour un foil opérant a haute vitesse, il serait donc intéressant de retenir un

foil avec un vrillage initial proche de 0.1°.

La figure 5.8 montre que les designs optimaux, situés sur le front de Pareto, sont tous
associés a une orientation de fibres d’environ 30°, montrant que ce ne sont pas les foils les
plus rigides (obtenus a priori pour 6, = 0°) qui sont les plus hydrodynamiques. De plus,
la figure 5.8 montre que l'angle 6,;;; des designs optimaux est toujours positif, mettant en
avant l'implication d’un couplage flexion-torsion (CFT) spécifique. En effet, le signe du
CF'T définit le signe de la torsion induite par la flexion du foil, résultat mis en avant avec
la campagne d’essais en air (cf. sections 4.1.3 et 4.1.3). On rappelle la distinction faite
entre les foils stable et instable, respectivement associés a des torsions induites diminuant
et augmentant ’angle d’attaque du foil. Les designs situés sur le front de Pareto sont
instables, ce qui n’est pas un résultat intuitif. Pour comprendre ce résultat, les surfaces
de réponse de la trainée du foil et de la composante en lacet de son positionnement
dynamique sont tracées dans la figure 5.9. Dans cette figure, la coordonnée verticale d’un
point de la surface représente la trainée ou le lacet pour le point de fonctionnement Fj
alors que I’échelle de couleur est relative au point de fonctionnement Fj. Ces résultats
mettent en avant des tendances similaires de la trainée et du lacet pris par le foil pour les

deux vitesses considérées.

La figure 5.9 montrent que le calage en lacet (pour les deux vitesses) est minimum
pour une orientation 6,;;; ~ 30°, 'impact du vrillage a5 sur le calage en lacet est moins
marqué. L’observation inverse est faite pour la trainée du foil, dépendante principalement
de T'angle de vrillage ayyise. Ces résultats montrent que les foils instables (6,15 ~ 30°)
permettent de limiter le lacet pris par le foil et un vrillage proche de 0° permet de limiter
sa trainée. Les designs optimaux sont donc ceux qui remplissent ces deux conditions.
Afin de rendre compte de la géométrie et la déformation d’un design optimal, la figure
5.10 illustre la géométrie initiale et déformée d’un foil caractérisé par une orientation
Op1is = 30° et un vrillage oy = —0.2°). En raison des faibles valeurs d’angles de calage,

il est compliqué d’apprécier I'effet du positionnement dynamique dans la figure 5.10.

Les résultats de ce premier probleme d’optimisation montrent que des designs de foils
souples instables permettent d’obtenir des foils avec une tralnée moindre en limitant
I'ajustement de la position du foil a appliquer pour que celui-ci atteigne un effort cible.
Cela est encourageant pour designer des foils performants sur une large gamme de vitesses,

ot la position du coureur aurait moins besoin d’étre ajustée en fonction de la vitesse, grace
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FIGURE 5.9 — Surfaces de réponse de la trainée (a gauche) et du calage du lacet du foil
(a droite).

ol

Y

FIGURE 5.10 — Géométrie initiale et déformée d’un foil caractérisé par une orientation
Op1is = 30° et un vrillage s = —0.2°) — (@) : Foil non déformé, (@) : Foil déformé et
positionné dynamiquement.
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a une régulation passive induite par la déformation du foil.

5.4 Conclusion

Dans ce chapitre, une méthode d’optimisation multi-objectif est présentée. L’algo-
rithme d’optimisation retenu, appelé Efficient Global Optimisation (EGO), est basée sur
la régression des fonctions objectifs par des méta-modeles Gaussiens. Cette démarche
permet de converger vers un optimum en limitant le nombre d’évaluations de la fonction
objectif, qui peut étre cotliteuse en temps de calcul.

Ensuite, un probléeme d’optimisation de dimension 2 avec deux objectifs est présenté
et résolu. Dans ce probleme, les foils testés sont étudiés pour deux vitesses car 'objectif
est de maximiser la performance de foils sur une plage de vitesse donnée. Les parametres
du probleme d’optimisation sont le vrillage de 'aile (parametre géométrique) et 'orien-
tation de 3 plis unidirectionnels de fibres de carbone composant sa peau (parametre
structurelle). Les résultats montrent que les optimas déterminés sont des designs de foils
instables (voyant leur angle d’attaque augmenter avec la déformation de 'aile). La surface
de réponse du positionnement en lacet du foil montre que cette caractéristique permet de
réduire 'amplitude du calage du foil.

Ces résultats montrent 'intérét de considérer des designs de foils souples pour amé-
liorer les designs actuels des foils. Ces résultats représentent le début du processus d’op-
timisation. Dans le futur, 'optimisation pourra étre réalisée en augmentant le nombre
de variables géométriques et structurelles du probleme d’optimisation. Pour les variables
structurelles, il est possible d’imaginer des empilements avec davantage de plis dont 1’orien-

tation peut étre ajustée.
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CHAPITRE 6

VALIDATIONS DES DEVELOPPEMENTS
NUMERIQUES

Durant cette these, un outil numérique appelé beamFoil a été développé ayant pour
objectif de remplacer le logiciel Abaqus™ dans les futurs travaux. Le logiciel beamFoil
possede deux fonctionnalités, permettant la détermination des propriétés équivalentes de
sections anisotropes et inhomogenes puis leurs exploitations pour prédire le comportement
d’une structure (allongée) avec des éléments finis poutres. Dans ce chapitre 6, des résultats
obtenus avec beamFoil et Abaqus™ sont confrontés afin de valider les développements
réalisés durant cette these. Le développement de beamFoil a été réalisé en suivant la théorie
présentée dans les sections 3.3.1 et 3.3.2. La validation de la fonctionnalité d’analyse de
sections est présentée en premier dans la section 6.1 et la validation du modele de poutre
est présentée ensuite dans la section 6.2. Ce chapitre a un intérét pratique, il permet en

effet de valider 'utilisation du logiciel beamFoil pour s’affranchir du logiciel sous licence
Abaqus™.

6.1 Validation du modele d’analyse de sections

Le cas de validation retenu ici est 'analyse d'un profil d’aile H105, présenté lors de
la définition du probleme d’optimisation (voir figure 5.5). L’empilement considéré est
cependant plus simple que celui détaillé dans la section 5.2.1. En effet, la peau du foil
est définie comme un empilement de 5 plis de fibres de carbone (dont les propriétés
sont explicitées dans le tableau 5.1) ayant tous la méme orientation, notée .. Afin de
facilement illustrer ce cas de validation, le profil étudié a une corde de 4.5 ¢m, considérée
faible au vu de la géométrie du foil définie dans le probleme d’optimisation du chapitre 5
(cf. section 5.2.1).

La géométrie est générée de la méme maniere que dans la section 5.2.1, ou les plis

composites sont ajoutés vers l'intérieur du profil en prenant la forme du profil H105
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comme point de départ (cf. figure 5.6). Apres génération de la géométrie, celle-ci est

M

maillée dans Abaqus™ avec des éléments finis triangulaires. Le maillage éléments finis

associé est illustré par la figure 6.1.

FIGURE 6.1 — Maillage éléments finis d’un profil d’aile H105.

Dans la figure 6.1, le repeére global dans lequel sont exprimées les propriétés équiva-
lentes est illustré par E? = (E1 ", E5?, E5”). Un second repere local E™ = (E1™, E;™, E3™)
est défini sur ’ensemble du foil en considérant la direction E;™ normale au profil et la
direction E5™ tangente a la surface du foil. Une rotation supplémentaire .. est ensuite
applicable autour de 'axe FE3™), modélisant I'orientation des fibres. Le repere ainsi formé
définit alors 'orientation local du matériel, indispensable pour traiter des problemes im-
pliquant des matériaux anisotropes. L’orientation local de chaque élément fini est ensuite
utilisée pour exprimer la matrice constitutive C?| initialement donnée dans le repére maté-
riel E™, dans le repere global EP (voir (J. REDDY 2003)). Trois orientations de fibres sont
considérées, 0°, 45° et 90°. Pour chaque orientation, les propriétés équivalentes de la sec-
tion sont déterminées avec Abaqus™ (notées Abaqus) et beamFoil. Un accord parfait entre
les deux modeles numériques est trouvé, ce qui valide la capacité de nos développements
a prédire les propriétés équivalentes de sections anisotropes et inhomogenes. Les valeurs

des propriétés équivalentes pour l'orientation de 45° sont présentées dans le tableau 6.1.
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Chapitre 6 — Validations des développements numériques

Terme | KH(N) | K5(N) | Kg(N) | KGN.m?) | Kg(N.m?) | Kgg(N.m?)
beamFoil | 3.62E4+06 | 4.01E+06 | 9.33E+04 | 3.05E+4+01 | 9.74E+00 | 7.51E+02
Abaqus 3.62E+06 | 4.01E4-06 | 9.33E4+04 | 3.05E+01 | 9.74E400 | 7.51E+02
Terme Ki5(N) | Ki3(N) | Kf(Nom) | KE(N.m) | Kig(Nom) | K55(N)
beamFoil | -5.00E4+04 | 1.36E402 | -3.40E4-03 | 5.80E+02 | 3.47E+04 | -9.49E+404
Abaqus -5.05E+04 | 1.36E+02 | -3.40E+03 | 5.80E402 | 3.47E+404 | -9.49E4-04
Terme K$(N.m) | K&E(N.m) | KS§(N.m) | K§j(N.m) | K§$(N.m) | K$5(N.m)
beamFoil | -2.86E4+02 | 3.30E403 | -1.35E+03 | -7.19E+02 | -4.36E+01 | 9.89E+02
Abaqus | -2.86E4+02 | 3.30E403 | -1.35E+03 | -7.19E+02 | -4.36E+01 | 9.89E+02
Terme K&E(N.m?) | K$E(N.m?) | K&(N.m?)

beamFoil | -1.11E4-00 | -3.63E4+01 | 1.03E+01

Abaqus | -1.11E400 | -3.63E+01 | 1.03E+01

TABLE 6.1 — Propriétés équivalentes du cas de validation pour une orientation de fibres

de 45°.

Pour finir la validation de la fonctionnalité d’analyse de sections de beamFoil, la figure
6.2 compare l'allure des fonctions de gauchissement de la section évaluées avec Abaqus™
et beamFoil, pour l'orientation #,..; = 45°. Dans cette figure, le gauchissement est nor-
malisé afin de visualiser clairement l'allure du gauchissement, qui a une magnitude tres

faible.

La figure 6.2 montre encore une fois un excellent accord entre les développements et
Abaqus ™, que ca soit en termes de forme mais également de magnitude. Ces résul-
tats montrent qu’il est possible de s’affranchir d’Abaqus™ pour réaliser des analyses de

sections anisotropes et inhomogenes.
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6.1. Validation du modéle d’analyse de sections
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FIGURE 6.2 — Illustration des 6 fonctions de gauchissement pour une orientation de fibres
de 45°, évaluées avec Abaqus™ (en haut) et beamFoil (en bas).
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Chapitre 6 — Validations des développements numériques

6.2 Validation du modele de poutre

Afin de valider le modele de poutre développé dans cette these, le cas présenté dans
la section 4.1.6 est repris. Le foil étudié est donc le foil expérimental (cf. section 2.1) avec
le pli d’UD orienté a —50°, dont les propriétés équivalentes sont données dans la section
4.1.2. Le cas de chargement de la section 4.1.6 est simplifié, le foil est encastré a sa base
et un effort ponctuel vertical non suiveur est défini a son extrémité, correspondant a une
masse suspendue de 5 kg. Le méme repere que précédemment est utilisé, ou la poutre
est alignée avec 'axe Z et I'axe Y représente la verticale terrestre. Le nombre d’éléments
poutre considéré est identique a celui défini dans la section 3.3.3, soit 70 éléments. Cette
analyse par éléments finis est réalisée avec Abaqus™ (noté Abaqus) et I'outil développé
durant cette these, beamFoil, les résultats obtenus sont tracés dans la figure 6.3. Dans cette
figure, les 6 composantes (3 de translation et 3 de rotation) des déplacements nodaux sont
tracés le long de I'envergure du foil.

La figure 6.3 montre un excellent accord des déplacements nodaux Dy, Dz, Rx et
Rz. A Dinverse, le déplacement horizontal Dz et la rotation associée Ry obtenus avec

M avec une différence significative

beamFoil different des résultats donnés par Abaqus™
de tendance pour la rotation Ry. Ces disparités sont attribuées aux différences entre le
modele développé dans beamFoil et dans Abaqus™. Dans le modele Abaqus™, le champ
de déplacement de la poutre prend en compte une composante de gauchissement pour
la dérivation des équations d’équilibre alors que ce n’est pas le cas avec notre outil (cf.
section 3.3.2). Le gauchissement étant un mouvement de faible amplitude en comparaison
a la déformée globale de la poutre, les différences sont appréciables uniquement pour les
petits déplacements. Au vu de 'amplitude de ces déplacements, les différences mis en
avant dans la figure 6.3 permettent quand méme de valider les développements considérés
dans cette these. Afin de quantifier ces différences, le tableau 6.2 compare la torsion et
I’amplitude du déplacement et de la rotation de l'extrémité de la poutre. Ces résultats
montrent une différence maximale de 0.012%, ce qui montre que le modele de poutre

développé dans beamFoil permet de remplacer celui implémenté dans Abaqus™.
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6.2. Validation du modéle de poutre

Magnitude du Magnitude de la | Torsion (°)

déplacement (m) rotation (°)
Dev 1.33E-01 8.40E+00 -1.37E+00
Abaqus 1.33E-01 8.40E+00 -1.37E+00
Diff (%) 1.20E-02 6.75E-03 7.32E-02

TABLE 6.2 — Torsion et magnitude du déplacement a l'extrémité libre du foil, évaluées
avec Abaqus™ et beamFoil.
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Chapitre 6 — Validations des développements numériques
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FIGURE 6.3 — Déplacements et rotations nodales du foil avec une orientation d’UD de
—50°, évaluées pour une masse de 5 kg suspendue a son extrémité — (—) : Abaqus, (—) :
beamFoil.
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6.3. Conclusion

6.3 Conclusion

Dans ce chapitre 6, deux cas de validations numériques sont proposés pour valider
les développements réalisés durant cette theése. Le premier cas de validation montre un
accord excellent entre Abaqus™ et beamFoil pour 'analyse de sections anisotropes et
inhomogenes. Le second montre également un tres bon accord entre les deux modeles
numériques pour le modele de poutre équivalente. Cependant, des différences apparaissent
pour les faibles déplacements mais elles n’invalident pas notre modele. Ces différences sont
attribuées a la prise en compte du gauchissement dans Abaqus™ et notre outil, qui est
différente. Ces cas de validations montrent que les outils numériques développés dans cette
thése permettent de s’affranchir du logiciel Abaqus™ pour réaliser des simulations IFS
Quasi-Statique. Il serait pertinent d’intégrer un aspect dynamique au modele de poutre,

qui permettrait d’étudier des cas avec des couplages IFS plus importants.
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CONCLUSION ET PERSPECTIVES

Les travaux de recherches de cette these, réalisée en partenariat avec I'Institut de Re-
cherche de 'Ecole Navale (IRENav) et I'Institut de Recherche Dupuy de Léme (IRDL),
s'intéressent a 'optimisation de la forme et de la structure de foils en matériaux compo-
sites. L'usage des foils de sustentation se démocratise dans le monde de la voile sportive
depuis ces dernieres années et cela a plusieurs échelles, allant de I'TQFoil a la classe Ultime.
L’intérét de ces appendices ne se cantonne pas au monde de la voile sportive. En effet, ils
peuvent également permettre une réduction de la trainée de navires de transport.

Mis a part les foils de sustentation, les foils peuvent également étre utilisés pour conce-
voir des systeémes de propulsion ou de récupération d’énergie. On peut citer ’entreprise
Bluefins développant un systéme de propulsion constituée d'un foil horizontal dont le
mouvement de pilonnement et de tangage imposé génere un effort de propulsion.

De nombreux travaux d’optimisation de forme d’hydrofoils ont été réalisés ces dernieres
années, avec pour objectif de réduire leur trainée ou encore la probabilité d’apparition de
cavitation et de ventilation. En raison des importants efforts hydrodynamiques auxquels
ils ont soumis, les foils sont susceptibles de subir d’importantes déformations.

Il est possible de tirer profit de ces déformations pour générer des foils auto-adaptatifs
ou optimiser la transmission de 1’énergie du moteur a un systéme de propulsion, de la
méme maniere que pour des palmes de natation.

Auquel cas, une optimisation de forme n’est pas suffisante pour déterminer un design de
foil optimal. Les travaux de cette these s’inscrivent dans cette problématique, ou ’objectif
est d’explorer la détermination d'un design de foil souple optimisant sa performance sur
une large gamme de vitesses.

Pour contrdler la portance d’un foil opérant a vitesse variable, il existe des systemes
actifs, tels que les palpeurs sur les foileurs de type Moth, et passifs, comme les foils Dali
diminuant leurs surfaces utiles lorsque la portance augmente. En utilisant les propriétés
anisotropes des matériaux composites, il est possible d’imaginer un foil immergé régulant
sa portance en se déformant. En choisissant judicieusement la disposition des matériaux
composites le constituant, il est possible de faire apparaitre un couplage entre les modes de

déformation de torsion et de flexion (noté CFT pour couplage flexion-torsion), impactant
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directement I'angle d’attaque d’un foil déformé dans un écoulement. Ce type de régulation
passive est majoritairement utilisé pour des problemes aéroélastiques, tels que I'étude de

turbines ou de planeurs.

La simulation numérique des IF'S d’un foil souple permet de tester un grand nombre de
designs en limitant au maximum le prototypage. Cette these présente la mise en place d’un
couplage IFS basse-fidélité permettant 'optimisation de foils en matériaux composites.
Les efforts fluides appliqués sur le foil sont déterminés avec le logiciel PUFFIn, basé sur
la théorie des écoulements potentiels. La réponse élastique est prédite avec un modele de
poutre équivalente, décomposé en une analyse de sections et une analyse par éléments finis
poutres équivalents. Une modélisation haute-fidélité avec des éléments finis volumiques
et surfaciques est également réalisée dans un objectif de validation numérique-numérique
de la méthode de poutre équivalentes. Les résultats présentés dans ce manuscrit ont été
obtenus avec des modeles éléments finis mis en place avec le logiciel Abaqus™. Cependant,
un modele de poutre de équivalente et d’analyse de sections a été développé durant cette
these afin de s’affranchir des contraintes associées a 'utilisation d’un logiciel commercial

pour les futurs études.

Dans I'Introduction, I'historique des foils est brievement présenté ainsi que le contexte
de cette étude. Des rappels sur les phénomenes physiques a modéliser sont également
donnés, conjointement avec un état de I'art des études portant sur des surfaces portantes

en composite évoluant en Interaction Fluide-Structure (IFS).

Dans le chapitre 2, deux campagnes expérimentales sont présentées. Ces essais per-
mettent ensuite de valider la méthode de modélisation numérique des IFS d’un foil. Pour
la premiere campagne d’essais, réalisée en air, quatre foils de géométries considérées iden-
tiques sont étudiés. Ils sont caractérisés par des propriétés mécaniques différentes pilotées
par 'orientation d’un pli Uni-Directionnel (UD) de verre constituant leur peau. Cette
orientation impacte directement la raideur de la structure, le signe et 'intensité du CFT.
Dans ces essais en air, des masses sont suspendues a un carcan enserrant les foils et deux
instruments de mesure permettent d’obtenir une mesure de déformation locale et globale.
La seconde campagne expérimentale, réalisée dans le bassin de courant de I'Ifremer de
Boulogne-sur-Mer, a pour objectif de valider la modélisation des IFS d’un foil en compo-
site. Seul un des foils expérimentaux est testé dans le bassin, I'orientation de son pli d’'UD
induit un CFT rendant le foil instable, ce qui signifie que son angle d’attaque augmente
lorsque celui-ci est fléchi. Ce phénomene permet de faire apparaitre des déformations

significatives, plus faciles a mesurer.
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Le chapitre 3 explicite les notions théoriques impliquées dans la modélisation d’un
hydrofoil souple en écoulement. La modélisation de la réponse élastique du foil, présentée
en premiere, est davantage détaillée car elle représente le fondement des développements
réalisés durant cette these. En effet, les méthodes de poutre équivalente et d’analyse de
sections présentées dans ce chapitre 3 sont celles implémentées dans 'outil numérique

développé, nommé beamFoil.

La mise en place des modeles éléments finis haute et basse-fidélité dans le logiciel
Abaqus ™ est détaillée. Ces modeles sont mis en place pour reproduire les cas de char-
gements des essais en air. Les concepts derriere la modélisation de 1’écoulement avec le
logiciel PUFFIn sont ensuite brievement exposés. Pour finir, la stratégie de couplage entre

PUFFIn et les modeles éléments finis haute et basse-fidélité est présentée.

Les résultats des campagnes expérimentales sont confrontés aux résultats obtenus nu-
mériquement dans le chapitre 4. Les résultats des deux campagnes sont présentés sé-
parément. Pour commencer, le gain de temps associé a 1'utilisation du modele de poutre
équivalente est quantifié, en le comparant au temps nécessaire a I’analyse par éléments finis
haute-fidélité. Ensuite, les propriétés équivalentes des foils expérimentaux sont présentées,
afin de vérifier leur cohérence et anticiper l'interprétation des résultats expérimentaux.
Les résultats des essais en air montrent que le modele de poutre équivalente prédit cor-
rectement la réponse statique des foils en fonction de l'orientation de leur pli d’UD. Des
cas de validations purement numériques sont également réalisés, permettant de valider la
prédiction du gauchissement des sections du foil, de son champ de contraintes et de ses
modes propres. Une discussion sur le rapport d’aspect minimum acceptable pour 'utili-
sation du modele de poutre montre que les hydrofoils étudiés dans cette these se place
bien dans son domaine de validité. Les résultats de la seconde campagne, réalisée dans le
bassin a courant de I'Ifremer, valide la capacité du couplage IFS basse-fidélité a modéliser
le comportement hydroélastique du foil. En effet, les phénomeénes de variation de portance
associés a 'angle d’attaque supplémentaire induit par le CF'T du foil sont bien captés, ce

qui est indispensable pour modéliser des foils régulant passivement leur portance.

Apres validation de la méthode numérique couplant le modele de poutre a PUFFIn,
celle-ci est exploitée pour définir un probleme d’optimisation de forme et de structure,
présentée dans le chapitre 5. L’optimisation réalisée dans cette these est multi-objectif
et conduite avec l'algorithme Efficient Global Optimization (EGO) implémenté dans le
logiciel metaOpt. La méthode EGO est basée sur l'interpolation des fonctions objectifs

par des méta-modeles Gaussiens, elle permet de converger vers un optimum en limitant le
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nombre d’évaluations des fonctions objectifs. Un probléme d’optimisation a deux variables
est posé, ol une aile de type [QFoil est étudiée a deux vitesses. Les parametres du pro-
bléeme d’optimisation sont le vrillage de l'aile (parametre géométrique) et 'orientation de
3 plis unidirectionnels de fibres de carbone composant sa peau (parametre structurelle).
L’objectif a remplir est de minimiser la trainée du foil aux deux vitesses pour un effort
latéral et une portance fixée, atteinte en ajustant le lacet et I'assiette du foil durant les
simulation IF'S. Les résultats montrent que les optima déterminés a ’aide de metaOpt sont
des designs de foils instables (voyant leur angle d’attaque augmenter avec la déformation
de laile). L’étude de la surface de réponse du positionnement en lacet du foil montre que
cette caractéristique permet de réduire 'amplitude du calage du foil réduisant ainsi sa
trainée. Ces résultats montrent l'intérét de considérer des designs de foils souples pour

améliorer les designs actuels des foils.

Le chapitre 6 cloture le manuscrit en présentant la validation des outils numériques
développées durant la these. Deux cas de validations sont considérés, un pour l'analyse
de sections et un pour le modele de poutre équivalente. Pour les deux cas, les résultats
obtenus sont confrontés a ceux d’Abaqus™. Ce chapitre 6 montre que les outils numé-
riques que nous avons développés permettent de s’affranchir d’Abaqus™ pour les futurs

études.

Les perspectives de ces travaux de these se décomposent en deux parties. Premiérement,
une amélioration des modeles numériques car les simulations IF'S réalisées dans cette these
sont Quasi-Statique, ce qui limite la méthode d’évaluation des performances d’un foil. En
effet, en navigation les foils sont soumis a d’importants phénomenes dynamiques, non
pris en compte dans les modeles de cette these. Une version instationnaire de PUFFIn,
en cours de développement a I'IRDI, permettra de simuler de simuler des conditions de
navigations plus réalistes (écoulements instationnaires, foil percant la surface libre, foil
en mouvement, etc.). En parallele, une version dynamique du modele de poutre devra
étre développée pour prendre en compte les effets inertiels dans les simulations. Il serait
également pertinent d’adapter le couplage IFS pour ajouter une aile supplémentaire dans
les simulations. En reprenant ’exemple de 'aile d’IQFoil, la modélisation du stabilisateur
représenterait plus fidelement ’écoulement et permettrait également d’évaluer le couple

qualifiant la stabilité de vol du foil.

Deuxiémement, des problemes d’optimisation plus complexes seront définis et résolus,

en augmentant le nombre de variables et d’objectifs. Des parametres géométriques supplé-
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mentaires peuvent étre définis en rendant adaptables des entrées du modeleur, telles que
la cambrure du profil, 'angle de sweep, etc. Pour les parametres structurels, le nombre de
plis orientables sera augmenté. Des parametres pilotant le nombre de plis d'une certaine
orientation seront également définis.

En plus de I'augmentation de la dimension du probleme d’optimisation, il est égale-
ment intéressant de considérer 'intégration de contraintes dans le probleme . Cela peut
par exemple étre une limite sur la contrainte maximale atteinte dans les foils. Une autre
contrainte pourrait également étre définie a partir d’un critere de stabilité de route sta-
tique. Celui-ci serait défini en prédisant le comportement d’un foil pour une variation
d’allure (gite, vitesse ou assiette) imposée petite. En partant des résultats d’une simula-
tion IFS convergée (foil déformé et calé), il est possible de faire varier arbitrairement la
position (ou la vitesse) et de quantifier la variation des efforts verticaux et latéraux induite.
L’objectif étant de minimiser cette variation pour pouvoir qualifier le foil de stable.

Finalement, il serait également intéressant de considérer une optimisation du foil en
partant de ses propriétés équivalentes. Pour un probléeme de haute dimensions (>21), il
est potentiellement intéressant d’optimiser directement les propriétés équivalentes du foil
(21 valeurs) plutdt que ses propriétés réelles. Cela permettrait de réduire la dimension du
probléme et de converger plus vite vers un optimum. Cependant, il faudrait ensuite trouver
la structure réelle associée aux propriétés équivalentes optimisées, ce qui représente un
second probleme d’optimisation. En amont de ce processus d’optimisation, il est pertinent
d’étudier les variations des propriétés équivalentes en fonction de la géométrie et de la
structure du foil. Cette étape est primordiale pour poser un probleme d’optimisation
de propriétés équivalentes avec des domaines de variabilité représentatif d’une structure
réelle, cela permet de s’assurer de trouver une structure réelle associée a des propriétés
équivalentes optimisées. De plus, une analyse des variations des propriétés équivalentes
pourrait aboutir a ’établissement de relation entre des propriétés équivalentes et donc

une réduction de la dimension du probleme d’optimisation.
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ANNEXE 1 : RELATION ENTRE LES
CONFIGURATIONS INITIALE ET
DEFORMEE

Les équations intégrales de la MEF s’expriment dans la base e ou E en fonction de
I’approche considérée. Le passage d’une base a 'autre est détaillée dans cette Annexe.
Pour commencer, la relation entre deux volumes élémentaires exprimés dans la base e et
FE est développée. La relation entre les vecteurs élémentaires des bases e et F est donnée
par le tenseur du gradient de transformation F' telle que :

del = FdEl, d€2 = FdEz, deg = FdE3 (1)

Le volume élémentaire dans une base est défini comme le triple produit des vecteurs

élémentaires de la base.

dv = del . (dez X deg); dV = dEl . (dEz X dE3) (2)

Le volume élémentaire dv est réécrit a l'aide du gradient de transformation F :

dv = FdE, - (FdEy x FdEs) (3)

Le développement de cette expression permet d’obtenir la relation suivante :

dv = det(F)dV = JdV (4)

Dans la littérature, le déterminant du gradient de transformation est majoritairement
noté J. De plus, le déterminant de la matrice construite avec les vecteurs dE;, dE5 et
dE3 est par définition le volume élémentaire dV associé a la base initiale £. En notant
po et p les masses volumiques du solide avant et apres déformation, la conservation de la

masse s’exprime tel que :
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pdv = podV;  py=Jp (5)

Une relation analogue a 1’équation (1) permettant 1'expression de ds en fonction de
dS est maintenant développée. Pour ce faire, les vecteurs de surface élémentaire ds et dS

sont définis tels que :

ds =nds; dS = NdS (6)

Les vecteurs élémentaires dl et dL sont introduits ici afin de relier le volume élémen-
taire a la surface élémentaire, illustrée dans la figure 4. Par définition (équation (3.2)), les

expressions des vecteurs dl et dL sont reliées par le gradient de transformation F'.

dl = FdL (7)
(0
dL
N dl
dsN\(ds " q
‘.,.""" S dS .'.::3‘
E, e
V.S e, e V.S
El
E3
e3

FIGURE 4 — Changement d’aire élémentaire.

Les volumes élémentaires dv et dV sont alors exprimés tels que :
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dV =dL-dS; dv=dl-ds=FdL-ds=JdV

JdL - dS = FdL - ds

JdL'dS = (dL"F")ds
JdS = F'ds

JFTdS = ds
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ANNEXE 2 : EQUILIBRE DES EFFORTS

Dans cette Annexe, les équations d’équilibre des efforts et des moments appliqués a
la structure sont définies. Pour ce faire, la figure 5 illustre un domaine élémentaire de
volume v limité par une surface s. Les vecteurs n et t représentent respectivement le
vecteur normal a la surface et le vecteur contrainte en un point de la surface. Les forces
de volume agissant sur le volume élémentaire sont notées f. Le vecteur v représente quant

a lui le champ de vitesse des points du solide.

FIGURE 5 — Volume élémentaire.

En considérant une approche Lagrangienne, le principe fondamentale de la dynamique
sur un volume infinitésimal de masse volumique p(x) appartenant & un corps s’exprime

tel que :

/5 tds + / Fdv = / podu (9)

L’effort de traction tangentiel ¢ est relié a la normale de la surface n par le tenseur de

contraintes de Cauchy notée o :

t=on (10)

L’équation (9) peut alors étre réécrite telle que :

onds+ | fdv— [ podv =0 (11)
Joomds s [ g0 |

En appliquant le théoréme de Gauss, I’équation (11) permet de formuler une équation

différentielle régissant 1’équilibre translationnel du volume élémentaire. Ce volume est
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arbitrairement choisi, ce qui implique que cette équation est vraie en tout point du corps
(BONET et al. 2008).

g+

div(o) +f —pv =0 avec div(o) |G 4 G2 4 Gon (12)
i

Afin de trouver I’équation différentielle régissant 1’équilibre des moments, il suffit de

réécrire I'équation (11) en considérant le produit vectoriel avec le vecteur position x
permettant le calcul des moments.

/wxands+/wxfdv—/:cxp1)dv=0 (13)

L’équation (13) est valide uniquement s’il n’y a pas de densité de couples locaux dans le
solide. L’introduction de la matrice antisymétrique & construite a partir des composantes

du vecteur position & exprimées dans e permet 'application du théoreme de Gauss :

0 —X3 i)
T = T3 0 —I (14)
— T2 I 0

Ainsi,

/fcands + / &(f — p)dv =0 (15)
En utilisant ’équation (12) pour substituer (f — po) dans I’équation (15),le théoréme
de Gauss permet d’obtenir I’équation (16). De la méme maniere que pour I’équation (12),

cette équation se généralise a I’ensemble du corps car le choix du volume d’intégration est
arbitraire.

div(zo) = &div(o) (16)

L’introduction de la notation d’Einstein permet la simplification de ’équation (16).

dl?)(ZIEO') = (fi‘iko-k;j),j

(17)

= TikOkjj + Tik jOk;
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CINZdZ’U(O') = jikakj,j (18)

Ce qui implique :

jik,jo'kj =0 Vi= 1, 2, 3 (19)

Le développement de I’équation (19) permet d’obtenir le résultat suivant :

093 =032 ; O13=031 ; 01 = 091 (20)

En d’autres termes, cela signifie que, en ’absence de densité de couples locaux, I’équi-

libre des moments impose la symétrie de la matrice de raideur de Cauchy.

o=0o" (21)

189



ANNEXE 3 : DEVELOPPEMENT DU PTV

Le PTV se développe en intégrant le produit scalaire d’'un champ de déplacement
virtuel du avec I'équation d’équilibre translationnel local des efforts appliqués sur le solide
(cf. équation (12)). Ce produit scalaire donne I'expression du travail virtuel des efforts

appliqués sur le solide.

oW = /(5u - div(o)dv + / u - fdv — /5u - podv =0 (22)

Il est pertinent de rappeler que I’équilibre des moments implique la symétrie du tenseur
de contraintes (0 = o). En utilisant le théoreme de Gauss et le fait que div(odu) =

Su - div(o) + o : 2%, le terme de gauche de 'équation (22) devient :
ox

/(5u ~div(o)dv = /div(a6u)dv - / o: a;:dv (23)

u
Il est possible de réexprimer le terme e de I'équation (23) a l'aide du tenseur du
T

gradient de transformation.

odu B 00u 0X
ox 090X Ox

D’apres le théoreme de Gauss, la définition du vecteur contrainte (cf. équation (10))

=0FF! (24)

et la symétrie du tenseur de contraintes de Cauchy, il est possible d’écrire :

/div(aéu)dv = /0'(5u -nds
= /a'n -ouds

:/St-éuds:L5u-td8 (25)

Donc,
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6W:/6u-tds+/5u-fdv—/a':(5FF’1)dv—/5u-pfbdv:O (26)

6W€(L‘t 5Wint 6Wewt

L’équation (26) explicite les différentes contributions du travail virtuel. La travail
virtuel total est défini comme la différence du travail virtuel des efforts externes 0Vt
et de la somme des travaux virtuels des efforts internes SW™ et d’inertie SW". Cette
équation énonce le PTV, en y substituant des expressions discrétisées des champs continus
(tel que v, x ou encore X)), les équations de la MEF sont établies. Il existe également le
principe des puissances virtuels (PPV), qui se met en place de la méme manieére que le
PTV en choisissant un champ de vitesse virtuel dv comme fonction test. Le PTV et le

PPV amenent aux mémes équations d’équilibre.
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ANNEXE 4 : FORMULATION
ALTERNATIVE DU PTV

Dans cette Annexe, le PTV énoncé dans I'équation (3.9) est réexprimé dans la confi-
guration initiale pour faire apparaitre les mesures de contraintes de Piola-Kirchhoff. La
formulation de l'intégrale volumique dans le repere matériel est directe en utilisant le
déterminant du tenseur de gradient de transformation J (cf. équation (3.3)). Pour ré-
exprimer l'intégrale surfacique, il faut trouver la relation entre ds et dS a partir de la

définition du gradient de transformation (FFIN = n) et des équations (6) et (8).

ds = JF~'dS
nds = JF'NdS
n-nds’ = JA(F 'NF 'N)ds*
JHF'N-F'N)ds?
n - nds®> = Q(NTF TF'N)ds?
= J3(N-C'N)ds?

ds = JYN-C'NdS (27)

Le PTV se réexprime alors tel que :

n - nds?

6W:/6u-t0d5+/ J5u-de—/ J(Su-pi:dV—/ Jo: (6FFY)dV  (28)
S Vv Vv 1%
Avec,

to=JYN-C 'Nt (29)

La premiere mesure de contrainte alternative introduite est le tenseur de contraintes

de Kirchhoff 7, équivalent aux contraintes de Cauchy exprimées dans le repere matériel.
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Celui-ci est défini a partir de I’équation (28) tel que :

T=Jo (30)

Il est également possible de réexprimer le travail virtuel des efforts internes en iso-
lant le terme dF'. Pour ce faire, la propriété suivante du produit tensoriel doublement
contracté est utilisée : pour deux tenseurs de méme dimension notés A et B, dont I'un

est symétrique,

A:B=B:A=Tr(AB") =Tr(A"B) = Tr(BA") = Tr(B' A) (31)

Le travail virtuel des efforts internes devient alors :

gwint = / Tr(JoF-T6FT)dV
14
— / JoFT . §FdV
14

_ / P:6FdV avec P— JoF T (32)
1%

Dans I'équation (32), le premier tenseur de contraintes de Piola-Kirchhoff P, conju-
guée au tenseur du gradient de transformation, est défini. Pour interpréter cette mesure
de contraintes, il faut d’abord considérer une force interne élémentaire dp défini dans la
configuration déformée comme le produit du tenseur de contraintes de Cauchy o et du
vecteur surface élémentaire ds ou la force interne est calculée. La relation entre les vec-
teurs surfaces élémentaires exprimés dans la configuration de référence et la configuration

déformée est donnée par 1'équation (8).

dp = ods (33)
dp = JoF'dS = PdS (34)

L’équation (33) montre que le premier tenseur de contraintes de Piola-Kirchhoff fait
le lien entre une surface élémentaire de la configuration de référence et un effort interne
élémentaire exprimé dans la configuration courante.

Afin de définir le second tenseur de Piola-Kirchhoff, le travail virtuel des efforts internes

est réécrit de maniere le tenseur de déformation de Green-Lagrange E. Pour ce faire, le
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premier tenseur de contraintes de Piola-Kirchhoff est multiplié par FF~! dans I'expression

du travail virtuel des efforts internes de I’équation (32) :

swint — /V FF~'P . §FdV
— /V Tr(PTF"F" : §FdV (35)
- /V F'P: F'5FdV
- /V ;(F1P:FT5F)+;(F1P:FT6F)dV

Il est pertinent de démontrer la symétrie du tenseur F~' P pour la suite des dévelop-

pements :

(F'PY'=P'FT=JF o' FT"=F'(Jo"F " =F'P (36)

Cela permet de réécrire I’équation (35) telle que :

SWint — / ;(F_IP . FT6F) + ;((F_lP)T . FT6F)dV

y
1 1

— §(F*1P . FT5F) + 5(F*lP :0FTF)dV
1%

- [FP: (;(FT(SFJMSFTF))dV
.,

:/ F'P:SEdV
\4

(37)

Le second tenseur de Piola-Kirchhoff S, conjugué au tenseur de contraintes de Green-

Lagrange est donc défini par :

S=F'P=JF'PF 7' (38)

Le second tenseur de contraintes de Piola-Kirchhoff S| défini dans 1’équation (38), relie

un vecteur surface élémentaire a un effort interne élémentaire, tous deux exprimés dans
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la configuration de référence. Celui-ci est symétrique, de la méme maniere que le tenseur
de contraintes de Cauchy (S = S7).

Pour conclure cette Annexe, les expressions du PTV pour les différentes mesures de
contraintes sont listées.

— Tenseur de contraintes de Kirchhoff :
SW = /Sau : tOdSJr/V Jou - de—/V Jou - p’i)dV—/VT C(GFF 1AV =0 (39)
— Premier tenseur de contraintes de Piola-Kirchhoff :
5W:/S(su.tods+/vjawde—/VJ(su-p@dV—/VP:5dezo (40)
— Second tenseur de contraintes de Piola-Kirchhoff :

5W:/55u.tods+/Jau-de—/Jéu-pide—/S¢5EdV=0 (41)
14 v v
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ANNEXE 5 : DISCRETISATION DES
TRAVAUX VIRTUELS SUR UN ELEMENT

Connaissant les expressions discrétisées des quantités cinématiques, détaillées dans
la section 3.1.5, le PTV discrétisé s’obtient en substituant ces expressions dans le PTV
formulé dans 1’équation (3.9). Pour plus de clarté, les trois contributions du travail vir-
tuel sont discrétisées séparément en considérant un seul élément. La généralisation a un

ensemble d’éléments est abordée par la suite.

Travail virtuel des efforts inertiels

L’expression de la contribution des efforts inertiels au travail virtuel est rappelée dans
I'équation (42) et il est possible d’y substituer les expressions discrétisées des champs
d’accélération et de déplacement virtuel (a partir des équations (3.23) et (3.24)). L'ex-
pression de la contribution des efforts d’inertie au travail virtuel pour un élément fini avec

N,, nceuds s’écrit alors :

SW" :/ (5u-p1}dv:/ su” pvdv
Vel Vel
_ / su” NI pNT veldy = suct” / pNIT NI dyoe (42)
Vel Vel
La discrétisation du terme d’inertie du PPV permet de faire apparaitre la notion

de matrice de masse M d’un élément fini. Celle-ci est définie en considérant que la

contribution des efforts inertiels a la puissance virtuelle se décompose tel que :

oW = oul” g = sut Mot M = [ pNTTNdo (43)
Vel

Dans I'équation (43), f%" est le vecteur des efforts nodaux d’inertie, défini comme
le produit de la matrice de masse de I'élément avec le vecteur d’accélération nodal. Sa

construction est analogue a celle du vecteur des positions nodales explicitée dans I’équation
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(3.22). La matrice de masse peut étre évaluée dans le repére courant ou initial, le passage
d’une formulation a I'autre se fait grace a la ’équation (3.3), explicitant la relation entre

un volume élémentaire de la configuration initiale et déformée.

- / JpNT"NIqy = / po N/ NFav (44)
Ver Ver

Travail virtuel des efforts internes

Pour discrétiser la contribution des efforts internes au travail virtuel, le point de départ
est la formulation de dW™ (cf. équation (10)) dans laquelle est injectée 'expression du

champ de déplacement virtuel discrétisé.

f el
o:(0FF Ydv :/ o: aé—udv =/ o: Mdv (45)

W = /v Ox Vel ox

Pour plus de simplicité, 'expression du travail virtuel des efforts internes d'un seul

el

noeud dW/* est considérée.

I(N, 5u“>d
v

znt Z 5 é?t7 znt / o
—/ : (du,N awT)dv
= / Tr aNa7x5uaT)dv
:/ Tr(éuaTaNa,x)dv

Vel

= (5uaT/ oN,dv (46)

En considérant la méme décomposition que dans 'équation (43), SW* se rééerit :

T pi ; intT  pintT int T\T
OWe' = ou s f = (Fa fey o Fedy, ) (47)

L’expression de l'effort nodal pour un nceud a de 1’élément se déduit des équations
(46) et (47).
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fit = [ oNyadv (48)
Vel

Comme pour la matrice de masse, les efforts internes nodaux sont également évaluables
dans la configuration non déformée. Pour ce faire, I'expression du premier tenseur de

contraintes de Piola-Kirchhoff (eq 32) est substituée dans I’équation (48).

: 1
ol = jPFTF—TNa,XJdV
Vel

- / PN, xdV = / FSN, xdV (49)
Vel Vel

P et S sont construits tels que P = Zflv” P, et S = Z(]IV" S,.

Travail virtuel des efforts externes

L’équation (3.9) donne I'expression du travail virtuel des efforts externes, dans laquelle

I'expression du champ de déplacement virtuel discrétisé est substituée.

sWest = oyel” pest — / du - tds + / Su - fdv

_ / suTtds + / suT fdv
s Vel

_ / su” N/ tds + / su NI f
S Vel

— sud”( / N gds + / N7 fav) (50)
S Vel
Ainsi, expression des effort nodaux externes est donnée par :

fit= [NTtds+ [ N1 fao (51)
S Vel

Les efforts nodaux externes se réexpriment dans la configuration initiale en utilisant
les équations (27), (3.3) et (29) :

Fert — /S N todS + /V IN!" fav (52)
el
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Afin de déterminer I'expression des efforts nodaux externes d’'un élément associée aux
vecteur contrainte to dans la configuration non-déformée du solide, il faut décomposer
I'intégrale surfacique de I’équation (52) en contributions par face de 1’élément fini (pos-
sédant Ny faces). Le vecteur contrainte associé a une face, noté to;, permet de réécrire

I’équation (52).

Ny
Frt =y /S N t0,dS + /V IN'" fav (53)
=1 el

Le vecteur contrainte to; est non nulle uniquement sur les faces de I'élément fini

appartenant a la surface extérieur du solide considéré.

199



ANNEXE 6 : MATRICE DE RAIDEUR
TANGENTE

Dans la section 3.1.6, les résidus globaux sont définis comme la différence des efforts
nodaux globaux internes et externes. La dérivée des résidus globaux fait apparaitre la
notion de matrice de raideur tangente globale, permettant d’approcher la solution des
équations du mouvement, qui est détaillée dans cette Annexe. Pour simplifier les dévelop-
pements, la dérivation de la matrice de raideur tangente est réalisée pour un seul élément
fini. L’expression ainsi trouvée est ensuite généralisée a un ensemble d’éléments finis en
suivant les procédures classiques d’assemblage d’éléments finis (J N REDDY 2005). Les
résidus d'un élément sont notés r et définis comme la différence des efforts nodaux

int fext

internes et externes d’un élément (r¢ = f7 o

). La matrice de raideur tangente
élémentaire est obtenu en différenciant I’expression des résidus élémentaires par rapport
a un déplacement nodal infinitésimale du®.

La différenciation des résidus se dissocie en deux contributions, données par :

d,’,,el — dfznt . dfea:t (54)

el el

Variation des efforts nodaux internes

La variation des efforts nodaux internes d’un élément est développé pour un seul neeud,
la généralisation a tout I'élément est détaillée a la fin de cette Annexe. La variation de

I’équation (49) donne :

elg —

dfint / FdSN, xdV + / dFSN, xdV (55)
|4 14

dfmet dfose

elg

L’équation (55) montre que la variation des efforts nodaux se décompose en deux

mat

contributions, la premiere permettant I’obtention de la matrice de raideur élastique K7,

et la seconde permettant d’obtenir la matrice de raideur géométrique K?°. Les efforts
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mat

nodaux tangentiels matériels df ;"

sont réécrits en introduisant la notation de Voight.
Pour ce faire, I'égalité FSN,x = AS,. est posée, ou A est la matrice a déterminer.

Apres développement et identification, il est possible de montrer que :

dfmet — / BT 4 dS,.dV (56)
. B,

elg

L’opérateur de Hooke permet ensuite de réécrire les efforts nodaux tels que :

dfmet = / BT CAE qdV (57)
| Ba.

ely

D’apres I’équation (3.31), la matrice de raideur tangente matériel est donc donnée

par :

elg elq

dfmet — /V BT (CB xdVdu® = K7 du' (58)

Le développement de la matrice de raideur géométrique est plus directe. En partant
de I'équation (55), I’équation (3.29) permet de faire apparaitre le déplacement nodal tel

que :

Np,
Afee =3 duy /V NT SN, xdV (59)
b

Afin de dériver une forme matricielle pour la matrice de raideur géométrique, on pose :

G;}:/N?XSNa’XdV; avec a,b=1,2,..., N, (60)
.

L’équation (59) peut alors étre réécrite telle que :

s = KGdu; K5 = (G35, G, ..., G%, I (61)
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Variation des efforts nodaux externes

La différenciation des efforts nodaux externes a du sens dans les cas ou le chargement
dépend de I'état de déformation de la structure. Dans cette these, les efforts considérés
sont la gravité, des efforts ponctuels ou des efforts de pression. Seuls les efforts de pression
dépendent de 1’état de déformation d'un élément. C’est pourquoi seule la variation du
terme surfacique des efforts nodaux externes (cf. équation (51)) est développée ici. Il
est admis que la dépendance des efforts de pression a 1’état de déformation est due au
changement de normal, la valeur de la pression est donc considérée constante durant la
déformation.

La contribution d’un nceud de I'élément aux efforts nodaux externes est donnée dans
le repére courant, ou la normale courante n apparait directement. De plus, une pression

est définie par —pn

Ny Ny
firt == [ Napnds = Y-~ [ Nupnads = 3 £33 (62)
s =1 7 =1

Soit Ny le nombre de faces extérieures a la structure de ’élément considéré, la contri-
bution d’un nceud aux efforts externes nodaux résulte de la somme sur toutes les faces
de 1’élément. Il est intéressant de définir un repere réduit £; pour la face étudiée, défini
dans la configuration non déformée du solide. Une face dans la configuration initiale est
plane et en 2D, une surface avec trois ou quatre cotés est facilement paramétrable avec
deux variables, notées ici &1 et &2 et variant tout deux entre —1 et 1. Le passage du
repere réduit d’une face non déformée au repere général est possible grace a la définition

de élément de surface ds et de normale n;.

nrds = Lepn X wy&zdglldgm (63)

Dans cette équation ¢, et @ ¢,, sont des vecteurs contenant les dérivées de la position

x par rapport aux coordonnées locales de la face considérée (x¢,, = (%, %, %)T). La

variation des efforts nodaux externes induite par un déplacement nodal est donnée par :

1
fgt - = //_1 (Napw,ﬁn X 15,5[2)(15[161512

1
dfzg;t = /[1 Nap(dw,fn X L ery + Lep X dw,&lz)dglldfm (64)
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Les équations (3.23) et (3.28) permettent de réécrire les versions discrétisées des va-

riations de position T ¢, et T ¢,,.

. LON
dfaf— // Nop —dub X g+ g, X dufl e nde) (69)

La somme disparait car seulement pour b=a, dug' # 0

L ON,
&3P

el

asit = J[ N

De la méme maniere que pour les efforts internes, I’objectif est de formuler la variation

+ X g, X dua

aN
55 =)d€1dE (66)

des efforts internes comme le produit d’une matrice et d’un vecteur de déplacement nodal.
La matrice définie ici est la matrice de raideur des efforts externes. Soit I'égalité df<y" =
K'duf, en développant 1'équation (66) et en identifiant les termes, I'expression de la
matrice de raideur des efforts externes pour un noeud induite par une pression sur une

face est donnée tel que :

0 ONg O3 _ ONg Oz3 __ ONg Oxo ON, Oxo
1 0¢r1 9812 0812 0¢11 0811 912 012 0611
ext _ _ _ ON, dz3 | ON, dz3 ON, dz1 _ ON, Oz,
K //—1 Nap &1 Or2 + 012 0611 0 &1 0612 012 0611 A& dS o

ON, dzy _ ON, dze 9N, dx1 | ONg Oz 0
0611 912 0¢r2 911 0811 9812 0€r2 0811

1

== // ) NopH d& 1 dE (67)

La matrice de raideur des efforts externes d’un noeud pour toutes les faces de ’élément

s’obtient en sommant les contributions de chaque faces :

Kea:t Z Keact (68)

Cette matrice prend en compte les changements d’aire et d’orientation d’une surface

induits par I’état de déformation.

203



Généralisation a 1’élément

Afin de déterminer la variation des efforts internes totaux causée par un mouvement
nodale quelconque, il faut sommer les contributions de chaque noeud de 1’élément. Pour
la composante matérielle des efforts internes, la sommation se réécrit en considérant une

notation analogue a celle de I'équation (3.22) :

dfmat _ Kmatduel; avec Kmat _ / Be;(TcBe‘g{dv (69)
V b b

De la méme maniere,

df’™ = K*du'; avec K™= (K{" K{”, . K{’) (70)
et,
Ny 1
dft = K“du®; avec K“'=Y)_ —/ pH ¢ dé (71)
=1 -1
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ANNEXE 7 : DISCRETISATION DU
TRAVAIL VIRTUEL LINEIQUE POUR UN
ELEMENT

Afin d’établir les équations d’équilibre de la section de poutre, il faut introduire les
expressions discrétisées des champs de déplacements et de déformations dans I’expression
du travail virtuel (cf. équation (3.69)). Pour plus de clarté, les développements sont réalisés
pour un seul élément. La généralisation a un ensemble d’éléments est abordée par la suite.
La contribution des efforts externes au travail virtuel linéique pour un élément se réécrit

telle que :

o(6UPTp» op?  asUPT
d r— [ sUrT dsP
Wezta = / ox? S s aX" + ox?P p'ds
opP 20GP, T
e s / NTIP q6p el / NPT prdsp
o T oxr Jo NP
aPZ P f:)l
ax”
op* aomPT
ot | ZzPT dS? ZPTpPasp 73
on |2 o oxy [, 2T (73)
9FsP FsP
axi7

Dans 'équation ci-dessus, le vecteur P?, et sa dérivée représentent les efforts nodaux
de I’élément. I est possible de transformer les termes de I’équation (73) associés au mou-
vement de corps rigide afin de faire apparaitre le vecteur de déformation dune section de

poutre €,4"° :
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T T
OF,  OomP Fr — T OFF N oonP FJP 4 o TerT Fp - sppTeT Fp

onPT
oxX? " 0XP oxXP " oXxP

OFP aomPT

— SnpT 5 s, pTypT T p pT 4pT p

on G Pt F P+ 5(nP  tPT + X7 ) Fs
pTa]:Sp pT4pT - p pcT - p

= (57’ W — (57’ t .7:3 + 561}(1 .FS (74)

1

Le travail linéique des efforts externes se réécrit alors :

OF.7 oP""  95GY"
WL, = o’ == G — ot T F P+ Senq™ FP 4+ 6GY 8X1 — aXepl P?, (T75)

Afin de résoudre ’équilibre de la section, le travail linéique virtuel des efforts externes

se réexprime de manicre matricielle tel que :

Py
_ (asch" T ) | or, o OFP T
Wit = (% 6GLT dena) | G | + 07 Coxy ~ ¢ F)
F
asar, \ T pr
ox? el »
oP? 0F,
= | 0Gq axt | T 5in(TX{) — " FS)
5611de .Fsp

(76)

L’expression discrétisée du travail virtuel des efforts internes pour un élément est

donnée par :

Wb = / ol )ePdS? = S€pd’ T OpPdSP = S€pd” T Co€pqPdS?
Sp Sp

Sp
4
— | (8”ZP5e,4” + B NG, + spNsPagfjp )7

-/
C*(S”Z €,d™ + B*N,"GY, + S’ N, pg%,} )dS? (77)
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Le développement de cette équation fait émerger 9 termes amenant a la définition de

6 matrices listées ci-dessous :

A= [ zsTer s zras QU= /S  NSTBCS ZrAS”

EZI — / NspTBpTCSBSNSpdSp; Cil — / NSpTSpTCsBsNSpdSP
Sp Sp

L = / NPT SPTCsSPZPdsP; MY, = / NPT srTes 8P N,PdSP (78)
Sp Sp

Ces matrices permettent d’exprimer le travail virtuel linéique interne tel que :

0G?
WL = 0€ua " AL ed™ + dend™ QYT G, + depd? LY 8X;l
1
0G?
06 Quent + 6GLT ELGY + 661 €T (79)
LOGH 1y e DG oy o DOGET ), OGE,
€y
oxXp Tt T ooxy T T oxy T oXY
Ou alors sur forme matricielle :
86G51 T MP CP LP 8G§l
ox? el el el ox?
Wi = | 6GY, cy' EY o G?, (80)
0€yae Lng QZT Al \€pat

L’expression finale du travail virtuel linéique discrétisée d’un élément (6W.} = 0)

P T P T P
o [V () i g () (M G 2 (5
5Wel = 5G§l 8X?l + 5,’717 ( OXP -t ]_—Sp> - 5G§l Clgl Ele?l Ze)l Glgl
6€vdpc ]:sp 1 56vdpc Lze)lT QZT Agl e'vdpc

(81)
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ANNEXE 8 : VARIATION VIRTUELLE DES
MESURES DE DEFORMATIONS
GENERALISEES

Dans cette Annexe, les variations virtuelles des mesures de déformations généralisée
sont développées, Pour commencer, la variation virtuelle de la composante translationnelle
de la mesure de déformation généralisée dans le repere courant (cf. équation (3.122)) est

exprimée telle que :

oyP = 5(3;61 —er?)
%‘if? — 0(APE,?)
_ 8;)1?1373 _SATEy”
= aggfp _ 59;10 APE,P
- ag)tgp — 60 es?
= 82)%}) + €1750," (82)
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Dans le repere matériel, la variation de 'équation (3.122) donne :

OTP = §(APT~P)

— SAP AP 4 APT 5P

— APT50.P AP ¢ A,,T(ﬁg)lf’ — §0."er?)

_ _APTae;p(gfﬁ er?) + APT(% —50.7e,?)

= A" (~50.7 gfﬁ - 8;% )= APT<S§‘1 5.” agg‘;p)

— APT((?;? T 5¢p.P + ag)tgp) (83)

Pour les composantes rotationnelles des déformations généralisées de la poutre, le point

de départ est I’équation (3.112), reliant la dérivée de la matrice de rotation a la courbure

de la poutre exprimée dans la base courante.

OAP

oK = 0(5 XpA”T)
52221& PT 4 gé;péApT
_ aaij(xp AT g}ﬁp AP 56,
= aa(s;p APAPT + 66 pg?(pAPT g;?pAPTae P
_ ?)‘Z}p 607 KP — RPOOL (84)

Afin d’exprimer la forme vectorielle de la matrice antisymétrique dkP?, il est important

de rappeler la propriété mathématique suivante : soient deux matrices antisymétriques A
et B et leurs formes vectorielles A et B, alors :
C=AB-BA, C=AxB (85)
L’équation (84) devient alors :
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0L o s oy 000"

p f—
oK' = X7 X7

— KPO,” (86)

L’expression de dKCP s’obtient a I'aide de la matrice A? telle que :

SICP = §(APTKP)
= 0A"TKP + APToKP
966,"
oX?
_ 0907 d6(T " ¢p,P)
XV XY

L ApTa(STAP
OX? XY

= —A""50,P kP + AT + APT50,. kP

— AT depe” (87)

L’expression finale des déformations généralisées de la poutre se réécrit sous forme

matricielle telle que :

5 -
Se, P = 5P _ (3% er? ) oU.P (58)
OKP 0 g% — 7] \06.7
5o ne_ [OT7) _ (AT AR (sU
ve 5](:1) 0 ApTa)a(p (50610
1
(89)
(o _ (A% APT SR JUY
K" 0 ATV + AT | \dg
T 0k A
() (A 0 Y e T (90)
SICP 0 APT 0 TApaa + %TAP n
X7 T ooxy
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Résumé : En navigation, les foils sont soumis
a d’importants efforts hydrodynamiques et, en
conséquence, se déforment de maniére signi-
ficative. Cette thése s’intéresse ¢a I'optimisa-
tion de designs de foils souples en matériaux
composites, qui dans certaines conditions,
sont caractérisés par un couplage flexion-
torsion influant sur I'angle d’attaque d’un foil
déformé. Cette thése présente une métho-
dologie pour estimer et optimiser numérique-
ment les performances d’'un hydrofoil souple.
Le modele numérique retenu dans cette thése
est un couplage entre un modéle de poutre
équivalente développé dans Abaqus™ et un

code fluide parfait, PUFFIn. Deux campagnes
experimentales sont réalisées pour valider les
modéles numériques. Une premiére en air
pour valider le modeéle de poutre équivalente
et une seconde dans le bassin de courant
de I'lfremer de Boulogne-Sur-mer, permettant
la validation du couplage entre PUFFIn et
Abaqus™. Ce modeéle est ensuite exploité
pour optimiser la structure et la géométrie d’'un
hydrofoil souple et pour finir, une validation
des outils numériques développés dans cette
thése, ayant pour but de s’affranchir du logiciel
commercial Abaqus™, est présentée.
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Abstract: In sailing conditions, foils are sub-
jected to significant hydrodynamic forces and,
as a result, undergo substantial deformation.
This thesis focuses on the optimization of flex-
ible foil designs made from composite mate-
rials, which, under certain conditions, exhibit
a bending-torsion coupling that affects the an-
gle of attack of a deformed foil. This thesis
presents a methodology for numerically esti-
mating and optimizing the performance of a
flexible hydrofoil. The numerical model used in
this work couples an equivalent beam model
developed in Abaqus™ with a potential flow

code, PUFFIn. Two experimental campaigns
are conducted to validate the numerical mod-
els: the first in air, to validate the equivalent
beam model, and the second in the current
tank at Ifremer in Boulogne-sur-Mer, enabling
the validation of the coupling between PUFFIn
and Abaqus™. This model is then used to op-
timize the structure and geometry of a flexible
hydrofoil. Finally, the thesis presents a valida-
tion of the numerical tools developed, with the
aim of moving beyond the use of the commer-
cial software Abaqus™.
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